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grande partie l’accomplissement de ce travail. Je la remercie tout particulièrement pour avoir
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Résumé

Les équipements électroniques utilisés dans les applications spatiales sont soumis à des

environnements sévères de type choc pyrotechnique (séparations d’étages, déploiement de

panneaux solaires,. . . ) caractérisés par des Spectres de Réponse au Choc (SRC) dont la

reproduction en laboratoire ne peut pas toujours être assurée de manière convenable à l’aide

d’excitateurs électrodynamiques ou de machines à choc classiques. Depuis plusieurs années,

l’objectif poursuivi par l’entreprise Thales Alenia Space ETCA est de mettre en oeuvre des

dispositifs de test spécifiquement dédiés à la reproduction de ce type d’environnement. Les

paramètres du dispositif de test influencent la forme et l’amplitude des SRC et doivent être

identifiés empiriquement de telle manière à satisfaire les spécifications relatives à ce type

d’environnement.

Cette thèse de doctorat se propose d’élaborer, en renfort de l’approche expérimentale,

un modèle numérique permettant de simuler les niveaux vibratoires générés par les chocs

pyrotechniques. Raisonnablement moins chère, la modélisation permet de simuler les réponses

vibratoires du système, d’étudier l’influence des divers paramètres opérationnels du dispositif

de test pyrotechnique et de modifier ainsi les conditions réelles d’essai de manière à rencontrer

plus rapidement les spécifications imposées par le cahier des charges de l’équipement à tester.

Une telle modélisation nécessite de disposer, d’une part, d’un modèle dynamique précis du

dispositif de test pyrotechnique sur lequel est appliquée l’explosion et, d’autre part, d’une

description mathématique cohérente des sources d’excitation. La principale difficulté réside

naturellement dans l’identification des sources d’excitation car celles-ci ne sont pas directement

accessibles à la mesure de par la nature explosive du phénomène. Par conséquent, les sources

d’excitation doivent donc être identifiées indirectement à partir de méthodes d’identification

exploitant les réponses vibratoires expérimentales.

En pratique, les niveaux vibratoires occasionnés par les chocs pyrotechniques peuvent très

souvent être reproduits en laboratoire au départ de dispositifs plus conventionnels tels que des

impacts au vérin. Ces observations expérimentales nous ont motivé, dans un premier temps, à

simuler les niveaux vibratoires générés par un choc pyrotechnique en remplaçant l’excitation

réelle par un Choc Mécanique Équivalent (CME) de profil triangulaire pour lequel l’amplitude

et la durée sont ajustées par une méthode d’optimisation aux moindres carrés de telle manière

à reproduire un champ d’accélérations équivalent à celui relevé expérimentalement lors de

l’explosion. Les équivalences entre les champs d’accélérations simulés et mesurés se font sur

base de la comparaison entre les SRC.

Bien que reposant sur l’hypothèse d’une force d’excitation ponctuelle agissant de manière

unidirectionnelle, et donc s’écartant de la réalité physique, ce Choc Mécanique Équivalent



(CME) permet de reproduire les niveaux vibratoires avec une précision supérieure aux

tolérances généralement admises pour les spécifications d’équipements électroniques. Par

ailleurs, la définition du CME reste stable lorsqu’on passe à des configurations plus complexes

du dispositif de test pyrotechnique telles que des structures double plaque. Cette stabilité

conforte notre approche du CME pour simuler les niveaux vibratoires provoqués par un choc

pyrotechnique.

Les résultats encourageants du CME nous ont conduit à explorer des méthodes d’identifica-

tion plus sophistiquées reposant également sur l’hypothèse d’une force d’excitation ponctuelle

et unidirectionnelle. Dans le cadre de ce travail, nous avons considéré deux méthodes d’iden-

tification se basant sur la théorie de la déconvolution. La première méthode s’applique dans

le domaine fréquentiel et consiste à construire à l’aide de la théorie de Wiener un filtre

numérique linéaire permettant d’obtenir la meilleure estimation de la force d’excitation. La

seconde méthode s’applique dans le domaine temporel et consiste à décomposer la force

d’excitation inconnue en une somme pondérée d’ondelettes et d’établir la correspondance entre

les coefficients d’ondelettes discrets de la force d’excitation et ceux de la réponse transitoire

mesurée. Dans le contexte de l’identification de chocs mécaniques, la méthode de décomposition

en ondelettes est plus adaptée que la méthode fréquentielle car celle-ci s’applique en théorie

principalement à des processus stationnaires. En outre, la méthode temporelle permet une

meilleure représentation de la propagation des ondes dans la structure.

L’application de ces deux méthodes à l’identification d’impacts au marteau donne des

résultats convenables malgré une grande sensibilité aux erreurs de mesures. Dans le contexte

de chocs pyrotechniques, ces deux méthodes sont cependant inaptes à identifier de manière

acceptable une force d’excitation ponctuelle équivalente. Les niveaux vibratoires simulés à

partir des profils de force identifiés sont systématiquement sous-estimés, en particulier pour la

méthode de Wiener qui conduit à des écarts fréquentiels importants entre les SRC mesurés et

simulés. La méthode de décomposition en ondelettes conduit, quant à elle, à des résultats plus

convaincants que la méthode fréquentielle mais reste néanmoins moins précise que l’approche

du CME.

Nous avons montré au travers de cette thèse de doctorat qu’une description des sources

d’excitation pyrotechniques par un Choc Mécanique Equivalent (CME) ponctuel et unidirec-

tionnel, localisé au centre de la charge explosive, permet de simuler les niveaux vibratoires

expérimentaux avec une précision supérieure aux tolérances généralement admises pour les

spécifications des équipements électroniques. L’outil numérique que nous avons développé

dans le cadre de cette thèse de doctorat peut donc être exploité par l’entreprise Thales Alenia

Space ETCA à l’estimation des paramètres opérationnels optimaux du dispositif de test

pyrotechnique.



Parallèlement à l’identification des sources d’excitation pyrotechniques, ce travail de

recherche s’est également intéressé à l’analyse de la sensibilité aux vibrations et aux chocs de

relais électromécaniques. Nous avons mis au point une méthodologie dans le but de prédire

les niveaux de chocs à partir desquels des dysfonctionnements électriques apparaissent. Nous

avons appliqué et validé cette méthodologie au cas d’étude de deux relais : le relais monostable

PED, utilisé dans des applications industrielles simples, et le relais bistable GP250, employé

dans les bôıtiers de commande du lanceur Ariane 5.

Dans notre approche, le comportement dynamique de la partie mobile du relais a été décrit

par une poutre encastrée-libre. La résultante des forces de contact agissant à l’extrémité libre

de cette poutre a été modélisée par un ressort linéaire dont la raideur a été estimée à l’aide

de la théorie du contact de Hertz et recalée plus finement à partir des propriétés modales de

la partie amovible du relais en configuration fermée. Les effets dissipatifs ont également été

pris en compte par l’introduction d’un amortissement proportionnel dont les paramètres de

Rayleigh ont été recalés à partir de l’identification du degré d’amortissement réduit des deux

premiers modes propres du relais.

La force magnétique s’exerçant sur le relais pour le maintenir en position fermée a été

simulée en utilisant une approche basée sur la théorie des circuits magnétiques. Les prédictions

numériques de la force magnétique ont été comparées pour différentes valeurs de la tension

d’alimentation de la bobine à celles obtenues à partir d’un modèle éléments finis bidimensionnel

de la partie magnétique du relais. Les deux approches numériques fournissent des résultats

comparables et cohérents avec le relais expérimental de cette force magnétique.

L’interaction entre les phénomènes mécaniques et magnétiques a été prise en compte

dans notre modèle en adoptant une procédure itérative basée sur des hypothèses de cou-

plage électromagnétique faible. La méthodologie a été appliquée au relais PED et a été

validée en comparant, pour des excitations harmoniques s’étalant de 2 kHz à 8 kHz, les

niveaux d’accélération minimaux conduisant à une perte de contact du relais à ceux estimés

expérimentalement. Par ailleurs, pour des chocs de type demi-sinus, nos prédictions numériques

sont cohérentes avec les spécifications renseignées dans la datasheet du relais PED.

Nous avons ensuite appliqué cette méthodologie au cas du relais GP250 et nous avons

montré, aussi bien pour des chocs mécaniques (chocs au vérin pneumatique, chocs demi-sinus)

que pour des chocs pyrotechniques, que les prédictions numériques du niveau de choc limite

cöıncident avec les ordres de grandeur mesurés expérimentalement.
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maquette d’un équipement électronique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 247

B.3 Validation modale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 249

C Datasheets des capteurs utilisés 253
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1.1 Contexte et objectifs du travail

De nos jours, les dispositifs pyrotechniques sont utilisés dans des domaines très diversifiés.

Citons par exemple le domaine automobile où ils sont utilisés dans des équipements de sécurité

passive comme les Airbags. On retrouve également les dispositifs pyrotechniques dans des

domaines plus ludiques tels que celui des feux d’artifice. En effet, les artificiers utilisent les

effets pyrotechniques, obtenus par la combustion, la déflagration ou la détonation de mélanges

chimiques, pour obtenir les effets visuels et audibles souhaités.

A l’heure actuelle, et ce depuis plusieurs années, l’industrie du spatial utilise de nombreux

systèmes pyrotechniques, tels que les valves pyrotechniques (Figure 1.1) ou encore les cordeaux

détonants (Figure 1.2), afin d’assurer diverses fonctions en vol comme la séparation d’éléments

structuraux (séparation des étages du lanceur, séparation lanceur-satellites,. . . ), l’activation

de sous-systèmes (valves de propulsion,. . . ) ou encore le déverrouillage de mécanismes

(déploiement de panneaux solaires, d’antennes,. . . ) [FIL99]. L’onde de choc générée par la

mise à feu de ces dispositifs pyrotechniques génère à l’intérieur de la navette spatiale des

vibrations sévères caractérisées par des niveaux accélérométriques élevés pouvant parfois

atteindre plusieurs dizaines de milliers de g.

Jusque dans le début des années soixante, les effets de ces vibrations sur le matériel

embarqué ont été négligés croyant que, malgré leur grande amplitude, leur durée, de l’ordre

de 0.1 ms, était beaucoup trop courte pour pouvoir provoquer des dysfonctionnements des

équipements électroniques. Cependant, le 30 juin 1971, lors de la rentrée dans l’atmosphère

de la capsule Soyuz 11, les membres de l’équipage trouvèrent soudainement la mort suite

à une brutale dépressurisation de la cabine dont la pression tomba en quelques secondes

de 760 mm de mercure à 7 mm de mercure. Après enquête, il s’est avéré que c’est l’explo-

sion d’un boulon pyrotechnique qui a entrâıné la rupture de la valve de pressurisation de Soyuz.
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Fig. 1.1 – Valve pyrotechnique (vue de gauche : avant activation – vue de droite : après

activation) [FIL99]

Fig. 1.2 – Explosifs à base de cordeau détonant [FIL99]

Par ailleurs, des études américaines montrent que de très nombreuses pannes observées

sur les lanceurs américains entre 1960 et 1986 sont les effets des chocs pyrotechniques sur les

équipements électroniques embarqués. Les avaries qui sont généralement constatées peuvent

être de plusieurs types : micro-coupures électriques au niveau de la transmission de relais

électromagnétiques, sections de fil, déclenchements de fusible,. . . En 1986, Moening [MOE86]

liste les dysfonctionnements survenus au cours de quatorze programmes de lancement qui

s’étalent sur vingt-sept années. Le bilan est de 88 pannes qui mènent souvent à un échec

de la mission. Des experts affirment que les chocs pyrotechniques sont responsables de 41

d’entre elles et, selon un fort pourcentage de probabilité, de 44 autres. La Figure 1.3, issue

de [MOE85], indique les types de dégradations imputés aux chocs pyrotechniques entre 1963

et 1985. De nos jours, l’industrie spatiale est encore malheureusement victime d’incidents dus

à ces chocs pyrotechniques [FIL93].

La plupart des séparations sur Ariane 5 sont réalisées par découpe pyrotechnique. Cette

technologie consiste à placer des tubes pyrotechniques expansibles au sein de la liaison
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Tab. 1.1 – Applications pyrotechniques dans l’astronautique [FIL99]

Programme spatial Nombre de dispositifs

pyrotechniques installés

Mercury 46

Gemini 139

Saturn ≈ 150

Apollo (CSM/SLA/LM) 314

Apollo (CSM/SLA) for Skylab 249

0

10

20

30

40

Loss of Mission

Degraded
performance

Bro
ke

n 
w
ire

s,
 le

ad
s

cr
ac

ke
d 

gl
as

s

D
is
lo
dg

in
g 

of

co
nt

am
in
an

ts

O
th

er
 s
ho

ck
 re

la
te

d

R
el
ay

 C
ha

tte
r/

Tra
ns

fe
rt

N
u
m

b
e
r 

o
f 
fa

ilu
re

s

Fig. 1.3 – Classement des dégâts dus aux chocs pyrotechniques (Figure reproduite de [MOE85])

boulonnée en aluminium afin de la découper (Figure 1.4). Cette technologie présente l’avantage

majeur d’être très fiable mais l’inconvénient de soumettre la structure et les composants

sensibles, tels que les relais électromagnétiques, les ferrites ou encore les quartz, à des chocs

mécaniques extrêmement sévères.

Il est évidemment impératif que les équipements embarqués continuent à assurer correc-

tement leurs fonctions après l’explosion. Il devient donc primordial de pouvoir reproduire en

laboratoire ces environnements vibratoires extrêmes dans le but de tester au sol la résistance

aux chocs des bôıtiers électroniques embarqués avant leur mise en fonctionnement dans le lan-

ceur. En pratique, on ne peut évidemment pas se permettre de mettre en oeuvre des dispositifs

expérimentaux grandeur nature pour chaque équipement à tester ! Il est donc indispensable de

pouvoir reproduire sur base de critères d’équivalence les environnements vibratoires qui sont
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perçus par le matériel embarqué durant les différentes phases du vol. Dans le cadre des cam-

pagnes de qualification d’équipements spatiaux, ces critères d’équivalence sont généralement

exprimés en termes de Spectres de Réponse au Choc (SRC)[FIL98a, FIL99, LAL99a, WAT08].

Fig. 1.4 – Illustrations des liaisons à découpe mono et bi-ruptures (Figure issue de [DER05])

Thales Alenia Space Etca, entreprise localisée dans la région de Charleroi (Mont-sur-

Marchienne), a développé, et continue à développer, son propre dispositif de test aux chocs

pyrotechniques. Les dispositifs de test utilisés par Thales sont classiquement des structures

résonantes constituées d’assemblages de plaques en acier ou en aluminium suspendues à un

bâti de type échafaudage (Figure 1.5). Les nouvelles campagnes de qualification d’équipements

commencent habituellement par la recherche du dispositif expérimental adéquat. C’est pour-

quoi, une série de tests essais/erreurs sont opérés dans un premier temps sur une maquette

de l’équipement à testera. Ces tests préparatoires sont réalisés pour ajuster les différents

paramètres du dispositif de test pyrotechnique de telle manière à reproduire l’environnement

vibratoire imposé par les spécifications de l’équipement à tester. Lorsque l’environnement

vibratoire souhaité est atteint, les tests nominaux peuvent alors être exécutés sur l’équipement

réel [FIL93, FIL98a, FIL99, WAT08]. Évidemment, une telle procédure expérimentale peut

devenir rapidement peu performante et très onéreuse car la mise au point des conditions de

chaque essai nécessite un temps de préparation non négligeable.

Dans ce contexte, il s’avère donc utile de développer, en renfort de l’approche expérimentale,

un modèle mathématique des phénomènes physiques qui sont mis en jeu lors de chocs py-

rotechniques. Raisonnablement moins chère, la modélisation permet de simuler les réponses

vibratoires du système, d’étudier l’influence des divers paramètres directeurs (configuration

aLa maquette de l’équipement est simplement un bloc d’aluminium pour lequel la masse et le centre de

gravité de l’équipement réel sont vérifiés.
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(a) Dispositif double plaque en

configuration horizontale

(b) Assemblage de plaques en

configuration « équerre »

Fig. 1.5 – Représentation de quelques configurations possibles du dispositif de test pyrotech-

nique [FIL99]

des plaques, nature de l’excitation, intensité, conditions aux limites,. . . ) et de modifier ainsi les

conditions réelles d’essai de manière à rencontrer plus rapidement les spécifications imposées

par le cahier des charges de l’équipement à tester.

La modélisation doit s’articuler autour de deux axes distincts (Figure 1.6) :

• la modélisation du dispositif de test,

• la caractérisation des forces d’excitation en présence.

Modèle éléments finis du
dispositif pyrotechnique

Modèle mathématique des
sources pyrotechniques

simulation des champs d'accélérations

Calcul des SRC numériques
SRC issus des spécifications

d'équipements

Validation du modèle sur base
d'indicateurs statistiques 

Fig. 1.6 – Principe de la modélisation

L’objectif est donc de disposer à la fois d’un modèle cohérent des sources d’excitation

et d’un modèle dynamique du dispositif de test pyrotechnique. Dans le contexte des chocs
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pyrotechniques, la principale difficulté réside dans la détermination des caractéristiques de la

force à injecter dans le modèle pour simuler les effets induits par la détonation de la charge

explosive. En effet, de par la nature explosive du phénomène, il est évidemment impossible de

mesurer directement les forces générées par un tel choc. Par conséquent les caractéristiques

de l’excitation ne peuvent être déduites qu’à partir de la réponse vibratoire expérimentale

du système. Par ailleurs, l’identification de l’excitation dépend de paramètres difficilement

contrôlables tels que l’interaction de l’onde de choc avec la plaque ou encore la géométrie de

la pièce qui gouverne les multiples réflexions.

Cette thèse de doctorat a un double objectif : d’une part, l’élaboration d’un modèle

éléments finis permettant de simuler les niveaux vibratoires générés par les chocs pyrotech-

niques, et d’autre part la prédiction par voie numérique des dysfonctionnements électriques

des composants sensibles aux chocs et aux vibrations. Dans le cadre de cette étude, nous nous

intéresserons exclusivement à l’analyse des relais électromécaniques.

1.2 Organisation de la thèse de doctorat

Cette thèse de doctorat s’organise en huit chapitres abordant les aspects suivants :

• la caractérisation des environnements « pyrotechniques » et la description des principaux

dispositifs de test utilisés chez Thales Alenia Space Etca pour qualifier leurs équipements

électroniques destinés à des applications spatiales,

• la modélisation du comportement dynamique des dispositifs de test pyrotechniques,

• l’identification des sources d’excitation d’origine pyrotechnique,

• la modélisation du comportement dynamique de relais électromagnétiques.

Le Chapitre 2, présente quelques généralités sur les chocs pyrotechniques et développe la

notion de Spectre de Réponse au Choc (SRC) qui est l’« outil » mathématique le plus largement

répandu pour définir des équivalences entre environnements vibratoires. Après avoir présenté

les principales propriétés du SRC, ainsi que ses avantages et ses inconvénients, il aborde le

problème de l’influence de la dérive de zéro dans le calcul du SRC et expose quelques méthodes

permettant de la corriger. Quelques exemples de spécifications d’équipements électroniques,

définis en termes de Spectres de Réponse au Choc, sont montrés en fin de chapitre.

Le Chapitre 3 décrit quelques dispositifs de test pyrotechniques typiquement utilisés

chez Thales Alenia Space Etca pour qualifier les équipements électroniques aux chocs pyro-

techniques. Il présente également les différents essais pyrotechniques qui ont été réalisés à

partir d’une configuration simple du dispositif de test : une plaque carrée en acier suspendue

verticalement à une structure tubulaire. L’ensemble des réponses vibratoires relevées au cours
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de cette campagne de test constituera notre base de données expérimentales de référence

qui sera exploitée tout au long des chapitres 6 et 5 consacrés à l’identification des chocs

pyrotechniques.

Après un aperçu succinct des principales méthodes existantes pour décrire le comportement

dynamique d’une structure à basse et à haute fréquence, le Chapitre 4 s’attarde sur la

modélisation du dispositif de test de référence utilisé pour établir notre base de données

expérimentale. Une approche classique par éléments finis a été adoptée pour simuler le compor-

tement dynamique de la structure. Deux modèles ont été élaborés : un modèle bidimensionnel

utilisant des éléments de type « coque » et un modèle tridimensionnel employant des éléments

de type « brique ». Les deux modèles ont été recalés et validés jusqu’à 1 kHz dans le domaine

modal sur base de critères de comparaison entre les propriétés modales, identifiées à partir du

relevé expérimental de fonctions de réponse en fréquence, et celles déduites du modèle éléments

finis. L’introduction d’indicateurs statistiques de correspondance entre SRC nous a permis

également de valider ces deux modèles dans le domaine temporel. Sur base de ces indicateurs

statistiques, les différentes simulations numériques montrent que les deux modèles permettent

de reproduire, avec précision et de manière équivalente, le comportement vibratoire de la

plaque dans la bande de fréquences analysées.

Le Chapitre 5 concerne la simulation numérique des niveaux vibratoires générés par un

choc pyrotechnique en utilisant une approche par Choc Mécanique Équivalent (CME). Ce

Choc Mécanique Équivalent consiste simplement à remplacer l’excitation réelle par un impact

mécanique au profil imposé. En exploitant les données expérimentales de référence, décrites au

chapitre 3, le Choc Mécanique Équivalent est identifié pour différentes intensités de la source

explosive. Les caractéristiques du Choc Mécanique Équivalent ont été également identifiées

pour des configurations plus complexes du dispositif de test et comparées à celles obtenues

à partir du dispositif de test de référence. Finalement, notre modèle du Choc Mécanique

Équivalent a été exploité à la recherche des paramètres directeurs optimaux du dispositif de

test pyrotechnique conduisant à un environnement vibratoire équivalent à celui imposé par les

spécifications de l’équipement à tester.

Le Chapitre 6 concerne l’identification des caractéristiques d’un choc pyrotechnique par

reconstruction de la force d’excitation par déconvolution de la réponse vibratoire du système.

Le chapitre débute par un aperçu des principales méthodes d’identification existant aussi

bien dans le domaine fréquentiel que dans le domaine temporel. Il expose ensuite les bases

mathématiques des deux méthodes de déconvolution retenues : la méthode de déconvolution

par l’application des filtres de Wiener et la méthode de déconvolution par la décomposition

en ondelettes. La première méthode s’applique dans le domaine fréquentiel et consiste à

construire à l’aide de la théorie de Wiener un filtre numérique linéaire permettant d’obtenir
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la meilleure estimation de la force inconnue. La seconde méthode s’applique dans le domaine

temporel et consiste à décomposer le choc en une somme pondérée d’ondelettes de type

choc « demi-sinus » et d’établir la correspondance entre les coefficients d’ondelettes discrets

de la forc d’excitation et ceux de la réponse transitoire mesurée. Ces deux méthodes ont

été appliquées et validées à partir d’un système de référence théorique et deux systèmes

expérimentaux sollicités par des impacts au marteau. Finalement, elles ont appliquées dans le

cadre de l’identification de sources d’excitation d’origine pyrotechnique.

Le Chapitre 7 s’intéresse à la simulation du comportement dynamique de relais

électromécaniques en vue de prédire les niveaux de choc à partir desquels on observe des

pertes de contact. Après avoir présenté quelques généralités sur les relais, il décrit les deux

relais étudiés dans le cadre de ce travail : le relais PED-PXC-1203, classiquement utilisé dans

l’industrie automobile, et le relais GP250, employé dans certains équipements du lanceur

Ariane 5. Il présente ensuite une méthodologie simplifiée pour simuler la réponse vibratoire

des relais. Dans notre méthodologie, la partie mobile du relais est représentée par une poutre

encastrée-libre dont l’extrémité libre s’appuie sur un ressort linéaire décrivant les effets des

forces de contact. Les forces magnétiques agissant sur la poutre encastrée libre sont simulées

en utilisant une approche par circuit magnétique équivalent. La méthodologie a été appliquée

au relais PED-PXC-1203 et a été validée en comparant, pour des excitations harmoniques, les

niveaux d’accélération minimaux conduisant à une perte de contact du relais à ceux estimés

expérimentalement. Finalement, cette méthodologie a été appliquée au cas du relais GP250.

Le Chapitre 8 synthétise les principaux résultats obtenus au cours de ce travail et en

présente les conclusions et les perspectives.
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2.1 Généralités sur les chocs pyrotechniques

Comme nous avons déjà pu l’évoquer dans le chapitre introductif, l’industrie aérospatiale

emploie de nombreux dispositifs pyrotechniques, tels que les boulons explosifs, les valves

pyrotechniques ou encore les cordeaux de découpe, pour assurer diverses fonctions lors du vol

spatial. Ces différents systèmes pyrotechniques génèrent lors de leur mise à feu des niveaux

vibratoires très intenses ; les amplitudes crête à crête peuvent atteindre plusieurs dizaines

de milliers de g, et ce jusqu’à plusieurs milliers de Hertz. Ces vibrations peuvent s’avérer

dangereuses, non seulement pour la structure de la navette, mais aussi pour le matériel

embarqué. En effet, les ondes générées par les chocs pyrotechniques induisent au sein de la

structure des ondes de compression, de torsion, de flexion et de cisaillement. Le niveau d’un

choc pyrotechnique résulte des nombreuses réflexions et recombinaisons de ces ondes au travers

de la structure.

Les chocs pyrotechniques sont généralement classés en trois catégories dépendant essentiel-

lement de la position géographique de la mesure vis-à-vis de la génération du choc pyrotech-

nique [ERI99, NASA99, LAL99a] :
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1. Le choc pyrotechnique de champ proche : il est dominé par l’onde de choc directe engen-

drant des niveaux d’accélérations supérieurs à 5000 g, caractérisés par un haut contenu

fréquentiel pouvant s’étendre au-delà de 100 kHz. Pour ce type de chocs pyrotechniques,

l’équipement à tester se trouve à proximité directe de la source d’excitation (distance

inférieure à 15 cm).

2. Le choc pyrotechnique de champ intermédiaire : il résulte de la superposition de l’onde de

choc qui se propage et de la réponse oscillatoire amortie des modes propres de la structure.

Il est caractérisé par des pics d’accélérations compris entre 1000 et 5000 g et un contenu

fréquentiel allant jusqu’à 10 kHz. La distance entre l’équipement à tester et la source de

l’excitation est de l’ordre de 15 cm à 60 cm.

3. Le choc pyrotechnique de champ lointain : il est dominé par les résonances de la structure.

Les niveaux d’accélérations sont inférieurs à 1000 g et le contenu fréquentiel est inférieur

à 10 kHz. Les chocs pyrotechniques de champ lointain apparaissent lorsque les distances

sont supérieures à celles rencontrées pour les chocs de champ intermédiaire.

La distinction entre ces trois catégories permet d’orienter la procédure expérimentale à

mettre en oeuvre pour simuler en laboratoire l’environnement vibratoire généré par les chocs

pyrotechniques.

La tendance est aujourd’hui de considérer que la meilleure simulation des chocs pyrotech-

niques en champ proche ne peut être obtenue qu’en soumettant le matériel au choc produit par

la source pyrotechnique réelle. Pour les chocs en champ intermédiaire, la simulation peut être

réalisée soit à l’aide d’un moyen spécifique utilisant de l’explosif, soit par un impact métal-métal

si la réponse de la structure est déjà plus importante. En champ lointain, lorsque le choc réel

n’est pratiquement composé que de la réponse oscillatoire de la structure, une simulation sur

table vibrante est envisageable.

2.2 Spectre de Réponse au Choc

2.2.1 Définition et principe

Un choc est une sollicitation de courte durée qui induit dans la structure des contraintes

dynamiques transitoires qui dépendent des caractéristiques du choc (amplitude, durée et

forme) mais aussi des propriétés dynamiques de la structure sur laquelle est appliqué le choca.

La sévérité d’un choc pourrait donc être évaluée par calcul des contraintes sur un modèle

éléments finis de la structure. C’est généralement la démarche à suivre pour dimensionner la

structure. Le plus souvent toutefois, le problème est plutôt d’évaluer la sévérité relative de

plusieurs chocs (chocs mesurés dans l’environnement réel, établissement de spécifications,. . . ).

aNorme AFNOR NF E 90-001.
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Cette comparaison serait lourde à effectuer si on utilisait un modèle fin de la structure,

modèle qui d’ailleurs n’est pas toujours disponible, en particulier au stade de l’élaboration des

spécifications de dimensionnement de l’équipement.

Une solution a été proposée par M. Biot [BIO32] en 1932 dans une thèse consacrée à l’étude

des effets des tremblements de terre sur les bâtiments ; son étude a par la suite été généralisée

à l’analyse de tous les chocs mécaniques.

La solution proposée par Biot [BIO32] consiste à remplacer la structure réelle par un

système « étalon » composé d’un support et de N résonateurs linéaires à un degré de liberté,

comportant chacun une masse m, un ressort de raideur k et un élément amortisseur c, choisi de

manière à ce que l’amortissement réduit ξ = c
2
√

k m
soit le même pour tous les N résonateurs.

L’analyse consiste ensuite à rechercher la contrainte la plus grande σm observée dans chacun

des ressorts [LAL99a].

Un choc A est considéré comme plus sévère qu’un choc B s’il induit dans chaque résonateur

une contrainte extrême σm plus grande. On procède alors à une extrapolation, certes critiquable,

en supposant que, si le choc A est plus sévère que le choc B quand il est appliqué à cet en-

semble de résonateurs étalons, il est aussi plus sévère vis-à-vis d’une structure réelle quelconque.

On sait que le diagramme de traction statique de beaucoup de matériaux comporte un

premier arc sensiblement linéaire pour lequel la contrainte est proportionnelle à la déformation.

Si chaque système masse-ressort-amortisseur est supposé linéaire, il est ainsi équivalent de

comparer deux chocs par la contrainte maximale σm qu’ils induisent ou par le déplacement

relatif maximum δm qu’ils génèrent.

Le Spectre de Réponse au Choc (SRC) est donc simplement la courbe qui donne le

déplacement relatif maximum δm (ou la contrainte maximale) en fonction de la fréquence propre

de chaque résonateur constituant le système « étalon » (Figure 2.1).

2.2.2 Formulation mathématique du SRC

Le mouvement de chaque système à un degré de liberté (Figure 2.2) est caractérisé par

l’équation différentielle classique suivante :

mẍ+ c(ẋ− ẏ) + k(x− y) = 0, (2.1)

où x(t) est la réponse absolue de la masse m et y(t) l’excitation du support.

En introduisant le déplacement relatif δ(t) = x(t) − y(t), l’équation dynamique du mouve-

ment se réduit à :
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Fig. 2.1 – Construction du Spectre de Réponse au Choc (SRC) (Figure issue de [URB06])

k c
y(t)

x(t)

m

Fig. 2.2 – Système linéaire à 1 ddl soumis à une accélération

δ̈ + 2ξω0 δ̇ + ω2
0 δ = −ÿ, (2.2)

où ω0 représente la pulsation propre du système et ξ le degré d’amortissement réduit défini par

la relation :

2 ξω0 = c/m (2.3)

L’equation différentielle (2.2) peut être intégrée facilement à l’aide de la transformation

de Laplace. On obtient pour des conditions initiales nulles, l’intégrale de Duhamel [LAL99a,

LAM00] définie par :

δ(t) =
1

ω0

√

1 − ξ2

t∫

0

−ÿ(τ) e−ξω0(t−τ) sin
(√

1 − ξ2 ω0 (t− τ)
)

dτ (2.4)
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Différentes méthodes d’intégration existent aussi bien dans le domaine temporel que dans

le domaine fréquentiel pour résoudre l’équation différentielle (2.2) [COX83, SMA81]. Les deux

méthodes les plus fréquemment utilisées sont d’une part une méthode basée sur l’utilisation

des transformées en Z et, d’autre part, une méthode utilisant le schéma d’intégration de New-

mark. Ces deux méthodes ont été implémentées dans un logiciel baptisé FreqTool par le ser-

vice de Mécanique Rationnelle, Dynamique et Vibrations dans le cadre d’un projet Région

Wallonne [ATT99]. Ces deux méthodes se valent au niveau de la précision de calcul. Toute-

fois, la méthode de la transformée en Z a été préférée à celle de Newmark car elle est plus

performante au niveau du temps de calcul [ATT99, TAM98]. Une description détaillée de la

résolution de l’équation différentielle (2.2) par la méthode de la transformée en Z peut être

trouvée dans [IRV02].

2.2.3 Définition des différents types de Spectre de Réponse au Choc

Le Spectre de Réponse au Choc (SRC) d’un signal d’accélération est obtenu en portant en

graphique en fonction de la fréquence du résonateur la réponse la plus grande du déplacement

relatif qu’il subit lorsque sa base est soumise à ce profil d’accélération. Le Spectre de Réponse

au Choc peut être défini de différentes manières selon la façon dont est caractérisée la réponse

la plus grande à une fréquence donnée :

• Le spectre de réponse au Choc primaire : sa définition est similaire à celle du SRC, mis

à part le fait que la réponse n’est considérée que pendant la durée du choc.

• Le spectre de réponse au Choc secondaire ou résiduel : il répond à une définition com-

parable à celle du SRC, excepté le fait que la réponse maximale n’est examinée qu’après

la durée du choc .

• Le spectre de réponse au Choc positif : sa définition est analogue à celle du SRC, mis à

part le fait que la réponse maximale relative est obtenue en ne considérant que les parties

de réponse relative positive (aussi bien pendant le choc qu’après le choc).

• Le spectre de réponse au Choc négatif : il est défini d’une manière analogue à celle du

SRC, sauf que la réponse maximale relative utilisée est de signe négatif et a une valeur

absolue correspondant au maximum rencontré uniquement parmi les valeurs négatives.

• Le spectre de réponse au Choc maximax : Enveloppe des valeurs absolues des spectres

positif et négatif.

Le spectre le plus fréquemment utilisé pour définir les spécifications d’équipements est le

spectre maximax. Toutefois, lorsque le système étudié présente des comportements différents

en traction et en compression, il est d’usage de faire la distinction entre les Spectres de Réponse

au Choc positif et négatif. Par ailleurs, dans le cadre des spécifications d’équipements spatiaux,

c’est bien souvent la pseudo-accélération qui est utilisée pour construire le SRC [NASA99]. La

pseudo-accélération est simplement obtenue en multipliant le SRC en termes de déplacement
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par ω2
0. La pseudo-accélération a la dimension d’une accélération mais elle ne représente

pas l’accélération de la masse m sauf dans le cas particulier où l’amortissement est nul.

Cependant, lorsque l’amortissement est faible on peut en première approximation assimiler la

pseudo-accélération à l’accélération absolue de la masse m [LAL99a].

2.2.4 Propriétés des SRC

2.2.4.1 Principales zones du Spectre de Réponse au Choc

Les propriétés des SRC sont généralement mieux mises en évidence en adoptant une

représentation graphique dans des axes logarithmiques. On peut distinguer schématiquement

trois zones dans le SRC [LAL99a] :

– une zone impulsionnelle aux basses fréquences dans laquelle l’amplitude du spectre (et

donc de la réponse) est inférieure à l’amplitude du choc. Le choc a ici une durée très courte

devant la période propre du système. Le système atténue les effets du choc. C’est la raison

pour laquelle il conviendrait de choisir la fréquence propre d’un système d’isolation au

choc dans cette zone. La forme du choc a peu d’influence sur l’amplitude du spectre.

– une zone statique dans le domaine des hautes fréquences où l’amplitude du spectre positif

tend vers l’amplitude du choc quel que soit l’amortissement. La démonstration de cette

propriété peut être trouvée dans [LAL99a]. Tout se passe ici comme si l’excitation était

une accélération « statique », la période propre du système étant petite devant la durée

du choc.

– une zone intermédiaire dans laquelle il y a une amplification dynamique des effets du

choc, la période propre du système étant proche de la durée du choc. Cette amplification

est plus ou moins importante selon la forme du choc et l’amortissement du système. Pour

les chocs de forme simple tels que les chocs « demi-sinus », cette amplification n’atteint

pas 2 [FAB95, BOX06].

Comme illustré à la Figure 2.3, le Spectre de Réponse au Choc peut se présenter

schématiquement dans une représentation logarithmique sous la forme de deux asymptotes,

l’une oblique (zone impulsionnelle) et l’autre horizontale (zone statique). Ces deux asymptotes

se coupent en une fréquence appelée fréquence de coupure fc.

Le comportement asymptotique d’un Spectre de Réponse au Choc est entièrement défini à

partir de trois paramètres indépendants :

– la fréquence de coupure fc ;

– le coefficient angulaire α de la pente localisée dans la zone impulsionnelle. Ce coefficient
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Fig. 2.3 – Illustration du SRC asymptotique pour un choc « demi-sinus » d’une amplitude de

10 kg et d’une durée de 1 ms

α est généralement exprimé en dB/octave selon la relation :

α(dB/octave) = 20α log 2 ;

– l’ordonnée A de la droite horizontale correspondant à la zone statique.

L’équation analytique du comportement asymptotique d’un Spectre de Réponse au Choc

est dès lors donnée par l’équation suivante :

log (SRCasymp(f)) =







α log f + logA− α log fc si f ≤ fc

logA si f > fc

(2.5)

Nous avons développé une routine Matlab, baptisé FitSrc, qui identifie au sens des

moindres carrés les paramètres α, fc et A optimaux assurant la meilleure correspondance

entre d’une part le spectre de réponse expérimental et d’autre part le spectre de réponse

asymptotique défini par l’équation (2.5).

On peut démontrer que pour des chocs mécaniques de forme simple (chocs demi-sinus,

chocs triangulaires, chocs à dent de scie, chocs rectangulaires,. . . ) le Spectre de Réponse au

Choc asymptotique possède dans la zone impulsionnelle une pente α de 6 dB/octave [LAL99a].

Pour les chocs d’origine pyrotechnique, il a été montré expérimentalement que le Spectre de

Réponse au Choc est caractérisé aux basses fréquences par une pente α pouvant varier de 9 à

12 dB/octave [BAI79, WAT04a]. Pour les chocs pyrotechniques, l’identification de la pente α

est généralement rendue difficile en raison des problèmes de dérive de zéro que nous aborderons

à la section 2.2.4.5.
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2.2.4.2 Amortissement

Le choix de l’amortissement devrait être effectué en fonction de la structure soumise au

choc étudié. Quand elle n’est pas connue, ou par souci de comparaison avec d’autres spectres

de réponse au choc (SRC), il est d’usage de considérer un amortissement réduit ξ = 5%

conduisant à un facteur d’amplification dynamique G = 1
2ξ

égal à 10. Ce facteur d’amplification

dynamique est une valeur standard pour la comparaison des environnements vibratoires. Sauf

indication contraire notée sur la courbe, c’est la valeur choisie conventionnellement pour les

spécifications d’équipements spatiaux [FIL98a, FIL99].

2.2.4.3 Comparaison du SRC avec la transformée de Fourier

Dans le domaine des chocs, le Spectre de Réponse au Choc est largement préféré à la

transformée de Fourier car, bien que la transformée de Fourier soit une application bijective

entre le domaine temporel et fréquentiel, il est délicat de comparer deux spectres fréquentiels

entre-eux. Par ailleurs, le SRC permet à partir d’un signal temporel complexe d’obtenir une

courbe très simplifiée qui facilite l’élaboration d’une spécification. De plus, la reproduction en

laboratoire d’un environnement vibratoire sur base uniquement de sa transformée de Fourier

s’avère beaucoup plus délicate.

2.2.4.4 Limitations du Spectre de Réponse au Choc

Par définition, le Spectre de Réponse au Choc donne la valeur la plus grande de la réponse

d’un système linéaire à un degré de liberté soumis à un choc. Pour une structure réelle, le SRC

peut être utilisé pour évaluer la réponse vibratoire si toutefois cette réponse est principalement

due à la contribution du premier mode propre. Cependant, de manière générale, la structure

comporte plusieurs modes qui sont excités simultanément par le choc. La réponse vibratoire de

la structure est alors constituée par une somme pondérée des réponses de chacun des modes

propres excités. Le Spectre de Réponse au Choc donne la réponse maximum de chacun de ces

modes propres mais ne fournit aucune information sur l’instant d’occurrence de ces extrema.

Par conséquent, il est impossible de connâıtre la manière exacte dont les modes propres sont

combinés. Différentes méthodes sont néanmoins proposées dans la littérature pour combi-

ner ces réponses « élémentaires » pour obtenir la réponse globale du système [LAL99a, LAM00].

Par ailleurs, le SRC est tracé pour un amortissement donné constant sur l’ensemble du

domaine fréquentiel, alors qu’en réalité cet amortissement varie d’un mode à l’autre. En toute

rigueur, il apparâıt donc difficile d’utiliser un SRC pour évaluer la réponse vibratoire d’un

système présentant plusieurs modes propres.

Malgré ces limitations, le SRC présente l’avantage d’être une transformation non bijective : à
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un signal temporel donné est associé un unique SRC et à un SRC donné sont associés une infinité

de signaux temporels. Cette propriété s’avère très pratique pour reproduire en laboratoire le

signal associé à une spécification d’équipements. Soulignons cependant que même si le signal

synthétisé possède le même SRC que le signal que l’on recherche à produire, il ne provoque par

nécessairement les mêmes endommagements.

2.2.4.5 Influence de la dérive de zéro dans le calcul du SRC

On observe assez souvent dans les enregistrements temporels relevés lors de chocs sévères,

comme c’est le cas pour les chocs pyrotechniques, un phénomène de dérive de zéro qui

s’exprime par l’apparition d’une composante continue superposée au signal de choc brut. Si

cette composante n’est pas soustraite du signal avant le calcul du Spectre de Réponse au Choc,

elle peut conduire à des erreurs non négligeables aux basses fréquences.

Les causes de cette dérive de zéro peuvent être nombreuses et couplées, à savoir [LAL99a,

BOD01] :

– un élément piézo-électrique surchargé,

– une jauge piézo-résistive endommagée,

– de l’hystérésis dans le montage,

– du bruit dans les câbles,

– un conditionneur de signal surchargé,

– . . .

Cette dérive de zéro se traduit dans le domaine temporel par une dissymétrie du signal

par rapport à l’axe des temps au début du choc et par un décalage du zéro. Le calcul de

la moyenne flottante du signal mesuré donne une meilleure représentation de l’effet de cette

dérive de zéro sur l’évolution temporelle (Figure 2.4).

Dans le domaine fréquentiel, cette dissymétrie du signal temporel par rapport à l’axe des

temps se traduit par des écarts fréquentiels à basse fréquence de plusieurs dizaines de décibels

entre le SRC positif et le SRC négatif (Figure 2.5).

Diverses stratégies du traitement du signal permettent d’atténuer les effets néfastes causés

par cette dérive de zéro [SMI85]. Un moyen simple consiste à utiliser un filtre numérique passe-

haut à réponse impulsionnelle finie (RIF) possédant une fréquence de coupure faible. On précise

que le filtre numérique est choisi à réponse impulsionnelle finie de manière à éviter la distorsion

de phase (filtre à phase linéaire) et à conserver la causalité des signaux [DUT01]. Pour rappel, les

filtres à réponse impulsionnelle finie (RIF), ou aussi appelés filtres non récursifs, se caractérisent

par une transmittance polynomiale de la forme suivante :
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Fig. 2.4 – Moyenne flottante du signal calculée sur une fenêtre temporelle de 2 ms
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Fig. 2.5 – Effet de la dérive de zéro dans le domaine fréquentiel – Comparaison des SRC positif

et négatif

T (z) =
N−1∑

n=0

h(n) z−n (2.6)

où h(n) et N représentent respectivement la réponse impulsionnelle et l’ordre

du filtre numérique. Les valeurs des coefficients du filtre h(n) peuvent se calcu-

ler en utilisant diverses méthodes d’approximation, la plus répandue étant celle de

PARKS-McCLELLAN [PAR72, McCL73, DUT01]. Cette méthode est disponible dans le

toolbox Signal Processing de Matlab par la routine firpm.

Le choix de l’ordre du filtre numérique est délicat. Il doit permettre d’obtenir une pente la

plus raide possible de manière à ce que les composantes du signal proches de la fréquence de

coupure soient conservées le plus fidèlement. Il doit également limiter les erreurs introduites
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par l’initialisation de la mémoire du filtre. En général, un nombre de coefficients proche du

tiers du nombre d’échantillons du signal est un compromis acceptable [BOD01]. Le filtre est

également choisi à phase nulle pour comparer facilement le signal avant et après correction.

Une autre difficulté dans la construction d’un tel filtre numérique est le choix de la

fréquence de coupure du filtre car il n’est pas aisé de distinguer les composantes qui sont

propres au signal de celles de la dérive de zéro. Pour ne pas amputer le signal, il faut filtrer

avec une fréquence de coupure la plus faible possible. En pratique, on filtre successivement le

signal à l’aide de filtres passe-haut à fréquences de coupure croissantes depuis quelques hertz,

jusqu’à ce que les SRC positif et négatif se corrèlent.

Il est également possible de s’affranchir de la dérive de zéro en soustrayant au signal initial

la moyenne flottante approchée par un lissage polynomial [BEL00] :

c(t) =
N∑

k=0

Pk t
k (2.7)

où N représente le degré du polynôme. Les coefficients Pk de ce polynôme sont déterminés

par une méthode aux moindres carrés en utilisant la routine Polyfit de Matlab. Le degré N

étant fixé arbitrairement, il est difficile d’attribuer un sens physique aux corrections effectuées

à l’aide d’une loi polynomiale.

Vu l’allure de la moyenne flottante (Figure 2.4), qui peut s’expliquer par des phénomènes

dynamiques de variation de charge dans les circuits RC, il semble plus judicieux de lisser cette

moyenne par une somme d’exponentielles décroissantes de la forme :

c(t) = c0 +
N∑

k=1

ck e
−t/τk (2.8)

où N représente le nombre d’exponentielles qui est également fixé arbitrairement. Les

paramètres ck et τk peuvent être déterminés également par une méthode aux moindres

carrés que nous avons implémentée sous Matlab à l’aide de la route lsqcurvefit du toolbox

Optimization. Généralement, une fonction de correction c(t) à deux exponentielles (N = 2)

est utilisée pour réduire les effets de la dérive de zéro.

David O. Smallwood et Jérome S.Cap ont également proposé un modèle de correction

développé à partir de la théorie des ondelettes [SMA99, SID98]. Cette méthode a été

implémentée sous Matlab par une routine baptisée onde dans le cadre d’une étude industrielle

réalisée à la FPMs en 2000 [BEL00].
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La Figure 2.6 compare les SRC avant et après correction par les différentes méthodes

décrites brièvement ci-dessus. On constate clairement que le SRC corrigé ne présente plus

une réponse anormalement importante aux basses fréquences. Remarquons par ailleurs que la

dérive de zéro n’affecte quasiment pas le SRC au delà de 1000 Hz.

Les méthodes par décomposition en ondelettes et par filtrage numérique semblent donner

des résultats plus satisfaisants que les méthodes polynomiale et exponentielle. Insistons cepen-

dant sur le fait que ces corrections sont à considérer avec beaucoup de prudence en gardant à

l’esprit qu’elles matérialisent plus un compromis mathématique qu’elles ne conduisent à une

solution pleinement physique. En pratique, chez Thales Alenia Space ETCA, une correction

de la dérive de zéro est appliquée sur les enregistrements temporels si l’écart fréquentiel moyen

en-dessous de 400 Hz entre le SRC positif et le SRC négatif est supérieur à 6 dB. Etant donné

que généralement les spécifications d’équipements électroniques sont définies à partir de 100

Hz (cf. section 2.3), il est conseillé d’appliquer cette correction de manière systématique malgré

qu’il ne soit pas toujours évident de justifier l’aspect physique de la correction.
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Fig. 2.6 – Comparaison des SRC avant et après correction

La Figure 2.7(a) présente la comparaison entre les SRC positif et négatif obtenus après

correction de la dérive de zéro à l’aide de la méthode exponentielle, tandis que la Figure 2.7(b)

présente cette comparaison pour la méthode de décomposition en ondelettes. La corrélation

entre les SRC positif et négatif à basse fréquence montre clairement que les corrections apportées

par ces différentes méthodes permettent d’éliminer la composante continue présente dans les

signaux temporels initiaux.
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Fig. 2.7 – Comparaison des SRC positif et négatif après correction de la dérive de zéro

2.3 Exemples de spécifications d’équipements spatiaux

Durant leur phase de développement, les équipements sont testés à des environnements

vibratoires qui doivent vérifier les spécifications imposées par les lanceurs. Ces spécifications

sont définies au cahier des charges en termes de Spectres de Réponse au Choc dans les trois

directions orthogonales. Les niveaux vibratoires sont généralement spécifiés à partir d’une basse

fréquence limite d’une centaine de Hz jusqu’à une haute fréquence généralement de 10 kHz

mais pouvant atteindre parfois 25 kHz, comme c’est le cas pour les spécifications Ariane 5

(Figure 2.8). Généralement une petite différence est admise entre les Spectres de Réponse au

Choc mesurés et exigés [NASA99] :

– ± 6 dB pour les fréquences ≤ 3000 Hz,

– + 9dB/− 6 dB pour les fréquences > 3000 Hz.

Ces tolérances servent à tenir compte des importantes dispersions qui sont parfois observées

sur les Spectres de Réponse au Choc mesurés dans des conditions comparables. Les raisons de

cette dispersion sont en général liées à une instrumentation non adéquate et aux conditions de

mesure :

– fixation des capteurs sur la structure par l’intermédiaire de cales qui agissent comme des

filtres mécaniques,

– travail dans un domaine temporairement non linéaire du cristal de l’accéléromètre en

raison des accélérations élevées,

– saturation des amplificateurs,

– bruit dans les câbles,

– résonance des capteurs,

– . . .
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Fig. 2.8 – Quelques exemples de spécifications d’équipements électroniques

En pratique, nous considérerons que deux chocs réalisés dans les mêmes conditions sont

« identiques » si l’écart moyen calculé sur l’ensemble de la gamme de fréquences est inférieur à

3 dB ; valeur de référence classiquement utilisée chez Thales Alenia Space ETCA.

2.4 Conclusions

Au début de ce chapitre, nous avons présenté une description générale des chocs pyrotech-

nique. Après avoir rappelé le principe et la définition du Spectre de Réponse au Choc (SRC),

nous avons exposé les différentes propriétés du SRC.

Nous avons mis en évidence que les enregistrements temporels relevés expérimentalement

lors de chocs sévères, comme c’est le cas pour des chocs pyrotechniques, sont pollués par la

présence d’une dérive de zéro qui se traduit dans le domaine temporel par une dissymétrie du

signal par rapport à l’axe des temps, et dans le domaine fréquentiel par une sur-estimation du

SRC en dessous de 1 kHz. Différentes solutions de corrections ont été proposées pour palier à

ce problème de dérive de zéro.

Pour terminer, nous avons présenté quelques exemples de spécifications pyrotechniques

d’équipements électroniques.
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3.1 Description des dispositifs de test pyrotechniques

utilisés Chez Thales

3.1.1 Dispositifs pyrotechniques

Les dispositifs de test pyrotechniques couramment utilisés chez Thales Alenia Space Etca

sont des structures résonantes pouvant être excitées aussi bien par des charges explosives que par

des impacts mécaniques (chute libre d’une masse guidée dans un tube, tir de projectiles au canon

à azote comprimé, vérin pneumatique, utilisation d’un balancier,. . . ) [FIL98a, FIL99, SUT05].

Dans le cadre des campagnes de spécifications d’équipements électroniques, l’excitation

pyrotechnique est souvent préférée aux excitations mécaniques car même si celles-ci permettent

de reproduire dans des conditions de champs moyens ou lointains des Spectres de Réponse au

Choc caractéristiques d’environnements vibratoires pyrotechniques, les évolutions temporelles

générées ne conduisent pas toujours aux mêmes défaillances que celles provoquées par un choc

pyrotechnique.

Les structures résonantes sont composées d’assemblages de plaques en acier ou en alumi-

nium suspendues à un échafaudage métallique à l’aide d’élingues en acier. L’échafaudage est

une structure parallélépipédique, à base carrée d’environ 2 m de côté et de 3 m de hauteur, et
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est constitué par des tubes en acier assemblés par des raccords et des colliers indépendants.

Pour assurer une bonne rigidité du bâti, des tubes sont montés autour des pieds à différentes

hauteurs, comme illustré à la Figure 3.1. Les avantages de ces échafaudages résident dans la

rapidité de montage et de démontage, de même que dans la multiplicité des réemplois possibles.

Bâti en
échafaudage

Elingues
en acier

Dispositif de test
pyrotechnique

Fig. 3.1 – Bâti en échafaudage

Les configurations les plus standards du dispositif de test sont des assemblages de plaques

pouvant aussi bien se trouver dans le plan horizontal que dans le plan vertical (Figure 3.2).

Equipement
à tester Plaque support

en aluminium

Plaque de base
 en acier

Accéléromètres

(a) Configuration double plaque dans le plan

horizontal

Equipement
à tester

Plaque support
en aluminium

Plaque de base
en aluminium

Entretoises avec
rondelles en caoutchouc 

(b) Configuration double plaque dans le plan

vertical

Fig. 3.2 – Quelques exemples des dispositifs de test pyrotechniques utilisés chez Thales

Les plaques peuvent être reliées entre-elles par différents types d’entretoises. Ces entretoises

permettent de maintenir un écartement constant entre les plaques. On peut employer des

entretoises en acier, en aluminium ou encore en nylon. Par ailleurs, on peut également

utiliser des rondelles en caoutchouc sur les faces intérieures et/ou extérieures des plaques
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pour augmenter l’isolation vibratoire entre elles (Figure 3.3). Une étude industrielle [FRU04]

menée en 2004 à la FPMs, et en collaboration avec Thales Alenia Space Etca, a permis de

quantifier expérimentalement l’effet de la nature du matériau des entretoises, ainsi que de la

présence ou non de rondelles en caoutchouc, sur le comportement vibratoire du dispositif de test.

(a) Sans rondelle en

caoutchouc

(b) Avec rondelles – Faces

intérieures

(c) Avec rondelles – Faces

intérieures et extérieures

Fig. 3.3 – Disposition des rondelles en caoutchouc

L’équipement à tester, ou une maquette de celui-ci, est vissé au dispositif de test. La plaque

supportant l’équipement est appelée plaque support et est généralement en aluminium. La

plaque sur laquelle le dispositif de chocs est fixé est appelée plaque de base et est généralement

en acier.

Les configurations traditionnelles du dispositif de test, telles que celles illustrées aux

Figures 3.2(a), et 3.2(b) ne permettent pas d’atteindre simultanément dans les trois directions

orthogonales les niveaux de chocs requis par les spécifications. Dans ces configurations

standards, l’énergie vibratoire est principalement transmise perpendiculairement aux plaques.

Des configurations plus spécifiques du dispositif de test, comme celle illustrée à la Figure 3.4,

permettent de réaliser les chocs nominaux dans au moins deux directions simultanément : la

direction perpendiculaire au choc (axe X) et la direction perpendiculaire à la surface de pose

de l’équipement (axe Z) [FRU07].

Les principaux paramètres opérationnels qui peuvent influencer le comportement vibratoire

du dispositif de test sont :

• la configuration du dispositif de test (nombre de plaques et leur orientation dans l’espace),

• les propriétés géométriques et physiques des plaques (matériau, dimensions,. . . ),

• la nature de l’excitation (charges explosives ou impacts mécaniques),

• l’intensité de l’excitation (longueur du cordon explosif, pression du vérin pneumatique),

• la nature et la localisation des entretoises (tiges filetées, bagues en nylon, utilisation de

rondelles en caoutchouc,. . . ),

• la localisation du dispositif d’impact sur la plaque de base,
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Equipement
à tester

Equerre en
aluminium

Plaque de base
en acier

Z

X

Y

Fig. 3.4 – Configuration spécifique du dispositif de test

• la localisation de l’équipement à tester sur la plaque support,

• l’ajout de masses localisées,

• . . .

Ces paramètres doivent être ajustés expérimentalement de telle manière à reproduire l’en-

vironnement vibratoire imposé par les spécifications d’équipements. Une telle procédure

expérimentale peut devenir rapidement peu performante et très onéreuse car la mise au point

des conditions de chaque essai nécessite un temps de préparation non négligeable. D’où l’intérêt

de développer, en renfort de l’approche expérimentale, un modèle physique du dispositif de test

pour estimer numériquement l’influence de ces paramètres directeurs et de modifier ainsi les

conditions réelles d’essai de manière à rencontrer plus finement les spécifications imposées par

le cahier des charges.

3.1.2 Dispositifs d’excitation

L’excitation du dispositif de test peut être exécutée par chocs mécaniques ou par l’uti-

lisation de charges explosives. Dans le cas d’un choc mécanique, le dispositif d’impact est

généralement un vérin pneumatique, dont la pression peut varier de 2 à 8 bars, vissé sur la

plaque de base du dispositif de test (Figure 3.5).

Dans le cas de chocs pyrotechniques, l’excitation est générée par un dispositif explosif

composé d’un détonateur à retard de type NONEL UNIDET U500a et d’un cordon NONELb, d’un

aLe détonateur U500 est caractérisé par un retard de 500 ms.
bNONEL est la marque déposée d’un système d’amorçage non électrique, développé par DYNO NOBEL (ORICA).

Les détonateurs NONEL présentent la propriété de ne pas se déclencher de manière impromptue dans une at-

mosphère légèrement électrifiée.
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Dispositif de test
Plaque en acier

Verin pneumatique

Fig. 3.5 – Fixation du vérin pneumatique sur la plaque de base

cordeau détonant de type SEICORD 12c et d’un pistoletd. Le cordeau détonant et le détonateur

sont assemblés sur une plaquette en acier, ou parfois en aluminium, à l’aide de ruban adhésif

comme illustré à la Figure 3.6.

Détonateur NONEL

Cordeau
détonant

Cordon NONEL

Plaquette
en acier

Ruban
adhésif

Fig. 3.6 – Assemblage du détonateur et du cordeau détonant sur la plaquette en acier

Le cordon NONEL est un tube souple en matière plastique (3 mm de diamètre extérieur),

tapissé intérieurement d’une fine couche de substance explosive (de la pentritee) et serti au

cLe cordeau détonant est livré en bobine de 250 m contenant la substance explosive (12g/m). La substance

explosive utilisée est de la pentrite.
dLe matériel explosif provient de la société NOBEL EXPLOSIFS Belgique s.a., localisée à Châtelet.
eLa valeur énergétique de la pentrite est de 5881 J/g. Pour référence, celle de la trinitrotoluène (TNT) est

de 4520 J/g.
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détonateur NONEL. Sous l’effet d’un amorçage approprié, la substance explosive tapissant

l’intérieur du tube détone et propage, à la vitesse de 6500 m/s et sans effet extérieur, un trait

de feu qui initie le détonateur NONEL. Pour amorcer l’explosion, une impulsion initiale est

fournie à l’aide d’un pistolet.

Le cordeau détonant est une enveloppe souple, légère, flexible, imperméable et colorée

contenant la substance explosive (12g/m de pentrite). La longueur du cordeau détonant

peut varier de 0 à 1 mètre suivant le niveau d’excitation souhaité. Une longueur de cor-

don « nulle » correspond au détonateur seul qui contient environ 1 g de pentrite pour

déclencher l’explosion. La disposition du cordeau détonant sur la plaquette est montrée à la

Figure 3.7 pour différentes longueurs habituellement rencontrées chez Thales Alenia Space Etca.

Détonateur NONEL

Cordeau détonant

 ~13 cm

(a) Longueur de 4 à 10 cm

Détonateur NONEL

Cordeau détonant

(b) Longueur de 20 à 30 cm

Détonateur NONEL

Cordeau détonant

(c) Longueur de 50 cm

Fig. 3.7 – Disposition du cordeau détonant sur la plaquette pour différentes longueurs standards

La Figure 3.8 illustre les différents éléments constitutifs de la châıne pyrotechnique utilisée

chez Thales Alenia Space Etca.

3.2 Données expérimentales de référence

3.2.1 Description des essais pyrotechniques

Pour les essais pyrotechniques de référence, nous avons envisagé la configuration la plus

simple : une plaque carrée en acier, de dimension 1 m x 1 m x 0.015 m, suspendue verticalement

au bâti au moyen d’élingues en acier (Figure 3.9). Ce dispositif expérimental permet de réduire

au maximum les sources d’incertitude liées à la modélisation qui sera abordée dans le chapitre 4.

Chaque essai pyrotechnique exploite un « matériel pyrotechnique » constitué d’un

détonateur de type NONEL UNIDET U500 et d’un cordeau d’explosif de type SEICORD 12

(12 g/m de pentrite) (cf. section 3.1.2). Nous avons considéré différents niveaux d’excitation : 0

cm (détonateur seul), 4 cm, 10 cm, 20 cm, 30 cm et 50 cm de cordeau détonant. L’explosif est

accolé au détonateur sur une plaquette en aluminium (pour les longueurs de cordon inférieures

à 20 cm) ou en acier (pour les longueurs de cordon supérieur à 20 cm). L’ensemble du dispositif

explosif est ensuite fixé sur la structure au moyen de bandes adhésives.
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Fig. 3.8 – Illustration de la châıne pyrotechnique (Figure issue de [FIL98b])

Dispositif
pyrotechnique

Bâti en
échafaudage

Plaque en acierElingue en acier

Fig. 3.9 – Dispositif expérimental utilisé – Plaque en acier suspendue verticalement

Le système d’acquisition utilisé est composé d’une carte Nicolet BE 493 XE comportant

8 canaux. Les accélérations sont mesurées à l’aide d’accéléromètres ISOTRON 7255A-01 vissés

directement sur la plaque en acierf. Ces accéléromètres piézoélectriques à électronique intégrée

sont conçus spécialement pour les chocs pyrotechniques et les mesures d’impacts mécaniques

fLa datasheet complète de l’accéléromètre ISOTRON 7255A-01 est donnée à l’annexe C.
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Cordeau
détonant

Détonateur NONEL

Plaquette en
aluminium

Ruban adhésif

Cordon
NONEL 

Fig. 3.10 – Vue du dispositif explosif

de haut niveau. Leur sensibilité est de 0.1 mV/g et leur bande passante s’étend jusqu’à 10 kHz

(leur fréquence de résonance se situe au alentour de 15 kHz). C’est la raison pour laquelle, nous

avons filtré l’ensemble de nos enregistrements temporels par un filtre anti-aliasing de fréquence

de coupure de 10 kHzg. Tous les signaux ont été échantillonnés à une fréquence de 100 kHz sur

une durée de 0.0819 s (8192 échantillons).

Les essais pyrotechniques ont été répartis en deux séries de mesures :

– série 1 : mesures uniquement dans la direction perpendiculaire au plan de la plaque ;

– série 2 : mesures dans les trois directions orthogonales.

Pour chacune des deux séries de mesures, les six longueurs de cordeau détonant (de 0 à

50 cm) ont été exploitées. Pour chaque longueur de cordeau, l’impact a été systématiquement

réalisé deux fois afin de vérifier la répétabilité des essais.

Série 1 : mesures dans la direction perpendiculaire au plan de la plaque

La Figure 3.11 reprend la localisation des différents points de mesure pour la série 1. Le

dispositif pyrotechnique est fixé au centre de la plaque en acier. Le Tableau 3.1 donne la

correspondance entre canaux et points de mesure.

Série 2 : mesures dans les trois directions orthogonales

La Figure 3.12 reprend la localisation des différents points de mesure pour la série 1. Le

dispositif pyrotechnique est fixé au centre de la plaque en acier. Le Tableau 3.2 donne la

correspondance entre canaux et points de mesure.

Les accélérations dans le plan de la plaque (directions Y et Z) sont mesurées respectivement

aux nœuds 37 et 36 à l’aide d’accéléromètres directement vissés sur la tranche de la plaque.

Par contre, aux nœuds 7 et 10, les accélérations sont relevées simultanément dans les directions

gNotons que les spécifications des équipements électroniques sont généralement définies jusqu’à 10 kHz, sauf

pour certaines spécifications d’Ariane 5 où on peut aller jusqu’à 25 kHz (cf. section 2.3 du chapitre 2.
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Fig. 3.11 – Localisation du dispositif pyrotechnique et des accéléromètres piézoélectriques pour

la première série de mesures (cercles rouges)

Tab. 3.1 – Correspondance entre canaux et points de mesures

Canaux POINT DIRECTION

CH001 1 X

CH002 14 X

CH003 11 X

CH004 6 X

CH005 15 X

CH006 12 X

CH007 5 X

Y et Z à l’aide d’un cube en laiton sur lequel sont montés les accéléromètres piézoélectriques

(Figure 3.13). Ces cubes en laiton pèsent 46.6 g et ont les dimensions suivantes : 20 x 20 x 20

mm . Ils sont percés de part en part pour permettre leur fixation sur la plaque d’essais par un

écrou. Le trou débouchant, permettant de les fixer, est de 11 mm de diamètre (utilisation d’une

vis M10) et deux taraudages sont effectués sur les faces latérales pour visser les accéléromètres

sur le cube. Soulignons que l’utilisation de cubes pour mesurer les vibrations dans le plan

présente l’inconvénient d’introduire un bras de levier indésirable qui a pour effet d’amplifier les

signaux temporels dans une certaine gamme de fréquences. Pour s’affranchir de ce problème,

l’ESA (pour « European Space Agency ») recommande pour les mesures dans le plan d’exploiter

l’accélération moyenne calculée à partir des accélérations relevées sur deux cubes identiques

situés symétriquement de part et d’autre de la plaque. Toutefois, cette recommandation n’a
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Fig. 3.12 – Localisation du dispositif pyrotechnique et des accéléromètres piézoélectriques pour

la seconde série de mesures (les carrés bleus correspondent aux cubes de mesures)

Tab. 3.2 – Correspondance entre canaux et points de mesures

Canaux POINT DIRECTION

CH001 7 Z

CH002 37 Y

CH003 11 X

CH004 7 Y

CH005 10 Y

CH006 10 Z

CH007 36 Z

pas été d’application pour les essais expérimentaux présentés ci-dessous.

3.2.2 Description des principaux résultats expérimentaux obtenus

Une synthèse des principaux résultats expérimentaux observés lors des deux campagnes de

mesures est donnée à la Figure 3.14.

La Figure 3.14(a) représente pour les six longueurs de cordeau détonant les Spectres de

Réponse au Choc évalués au départ de l’accélération mesurée au nœud 11 dans la direction
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Cube en
laiton

Dispositif de test
pyrotechnique

Accéléromètre

Fig. 3.13 – Cube utilisé pour mesurer les accélérations dans le plan de la plaque

perpendiculaire à la plaque. On constate logiquement une augmentation des amplitudes

asymptotiques des SRC avec la longueur du cordeau détonant.

Pour 4 cm de cordeau détonant, la Figure 3.14(b) compare les SRC mesurés dans des

directions croisées pour des points équidistants de la source pyrotechnique : nœud 11 suivant

l’axe X (direction perpendiculaire à la plaque) et nœud 10 suivant les axes Y et Z (dans le

plan de la plaque). On vérifie que le choc pyrotechnique injecte de l’énergie dans les trois

directions orthogonales, le maximum étant toutefois atteint dans la direction perpendiculaire

à la plaque.

La Figure 3.14(c) représente pour une longueur de cordeau détonant de 4 cm les SRC

obtenus lors de deux tirs réalisés dans des conditions identiques. Les écarts moyens entre les

SRC sont de l’ordre 2 dB ; valeur inférieure aux tolérances qui sont généralement admises pour

les spécifications d’équipements électroniques (cf. section 2.3 du chapitre 2).

Figure 3.14(d) montre pour une longueur de cordeau détonant de 0 cm les SRC calculés au

départ des sept accélérations mesurée perpendiculairement à la plaque lors de la première série

de mesures. On observe que les niveaux vibratoires ne varient pas de manière significative d’un

point à l’autre de la plaque.
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Fig. 3.14 – Principales observations expérimentales

3.3 Conclusions

Ce chapitre était dédié à la description des dispositifs de test pyrotechniques qui sont typi-

quement utilisés chez Thales Alenia Space Etca pour qualifier leurs équipements électroniques

aux chocs pyrotechniques.

Nous y avons également présenté en détails les essais pyrotechniques que nous avons réalisés

sur une configuration simple du dispositif de test : une plaque carrée en acier suspendue ver-

ticalement à une structure tubulaire. L’ensemble des mesures effectuées constituera la base de

données expérimentales de référence qui sera exploitée tout au long des chapitres 6 et 5 qui

seront consacrés à l’identification des chocs pyrotechniques.
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4.1 Introduction

L’objectif est ici la modélisation du comportement dynamique des dispositifs de test

pyrotechniques qui sont classiquement employés par Thales Alenia Space Etca lors de leurs

campagnes de qualification d’équipements électroniques.

Le plus souvent, l’un des principaux obstacles dans la modélisation de structures mécaniques

réside dans l’identification de conditions aux limites appropriées. Le cas de figure le plus simple

à traiter est évidemment celui où la structure peut être considérée comme en régime « libre –

libre », c’est à dire non reliée au bâti, et donc non contrainte par des conditions aux limites.

Afin de limiter au maximum les sources d’incertitude liées aux conditions aux limites, nous

avons considéré, dans un premier temps, la configuration la plus simple du dispositif de test, à

savoir une plaque carrée suspendue verticalement au bâti. Cette configuration du dispositif de

test est celle qui se rapproche le plus de condition « libre-libre ».

Après un état de l’art succinct sur les principales méthodes existantes pour modéliser le com-

portement dynamique d’une structure à basse et à haute fréquence, nous détaillerons les deux
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modèles éléments finis du dispositif de test que nous avons développés, et nous les validerons

dans les domaines modal et temporel.

4.2 Aperçu des modèles basses et hautes fréquences

Pour des configurations simples du dispositif de test pyrotechnique, comme les plaques ou

les poutres, plusieurs auteurs, tels que Hampton et al. [HAM06] et Säıd [SAI98], proposent

des modèles analytiques ou semi-analytiques pour décrire le comportement dynamique de la

structure. Ces modèles s’appuient essentiellement sur la théorie de la propagation des ondes

dans les milieux élastiques continus. L’inconvénient de ces approches analytiques est qu’elles ne

sont pas évidentes à implémenter pour des configurations complexes du dispositif pyrotechnique.

La méthode aux Éléments Finis et la méthode aux Éléments Frontières sont les outils

numériques les plus conventionnels pour décrire le comportement vibratoire d’une structure

soumise à une sollicitation quelconque [ZIE89, LAM99]. Ces méthodes, dites « déterministes »,

sont classiquement utilisées pour modéliser des phénomènes physiques à basse fréquence et

perdent de leur efficacité à haute fréquence. En effet, lorsque la fréquence augmente, les

longueurs d’onde qui sont associées aux ondes se propageant dans la structure diminuent. Par

conséquent, le nombre d’éléments finis utilisé pour décrire le comportement dynamique de la

structure doit augmenter significativement étant donné que la taille maximale des éléments est

guidée par la longueur d’onde minimale susceptible de se propager dans la structure. Comme

traditionnellement, la taille des éléments est choisie de telle manière à respecter un nombre

de six éléments par longueur d’onde [BOD01], ces méthodes déterministes conduisent à des

maillages de taille prohibitive.

Lorsqu’un système est soumis à des excitations mécaniques et/ou acoustiques hautes

fréquences, des méthodes de calcul spécifiques sont nécessaires pour simuler son comportement

dynamique. Les méthodes reposant sur le principe de conservation de l’énergie vibratoire

fournissent une alternative remarquablement efficace pour cette catégorie de problèmes.

Plusieurs approches de type énergétique sont actuellement développées, comme par exemple

la méthode EFEM (Energy Finite Element Method) qui consiste à résoudre une équation

de type conduction de la chaleur en termes de densité d’énergie vibratoire [MOE01]. Leur

application aux structures à deux dimensions est assez problématique, et celle à des structures

complexes n’est pas envisageable dans l’immédiat [GUY82a, GUY82b, LJU85, BOU95]. A

l’heure actuelle, seule la méthode SEA (Statistical Energy Analysis) permet de modéliser

facilement le comportement vibratoire de structures complexes à haute fréquence [KEA05].

Le principe de la méthode SEA consiste à décrire la structure à analyser comme un as-

semblage de sous-systèmes qui transmettent, dissipent et absorbent de l’énergie vibratoire. En
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pratique, cette méthode revient à calculer dans chaque bande de fréquencesa l’énergie moyenne

de chacun des sous-systèmes à partir de la puissance qui y est injectée et des paramètres

d’amortissement et de couplage. La formulation de la méthode SEA est basée sur les hypothèses

d’équirépartition et de conservation de l’énergie : en régime permanent, la puissance injectée

dans un sous-système est égale à la puissance dissipée dans ce sous-système augmentée de

la somme des puissances échangées avec les autres sous-systèmes [BOD01, JAC95]. Chaque

sous-système est représenté par un groupe de modes d’un même type (flexion, torsion, . . . ).

Les modes de ces sous-systèmes sont supposés présenter des réponses comparables, être

faiblement couplés avec les modes des autres sous-systèmes, et posséder des facteurs de perte

par dissipation du même ordre de grandeur.

Le principal avantage de la méthode SEA par rapport aux méthodes déterministes du type

éléments finis est le faible coût en temps de calcul pour simuler le comportement vibratoire à

haute fréquence. En effet, le nombre d’équations à résoudre dans la méthode SEA ne dépend

pas de la plus petite longueur d’onde se propageant dans la structure mais uniquement du

nombre de sous-systèmes considérés pour la modéliser. De plus, comme les équations de la

SEA sont des équations matricielles, et non différentielles comme c’est le cas en éléments finis,

leur résolution est beaucoup plus aisée.

L’inconvénient de la méthode SEA est la difficulté d’identifier les paramètres du modèle

(facteur de perte par dissipation, facteur de perte par couplage, densités modales, puissance

injectée) pour lesquels il est difficile d’établir un lien direct avec les propriétés physiques de la

structure telles que la masse volumique, le module d’élasticité de Young ou encore le rapport

de Poisson. Pour des structures simplistes, on peut établir analytiquement des relations

mathématiques permettant de calculer les facteurs de perte et les densités modales. Pour des

structures plus complexes, comme par exemple l’habitacle d’une voiture, les paramètres du

modèle SEA doivent être identifiés expérimentalement par l’application de la SEA inverse en

mesurant les puissances injectées et les énergies vibratoires des différents sous-systèmes. La

SEA inverse nécessite donc d’imposer une excitation connue dans toute la gamme de fréquences

analysées, ce qui peut être limitatif pour des applications pyrotechniques pour lesquelles la

gamme fréquentielle peut s’étendre au-delà de 10 kHz.

Un autre inconvénient majeur de la méthode SEA, et non des moindres, est la perte

d’information sur la distribution spatiale de l’énergie vibratoire à l’intérieur de chaque

sous-système. Par ailleurs, la méthode SEA fournit uniquement l’énergie moyenne dans chaque

sous-système ; elle ne permet donc pas d’être directement utilisée pour simuler l’évolution

temporelle d’une accélération qui est l’information indispensable pour le calcul des Spectres de

Réponse aux Chocs [KEA05, BOR06].

aHabituellement, on considère des bandes de tiers d’octave.
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Plusieurs méthodes alternatives à la SEA ont été développées afin d’essayer de surmonter

ses limitations. Dalton [DAL92, DAL99] propose des méthodes permettant la reconstruction

du signal temporel à partir de la seule connaissance de la vitesse efficace d’un sous-système. Le

principe de ces méthodes, appelées méthodes VMS (Virtual Mode Shape), consiste à construire

des modes propres virtuels permettant de synthétiser la Fonction de Réponse en Fréquence

« vitesse sur force » déduite du modèle SEAb. Ces méthodes se basent sur une approximation

de faible amortissement ; ainsi tous les modes propres du système sont supposés répondre en

phase. Dans ce cas l’amplitude de la réponse en fréquence est calculée comme la somme des

amplitudes des réponses de chaque mode propre.

Plusieurs auteurs, tels que Bodin et al. [BOD01, BOD02] et Borello et al. [BOR00, BOR05]

proposent des méthodes qui combinent à la fois les avantages des méthodes dédiées aux

basses fréquences (modèle éléments finis) et aux hautes fréquences (modèle SEA). Le contenu

fréquentiel basse fréquence de l’évolution temporelle est simulé à l’aide d’un modèle éléments

finis de la structure, tandis que le contenu fréquentiel à haute fréquence est décrit par un

modèle SEA, couplé à un algorithme de reconstruction de phase, appelé Local Random Phase

Reconstruction. Par ailleurs, Borello et al. [BOR05, BOR06] développent actuellement une

nouvelle technologie SEA, baptisée SEA Virtuelle qui apporte une solution élégante à la

sous-structuration qui n’est plus empirique mais assistée par des algorithmes informatiques

« intelligents ». La SEA Virtuelle ouvre un vaste et prometteur champ d’investigation à la

modélisation statistique des réponses dynamiques dans les moyennes fréquences en palliant

aux limitations intrinsèques de la SEA.

En raison des difficultés de vérifier les hypothèses à la base des développements

mathématiques et de donner une interprétation physique aux paramètres des modèles SEA

et VMS, nous avons décidé dans le cadre de cette thèse de doctorat de considérer uniquement

les méthodes déterministes pour décrire le comportement dynamique des dispositifs de test

pyrotechniques utilisés par Thales.

4.3 Modèle éléments finis du dispositif simple plaque

4.3.1 Description du modèle éléments finis

La structure à modéliser est celle présentée à la section 3.2 du chapitre 3 et est composée

d’une plaque carrée en acier, de dimensions 1 m x 1 m x 0.015 m, suspendue verticalement à

un bâti au moyen d’élingues en acier (Figure 6.17).

bLa Fonction de Réponse en Fréquence SEA fournit pour chaque sous-système la vitesse efficace pour chaque

bande de fréquence analysée.
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Dispositif
pyrotechnique

Bâti en
échafaudage

Plaque en acierElingue en acier

Fig. 4.1 – Dispositif expérimental à modéliser – Plaque suspendue

Le modèle dynamique de la structure a été construit à l’aide du logiciel aux éléments

finis ANSYS 8.1. Deux modèles du dispositif de test ont été considérés : le premier utilise des

éléments « brique », codifiés SOLID73 dans ANSYS ; et le second emploie des éléments « coque »,

codifiés SHELL63. Les éléments SOLID73 sont définis par 8 nœuds avec 3 degrés de liberté

par nœud (3 translations), tandis que les éléments SHELL63 sont définis par 4 nœuds mais

possèdent également 6 degrés de liberté par nœud. Une description détaillée des éléments

SOLID73 et SHELL63 peut être trouvée dans le manuel d’utilisation du logiciel ANSYS [ANSYS].

La taille des éléments est un paramètre significatif dans la simulation et doit être choisie en

fonction de la gamme fréquentielle que l’on souhaite analyser. Étant donné que les spécifications

des équipements électroniques sont généralement définies dans la bande de fréquences [0 –

10 kHz], le modèle éléments finis devra pouvoir être capable de décrire avec précision le

comportement vibratoire de la plaque dans cette même bande de fréquences.

Théoriquement, la taille des éléments doit être inférieure à la plus petite longueur d’onde

des phénomènes vibratoires que l’on souhaite modéliser. Pour une plaque uniforme et infinie,

la longueur d’onde λ associée aux ondes de flexion est donnée par [GOR82, GER93] :

λ =

√
2π

f

(
D

Ms

)1/4

(4.1)

D =
E h3

12 (1 − ν2)
(4.2)

où Ms représente la masse surfacique, E le module d’élasticité de Young, ν le rapport de
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Tab. 4.1 – Caractéristiques physiques de la plaque

Plaque en acier

E 210 GPa

ρ 7800 kg/m3

M 117 kg

ν 0.3

h 0.015 m

f 10 kHz

λc 0.121 m

poisson, h l’épaisseur de la plaque et f la fréquence de l’onde de flexion considérée.

Le maillage de la structure doit être définie de telle manière à avoir un nombre suffisant

d’éléments par longueur d’onde. En conséquence, la taille des éléments va être étroitement liée à

la gamme de fréquences que l’on souhaite analyser mais également du choix du type d’éléments

utilisés pour modéliser la structure. En effet, dans le cas d’éléments de type « plaque »,

les fonctions de forme utilisées pour définir l’élément sont classiquement des polynômes

d’interpolation cubiques, tandis que dans le cas d’éléments volumiques de type « brique » ou

« tétraédrique » les fonctions de forme employées sont des polynômes d’interpolation linéaires.

De ce fait, pour obtenir une précision équivalente, l’utilisation d’éléments volumiques pour

modéliser la structure nécessitera une discrétisation plus fine que celle d’éléments de type

« plaque ».

Étant donné que tous les enregistrements temporels exploités au cours des différentes

campagnes de mesures ont été filtrés par un filtre anti-aliasing, nous pouvons définir une

longueur d’onde « critique » λc correspondant à une onde de flexion de fréquence de 10 kHzc.

Les caractéristiques physiques de la plaque étudiée, ainsi que la longueur d’onde « critique »

λc, sont renseignées au Tableau 4.1.

Quel que soit le type d’éléments utilisé pour décrire la plaque, nous avons définis le maillage

de telle manière à respecter un nombre de 6 éléments par longueur d’onde critique λc. Nous

avons ainsi considéré une grille de 56 x 56 éléments dans le plan de la plaque. Pour le modèle

volumique, nous avons défini trois éléments selon l’épaisseur de la plaque.

cCette fréquence de 10 kHz correspond à la fréquence de coupure du filtre anti-aliasing (cf. section 3.2 du

chapitre 3).
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L’identification des conditions aux limites constitue une difficulté importante dans la

modélisation. Nous les avons décrites par des conditions de type « libre – libre » car c’est

le cas le plus simple à traiter ne s’écartant pas trop des conditions réelles.

4.3.2 Validation dans le domaine modal

4.3.2.1 Identification des caractéristiques modales à partir du relevé expérimental

des fonctions de réponse en fréquence de la plaque

Les modèles éléments finis de la plaque, présentés à la section précédente 4.3, peuvent être

validés en comparant les propriétés modales issues du modèle à celles identifiées à partir de la

mesure des Fonctions de Réponse en Fréquence (FRF) de la structure. Pour rappel, la Fonction

de Réponse en Fréquence Hij(ω) est le rapport, dans le domaine fréquentiel, entre la réponse

mesurée xi(t) au nœud i lorsqu’on impose une excitation fj(t) au nœud j :

fj(t)
FFT−−−→ Fj(ω)

xi(t)
FFT−−−→ Xi(ω)







⇒ Hij(ω) =
Xi(ω)

Fj(ω)

En pratique, la Fonction de Réponse en Fréquence Hij(ω) est évaluée à partir du rapport

entre la densité spectrale de puissance SXX(ω) de la réponse xi(t) et de la densité spectrale de

puissance croisée SXF (ω) entre la réponse xi(t) et l’excitation fj(t) [DEH01] :

Ĥ(ω) =
SXX(ω)

SXF (ω)
(4.3)

De manière générale, la Fonction de Réponse en Fréquence Hij(ω) peut être exprimée à

partir des caractéristiques modales de la structure par la relation suivante [MAI97, CON00] :

Hij(ω) =
N∑

k=1

rijk

jω − λk

+
N∑

k=1

r∗ijk
jω − λ∗k

(4.4)

où N désigne le nombre de modes propres de la structure dans la gamme de fréquences

analysée. Pour un mode k, rijk et λk sont respectivement le résidu et le pôle. Le pôle λk est

relié aux caractéristiques modales du mode k par l’intermédiaire de ses parties réelle ℜ(λk) et

imaginaire ℑ(λk) :

ℜ(λk) = −ξk ω0k (4.5)

ℑ(λk) = ω0k

√

1 − ξ2
k (4.6)

où ω0k et ξk représentent respectivement la pulsation propre non amortie et le degré

d’amortissement réduit du mode k.
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Si l’excitation s’effectue toujours au même nœud (autrement dit, à j constant), alors les

résidus rijk sont proportionnels aux composantes du vecteur modal ~ψk :
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(4.7)

où ψ
(i)
k désigne la i-ème composante du vecteur modal associé au mode propre k.

La plaque en acier a été maillée expérimentalement en 16 nœuds ; leur localisation est

renseignée à la Figure 4.2. Les champs d’accélérations ont été mesurés perpendiculairement

à la plaque aux nœuds 1, 9 et 10 à l’aide d’accéléromètres piézoélectriques DYTRAN 3100B,

de sensibilité nominale de 100 mV/g, fixés à la structure par aimantationd. La sensibilité des

accéléromètres a été actualisée à l’aide d’un calibrateur B&K 4294. Bien que la masse des

accéléromètres n’influence théoriquement pas le comportement dynamique de la structure étant

donné que leur masse totale n’excède pas 1 % de la masse de la plaque, nous les avons toutefois

pris en considération dans notre modèle éléments finis par l’ajout aux nœuds correspondants

d’une masse structurelle (éléments MASS21 dans ANSYS). En effet, l’ajout d’une masse modifie

la structure à étudier et provoque une modification des fréquences propres du système qui va

dans le sens d’une diminution.

Fig. 4.2 – Discrétisation expérimentale de la plaque en acier

dLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 3100B est donnée à l’annexe C.
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La plaque a été excitée en chacun des 16 nœuds prédéfinis à l’aide d’un marteau instrumenté

d’un capteur de force DYTRAN 1061V2, de sensibilité égale à 888 N/Ve.

Nous disposons ainsi des réponses en fréquence entre 16 « Inputs » et 3 « Outputs »,

ce qui conduit à un total de 48 fonctions de réponse en fréquence. Pour les systèmes

conservatifs linéaires, l’utilisation du principe de réciprocité de Betty-Maxwell permet d’in-

tervertir réponse et excitation (Hij(ω) = Hji(ω) ) [MAI97]. On obtient donc un ensemble

de 48 fonctions de réponse en fréquence entre trois points d’excitation et seize points de réponse.

Le système d’acquisition utilisé lors de ces mesures est un SCADAS III, piloté depuis le

logiciel LMS Test.Lab. Les paramètres d’acquisition utilisés sont renseignés au Tableau 4.2.

Tab. 4.2 – Paramètres d’acquisition

Type d’excitation impulsionnelle (au marteau)

Nombre d’accéléromètres 3

Gamme de fréquence 1024 Hz

Résolution fréquentielle 0.5 Hz

Nombre de moyennes 4

Fenêtrage d’entrée rectangulaire

Fenêtrage de sortie exponentiel

4.3.2.2 Outils de comparaison dans le domaine modal

Les outils de comparaison classiquement utilisés dans la cadre du traitement de

données modales sont l’écart fréquentiel relatif et le critère MAC (Modal Assurance

Criterion) [MAI97, CON00].

L’écart fréquentiel relatif entre les fréquences propres expérimentales et simulées est calculé

de la manière suivante :

∆k =

∣
∣fE

k − fS
k

∣
∣

fS
k

(4.8)

où les indices E et S dénotent respectivement les données expérimentales et numériques du

mode propre k.

eLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 1061V2 est donnée à l’annexe C.
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La matrice MAC (Modal Assurance Criterion), aussi appelée matrice de corrélation modale,

est souvent utilisée pour comparer deux séries de modes propres. La matrice de MAC associée

à ces deux séries de modes propres est définie de la façon suivante : l’élément ij de la matrice

MAC est égal au rapport entre d’une part, le carré du produit scalaire entre le vecteur i de la

première série et le vecteur j de la seconde série, divisé par le produit du carré du module de

chacun des deux vecteurs :

MACij =

({
ψE

i

}T {
ψS

j

})2

(

{ψE
i }

T {ψE
i }
)({

ψS
j

}T {
ψS

j

}) (4.9)

où les vecteurs
{
ψE

i

}
et
{
ψS

i

}
représentent respectivement les modes propres expérimentaux

et simulés.

Cette matrice permet de quantifier le degré de corrélation entre deux vecteurs par un seul

nombre compris entre 0 et 1 :

• MACij = 1 indique que le i-ème vecteur de la première série est colinéaire au j-ème

vecteur de la seconde série, il y a donc une corrélation parfaite entre les deux modes

propres ;

• MACij = 0 indique que les deux vecteurs sont orthogonaux, les deux déformées modales

sont différentes.

Dans la pratique, les coefficients de corrélation se situent entre ces deux valeurs extrêmes

et on définit généralement des intervalles de proximité, étant bien entendu que la notion de

correspondance doit évidemment inclure la proximité des fréquences propres : deux modes ne

peuvent être appariés que si leurs fréquences propres sont voisines.

4.3.2.3 Résultats

Les fréquences de résonance fk, les degrés d’amortissement réduits ξk et les vecteurs modaux

{~ψk} ont été identifiés à l’aide de la méthode LSCE (Least Square Complex Exponential)

du logiciel TestLab de LMS. Les caractéristiques modales expérimentales identifiées ont été

comparées à celles déduites du modèle éléments finis.

Le module d’élasticité de Young E à introduire dans le modèle éléments finis a été ajusté

de telle manière à minimiser, au sens des moindres carrés, l’écart fréquentiel entre les modes

propres appariés, c’est-à-dire les modes propres pour lesquels la valeur du MAC est supérieure

à 0.6. La fonction erreur ǫ définie dans ce but est donnée par la relation suivante :

ǫ =

N∑

k=1

|fS
k − fE

k |2 (4.10)
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où fE
k et fS

k représentent respectivement les fréquences propres expérimentales et simulées

et N est le nombre de modes propres appariés. Le Tableau 4.3 donne pour les modèles

bidimensionnel (SHELL63) et tridimensionnel (SOLID73) les propriétés mécaniques de la plaque

obtenues après recalage du module d’élasticité de Young E.

Tab. 4.3 – Propriétés mécaniques recalées de la plaque

Modèle bidimensionnel Modèle tridimensionnel

Module de Young E 204 GPa 207 GPa

Rapport de Poisson ν 0.33 0.33

Masse volumique ρ 7800 kg/m3 7800 kg/m3

Les 16 premiers modes propres qui sont corrélés avec un MAC supérieur à 0.6 et avec un

écart fréquentiel relatif inférieur à 10 % sont donnés aux Tableaux 4.4 et 4.5 respectivement

pour les modèles bidimensionnel et tridimensionnel. Pour ces 16 modes, le degré d’amortisse-

ment réduit moyen est de 0.15 %, moyenne à laquelle correspond un écart-type de 0.09 %. Ces

faibles valeurs sont en accord avec la réalité physique d’une structure purement métallique en

régime libre-libre et dissipant donc peu d’énergie.

Les modèles bidimensionnel et tridimensionnel conduisent à des résultats équivalents

et permettent de simuler avec une précision suffisante le comportement dynamique de la

plaque dans la gamme fréquentielle [0 – 1000 Hz]. Toutefois, d’un point de vue coût en

ressources informatiques, le modèle bidimensionnel est à privilégier car il permet de réduire

significativement les temps de résolution. En effet, pour le modèle tridimensionnel, 9408

éléments (soit 12996 nœuds) sont nécessaires pour décrire la plaque, contre 3844 éléments (soit

3969 nœuds) pour le modèle bidimensionnel.

L’identification des propriétés modales est rendue plus difficile à haute fréquence en raison,

d’une part d’une discrétisation fréquentielle moins fine, et d’autre part d’une densité modale

élevée. Pour information, la densité modale η des ondes de flexion pour des plaques homogènes

est donnée par la relation suivante [MOE00] :

η =
kS

2π cg
=

k2S

4π ω
=

πS

ω λ2
(4.11)

où k représente la partie réelle du nombre d’onde de flexion à la pulsation ω, S la surface

de la plaque, cg la vitesse de groupe des ondes de flexion se propageant dans la plaque à la

pulsation ω et λ est la longueur d’onde correspondante. Pour une plaque carrée en acier, de
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Tab. 4.4 – Correspondance modale – Modèle bidimensionnel

fE
k (Hz) fS

k (Hz) ∆k (%) MAC

47 50 4.45 0.99

92 89 3.14 0.85

124 128 3.57 0.69

230 226 1.75 0.89

237 235 0.99 0.96

282 284 0.51 0.99

446 452 1.15 0.84

495 485 2.12 0.79

561 564 0.67 0.98

599 598 0.22 0.67

633 619 2.23 0.80

737 733 0.67 0.64

756 756 0.12 0.85

768 785 2.17 0.72

795 796 0.04 0.85

899 896 0.38 0.62
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Tab. 4.5 – Correspondance modale – Modèle tridimensionnel

fE
k (Hz) fS

k (Hz) ∆k (%) MAC

47 50 4.51 0.99

92 90 2.54 0.85

124 128 3.56 0.69

230 227 1.23 0.89

237 234 1.24 0.95

282 284 0.68 0.99

446 454 1.70 0.8

495 485 1.98 0.79

561 561 1.97 0.98

599 595 0.66 0.70

633 619 2.31 0.80

737 734 0.51 0.64

756 755 0.19 0.85

768 786 2.29 0.70

795 791 0.56 0.93

899 892 0.75 0.62
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dimensions 1 m x 1 m x 0.015 m, la vitesse de groupe cg
f est égale à 2433 m/s et le nombre

d’onde k (= 2π/λ) est égal à 51.65 rad/m ; ces valeurs conduisent à une densité modale de

0.0212 mode/Hz.

Bien que nos résultats ne permettent de valider nos modèles éléments finis que jusqu’à

1000 Hz, nous avons néanmoins émis l’hypothèse qu’ils pouvaient être extrapolés à plus hautes

fréquences, en particulier jusqu’à 10 kHzg. Rappelons que le choix de cette fréquence s’explique

par le fait que tous les enregistrements temporels que nous avons exploités sont filtrés par un

filtre anti-aliasing de fréquence de coupure de 10 kHz.

4.3.3 Validation dans le domaine temporel

L’objectif de ce paragraphe est de valider dans le domaine temporel nos deux modèles par

comparaison des champs d’accélérations expérimentaux et simulés, résultant de l’application

d’une force connue.

4.3.3.1 Définition d’indicateurs statistiques de correspondance entre SRC

Afin de vérifier et de quantifier, sur base des Spectres de Réponse au Choc, la correspon-

dance entre les champs d’accélérations mesurés et ceux issus des simulations, nous avons défini

quelques indicateurs statistiques :

• ∆i(f), qui représente l’écart absolu à la fréquence f entre le SRC mesuré et le SRC simulé

au nœud i :

∆i(f) =
∣
∣SRCth

i (f) − SRCexp
i (f)

∣
∣ ;

• µ(∆i) et σ(∆i), qui correspondent respectivement à la moyenne et à l’écart-type associés

à l’évolution fréquentielle de l’indicateur ∆i(f) :

fLa vitesse de groupe cg représente la vitesse de transport de l’énergie par l’onde et est définie comme étant

la dérive de la pulsation ω par rapport au nombre d’onde k : cg = ∂ω
∂k

. Dans le cas d’une plaque homogène, la

vitesse de groupe cg vaut deux fois la vitesse de phase cp qui est exprimée comme le rapport entre la pulsation

ω de l’onde et le nombre d’onde k [MOE00]. La vitesse de phase cp n’est rien d’autre que la vitesse à laquelle

la phase d’une onde monochromatique se propage dans l’espace.
gCette hypothèse n’a de sens que si la taille des éléments est choisie de manière à respecter un nombre

suffisant d’éléments par longueur d’onde.



. . . par une approche aux éléments finis 49

µ(∆i) =

N∑

f=1

∆i(f)

N

σ(∆i) =

√
√
√
√

1

N

N∑

f=1

(∆i − µ(∆i))
2

où N représente le nombre d’échantillons du vecteur fréquentiel.

Une autre approche intéressante consiste à définir une bande d’« admissibilité » dans laquelle

on souhaite voir s’inscrire le SRC issu du modèle. Dans le cadre de nos validations, nous avons

considéré une largeur de bande de 3 dB (soit 1.5 dB de part et d’autre du SRC expérimental).

L’introduction de cette bande d’« admissibilité » conduit à la constitution d’indices statistiques

supplémentaires (Figure 4.3) :

• δ+, qui représente le pourcentage du SRC numérique, associé au nœud i, se trouvant

au-dessus de la zone d’« admissibilité » ;

δ+
i = 100

N+

N
,

où N+ correspond au nombre d’échantillons excédant la zone d’« admissibilité » par les

valeurs supérieures ;

• δ−, qui représente le pourcentage du SRC numérique, associé au nœud i, se trouvant

en-dessous de la zone d’« admissibilité » ;

δ−i = 100
N−

N
,

où N− correspond au nombre d’échantillons excédant la zone d’« admissibilité » par les

valeurs inférieures ;

Afin d’avoir une vue synthétique sur l’ensemble des nœuds traités, nous avons défini trois

indicateurs statistiques « globaux » :

• µG(∆) et σG(∆), qui représentent respectivement la moyenne et l’écart-type de la

différence fréquentielle absolue entre les SRC expérimentaux et simulés considérés sur

l’ensemble des nœuds traités expérimentalement :

µG =
∑

i

µ(∆i)

NSRC
(4.12)

σG =

√

1

NSRC ∗ N
∑

i

∑

f

(∆i(f) − µG)2 (4.13)
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Fig. 4.3 – Représentation graphique des indicateurs statistiques δ+
i et δ−i

où NSRC désigne le nombre de Spectres de Réponse au Choc qui ont été traités

expérimentalement ;

• S−1.5 dB, qui désigne le pourcentage moyen, effectué sur l’ensemble des données, du SRC

numérique situé en dehors de la bande d’« admissibilité » :

S−1.5dB =
1

NSRC

NSRC∑

i=1

(δ+
i + δ−i )

Dans le cas des chocs pyrotechniques, ces indicateurs statistiques seront calculés sur base des

données fréquentielles comprises entre 1 kHz et 10 kHz. En dessous de 1 kHz, les comparaisons

entre l’expérience et la simulation sont rendues délicates à cause de la dérive de zéro qui

pollue le SRC expérimental à basse fréquence, même après correction des signaux temporels

(cf. section 2.2.4.5 du chapitre 2).

4.3.3.2 Résultats des simulations numériques

L’excitation a été appliquée perpendiculairement à la plaque au droit du nœud 1 (Fi-

gure 4.2) au moyen d’un marteau instrumenté d’un capteur de force DYTRAN 1061V2h. Les

réponses vibratoires ont été relevées dans la direction perpendiculaire au plan de la plaque à

l’aide d’accéléromètres répartis uniformément en 15 points de la plaque : du nœud 2 au nœud 16.

Le système d’acquisition est composé de deux cartes Nicolet (BE 493 XE et BE 494 XE)

connectées en parallèle et comportant chacune 8 canaux. Le matériel Hardware nous permet

ainsi d’enregistrer simultanément au maximum seize évolutions temporelles. Dans le cas

hLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 1061V2 est donnée à l’annexe C.
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présent, les 16 canaux sont utilisés : 15 canaux pour les relevés accélérométriques et 1 canal

pour le capteur de force.

La force d’excitation mesurée a été modélisée par un profil de force idéalisé, de forme

triangulaire, tel que celui représenté à la Figure 4.4.
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−3000
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Fig. 4.4 – Force d’excitation mesurée

La méthode d’intégration par superposition modale a été retenue dans ANSYS pour simuler

les réponses transitoires de la structure. Le choix du nombre de modes propres à inclure dans

l’analyse dynamique dépend principalement du contenu fréquentiel de la sollicitation. Plus le

chargement est rapide (choc, explosion,. . . ) et plus le nombre de modes propres à inclure est

important. Étant donné que les accélérations que nous avons mesurées sont filtrées par un

filtre anti-aliasing de fréquence de coupure de 10 kHz, nous nous sommes limité dans notre

analyse numérique aux modes propres balayant la gamme de fréquences [0 – 10 kHz]. Cette

fréquence limite de 10 kHz permet dès lors de définir le pas d’intégration. Pour obtenir une

solution numérique stable, il est vivement conseillé de prendre un pas d’intégration satisfaisant

la condition suivante [LAM00] :

∆t ≤ ∆tcr =
T

10

où T est la plus petite période des phénomènes physiques présents. Dès lors, nous avons

utilisé dans nos simulations numériques un pas d’intégration de :

∆t =
1

10000 ∗ 10
s = 10−5 s

Les effets dissipatifs ont également été pris en compte en introduisant dans le modèle
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éléments finis un degré d’amortissement réduit constant ξ de 0.15%i pour l’ensemble des modes

propres.

Le Tableau 4.6 donne les valeurs des indicateurs statistiques globaux µG, σG et S−1.5 dB

obtenues sur base des cinq impacts que nous avons réalisés. Cette étude comparative montre

que les modèles bidimensionnel et tridimensionnel conduisent à des résultats sensiblement

identiques. Bien que plus de 30 % du SRC simulé se trouve en dehors de la bande d’« admissi-

bilité », l’écart fréquentiel moyen µG est inférieur à la valeur seuil de 3 dB. Ces imperfections

du modèle peuvent s’expliquer par l’utilisation d’un profil idéalisé pour décrire l’excitation

mais aussi par les incertitudes liées, d’une part aux conditions aux limites, et d’autre part

aux propriétés physiques (module d’élasticité de Young, . . . ) et géométriques de la plaque

(épaisseur, . . . ). De plus, les erreurs expérimentales, liées à la châıne de mesure, viennent

perturber la comparaison simulation-expérience. Nous considérerons néanmoins que les

modèles bidimensionnel et tridimensionnel permettent de reproduire de manière acceptable le

comportement vibratoire de la plaque jusqu’à 10 kHz.

Les Figures 4.5 et 4.6 montrent respectivement pour les modèles bidimensionnel et

tridimensionnel quelques exemples de comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés.

Bien que le SRC soit l’outil numérique le plus abondamment utilisé pour quantifier un en-

vironnement vibratoire, la comparaison entre SRC n’est pas un critère suffisant pour valider

le modèle car, comme nous l’avons évoqué dans le chapitre 2 à la section 2.2.4.4, différents

profils d’accélération peuvent conduire à un SRC identique. C’est pourquoi, il est conseillé

de vérifier que les modèles permettent de reproduire correctement les champs d’accélérations

expérimentaux. Les Figures 4.7 et 4.8 présentent respectivement pour les modèles bidimension-

nel et tridimensionnel l’évolution temporelle, ainsi que le spectre fréquentiel en bande de 1/3

d’octave, des champs d’accélérations mesurés et simulés en quelques nœuds. La comparaison

des différentes évolutions temporelles semble montrer que l’amortissent introduit dans le modèle

est légèrement trop élevé. Néanmoins la qualité des résultats obtenus permet de conclure que

nos modèles éléments finis décrivent de manière fiable le comportement vibratoire de la plaque

dans la bande de fréquences [0 – 10 kHz]. Ces conclusions sont cohérentes avec celles obtenues

à partir des comparaisons dans le domaine modal.

4.4 Conclusions

Ce chapitre avait pour objet la modélisation du dispositif de test pyrotechnique de référence,

à savoir une plaque carrée en acier suspendue verticalement à une structure tubulaire. Deux

iCette valeur correspond à la valeur moyenne mesurée dans la bande de fréquences [0 – 1 kHz] (cf. sec-

tion 4.3.2.3).
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Tab. 4.6 – Comparaison des indicateurs statistiques globaux pour les différents essais réalisés

Modèle bidimensionnel

Impact µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

1 1.35 0.96 31.6

2 1.27 1.01 31.3

3 1.33 1.16 34.9

4 1.36 1.15 35.9

5 1.27 0.97 31.5

Moyenne 1.32 1.05 33.04

Modèle tridimensionnel

Impact µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

1 1.29 1.02 33.9

2 1.28 0.96 31.6

3 1.26 1.12 33.5

4 1.35 1.06 33.4

5 1.24 1.11 32.6

Moyenne 1.28 1.05 33.0

modèles éléments finis ont été envisagés : un modèle bidimensionnel utilisant des éléments

de type « coque » et un modèle tridimensionnel employant des éléments de type « brique ».

Pour ces deux modèles, nous avons défini la taille du maillage de telle manière à respecter,

pour la plus haute fréquence contenue dans les signaux temporels traités, un nombre de six

éléments par longueur d’onde de flexion.

Les deux modèles éléments finis ont été recalés et validés dans le domaine modal, et jusqu’à

une fréquence de 1 kHz, sur base de la comparaison entre les propriétés modales (fréquences

et modes propres), identifiées expérimentalement à partir du relevé de fonctions de réponse en

fréquence, et celles calculées à partir du modèle.

L’introduction d’indicateurs statistiques de correspondance entre deux séries de SRC nous

a permis également de valider ces deux modèles dans le domaine temporel. Les différentes

comparaisons que nous avons effectuées entre les SRC expérimentaux et simulés ont montré

que les modèles éléments finis bidimensionnel et tridimensionnel permettent de reproduire, avec

précision et de manière équivalente, le comportement vibratoire de la plaque dans la bande de

fréquences [0 – 10 kHz].
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Fig. 4.5 – Comparaison des SRC expérimentaux avec ceux déduits à partir du modèle bidi-
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Fig. 4.6 – Comparaison des SRC expérimentaux avec ceux déduits à partir du modèle tridi-
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(c) Nœud 3 – Modèle bidimensionnel
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(d) Nœud 15 – Modèle bidimensionnel

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06

−100

0

100

Temps [s]

A
cc

él
ér

at
io

n 
[g

]

Accélération expérimentale
Accélération numérique − ξ = 0.15%

10
2

10
3

10
4

0

5

10

Bande de 1/3 d’octave [Hz]

A
cc

él
ér

at
io

n 
R

M
S

 [g
]

Accélération expérimentale
Accélération numérique − ξ = 0.15%

(e) Nœud 14 – Modèle bidimensionnel
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(f) Nœud 12 – Modèle bidimensionnel

Fig. 4.7 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés – Modèle

bidimensionnel
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(a) Nœud 6 – Modèle tridimensionnel
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(b) Nœud 4 – Modèle bidimensionnel
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(c) Nœud 3 – Modèle bidimensionnel
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(d) Nœud 15 – Modèle bidimensionnel
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(e) Nœud 14 – Modèle bidimensionnel
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Fig. 4.8 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés – Modèle

tridimensionnel
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Chapitre 5

Prédiction des niveaux vibratoires

générés par des chocs pyrotechniques

en utilisant une approche par Choc
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5.4.2 Identification du Choc Mécanique Équivalent tridimensionnel . . . . . 73

5.5 Etude de l’influence des cubes utilisés pour mesurer les

accélérations dans le plan . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79

5.5.1 Description des essais expérimentaux . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 80

5.5.2 Modélisation des cubes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83

5.5.3 Résultats numériques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84
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5.1 Principe et définition du Choc Mécanique

Équivalent (CME)

Incontestablement, la difficulté principale dans la modélisation de chocs pyrotechniques

réside dans la détermination d’une description mathématique cohérente des sources d’excitation

en présence. Nous avons déjà évoqué que, dans le contexte de sollicitations pyrotechniques, les

forces d’excitation sont inconnues car elles ne peuvent pas être directement mesurées en raison



60 Prédiction des niveaux vibratoires générés par des chocs pyrotechniques. . .

de la nature explosive du phénomène. Celles-ci doivent donc être identifiées indirectement

à partir de méthodes d’identification exploitant les réponses vibratoires expérimentales du

système sur lequel elles sont appliquées.

De nombreuses investigations expérimentales [FIL99, ERI99, BAI79, SUT05, BAR03]

ont montré que l’utilisation d’un dispositif d’impact métal–métal permet de reproduire en

laboratoire les niveaux accélérométriques causés par les chocs pyrotechniques de champ

intermédiairea : grande amplitude, courte durée, contenu fréquentiel élevé, SRC comparables

avec une pente à basse fréquence de l’ordre de 12 dB par octave,. . . . Ces observations nous ont

amenés à essayer de remplacer le choc pyrotechnique proprement dit par un Choc Mécanique

Équivalent (CME) de type métal-métal pour simuler les niveaux vibratoires générés par les

chocs pyrotechniques.

Par définition, le Choc Mécanique Équivalent (CME) correspond à la force à injecter

dans le modèle éléments finis au droit du nœud cöıncidant avec le centre de la charge

explosive pour obtenir un champ d’accélérations équivalent à celui mesuré. Bien que phy-

siquement un choc pyrotechnique soit une source d’excitation de nature tridimensionnelle,

nous avons dans une première approche considéré un Choc Mécanique Équivalent agissant

uniquement dans la direction perpendiculaire à la structure sur laquelle est appliqué le

choc pyrotechnique. Cette hypothèse de travail n’est pas complètement dénuée de sens car

l’énergie injectée par un choc pyrotechnique est prépondérante dans cette direction comme

en attestent les résultats expérimentaux présentés à la section 3.2 du chapitre 3 (Figure 3.14(b)).

Différents profils d’impact peuvent être utilisés pour décrire le Choc Mécanique Équivalent :

chocs demi-sinus, chocs de forme triangulaire ou de forme rectangulaire. Ces profils présentent

l’avantage d’être entièrement décrits à l’aide uniquement de deux paramètres : la durée τ

et l’intensité Fmax du choc. Pour une durée d’impact donnée τ , la forme du profil d’exci-

tation n’a pas d’influence sur le calcul du SRC pour autant que l’impulsion, définie par

l’intégrale
∫ τ

0
F dt, soit égale pour tous les profils (Figure 5.1). La Figure 5.1(b) compare

les Spectres de Réponse au Choc obtenus à partir de différents profils d’impact, tous ca-

ractérisés par une durée τ de 100 µs. Les SRC ont été calculés à partir du modèle éléments finis

bidimensionnel du dispositif pyrotechnique simple plaque présenté à la section 4.3 du chapitre 4.

Dans la suite de ce travail, nous considérerons pour le CME exclusivement des profils

triangulaires symétriques équivalents à ceux observés lors d’impacts au marteau. Le CME

est donc complètement caractérisé par la connaissance de sa durée τ et de son intensité Fmax

comme illustré à la Figure 5.2.

aLes chocs pyrotechniques de champ intermédiaire correspondent à des chocs pour lesquels la distance entre

la charge pyrotechnique et le capteur est supérieure à 15 cm [LAL99a, ERI99].
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Fig. 5.1 – Influence du profil d’impact utilisé sur le calcul du SRC

Fig. 5.2 – Définition du CME

Le problème de la recherche d’un CME est ainsi clairement posé : il s’agit d’identifier

pour chaque configuration du dispositif de test pyrotechnique (longueur du cordeau détonant,

nombre de plaques,. . . ) l’intensité Fmax et la durée τ conduisant à un champ d’accélérations

équivalent à celui relevé expérimentalement. Les comparaisons entre les champs d’accélérations

mesurés et simulés sont classiquement menées à partir du SRC qui est l’outil mathématique le

plus largement répandu pour caractériser l’environnement vibratoire d’un choc [LAL99a].

Les paramètres Fmax et τ sont déduits à partir d’un processus d’optimisation qui minimise

au sens des moindres carrés la fonction erreur ǫ suivante :
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ǫ(Fmax, τ) =
∑

f

NSRC∑

j=1

∣
∣
∣SRCExp

j − SRCNum
j (FMax, τ)

∣
∣
∣

2

(5.1)

Dans cette expression SRCExp
j et SRCNum

j représentent le Spectres de Réponse au Choc

associés respectivement au champ d’accélérations mesuré et simulé au nœud j, NSRC est le

nombre de points de mesures sur le dispositif de test pyrotechnique et f la fréquence.

Une telle procédure d’identification peut rapidement devenir laborieuse et conduire à

des temps de calcul prohibitifs. En effet, à chaque itération du processus d’optimisation, il

est nécessaire d’évaluer le champ d’accélérations à partir du modèle éléments finis. Afin de

simplifier ce problème d’optimisation, nous avons discrétisé la durée du choc τ avec un pas

de discrétisation fixé à 20 µs et nous avons considéré des durées s’étalant de 20 à 200 µsb.

Le choix d’un pas de discrétisation de 20 µs se justifie simplement par le fait que l’ensemble

des enregistrements temporels relevés lors de nos campagnes de tests pyrotechniques ont été

systématiquement numérisés avec un pas d’échantillonnage hs de 10 µs et qu’au minimum

trois points sont nécessaires pour définir entièrement un triangle.

Pour chacune des valeurs de la durée τ , un SRC de référence a été calculé à partir des

champs d’accélérations simulés par le modèle éléments finis pour un choc mécanique d’amplitude

unitaire agissant perpendiculairement à la plaque. Ensuite, pour chaque valeur de τ , l’intensité

Fmax du choc a été ajustée de telle manière à reproduire, sur base de la comparaison entre SRC

les niveaux d’accélérations mesurés sur le dispositif expérimental. Compte tenu de la linéarité

du système, la fonction erreur ǫτ (Fmax) définie dans ce but est donnée par :

ǫτ (Fmax) =
10 kHz∑

f=1 kHz

NSRC∑

j=1

∣
∣
∣SRSExp

j − Fmax SRCref
j

∣
∣
∣

2

(5.2)

Dans cette expression, le SRC de référence est dénoté par SRCref
j . Ce problème d’optimisa-

tion a été résolu par une méthode aux moindres carrés implémentée sous Matlab à l’aide de la

routine fminsearch du toolbox Optimization.

Étant donné qu’à basse fréquence les réponses vibratoires issues de chocs pyrotechniques

sont généralement perturbées par des problèmes de dérive de zéro, la procédure d’identification

n’a été appliquée qu’à partir de 1 kHz.

Finalement, les caractéristiques du CME correspondent au couple de paramètres (Fmax, τ)

pour lequel la fonction erreur ǫτ (Fmax) est minimale.

bCes valeurs correspondent à l’ordre de grandeur que nous avons estimé à partir de la méthode d’identification

s’appuyant sur l’analyse en ondelettes (section 6.6.3 du chapitre 6).
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Cette procédure d’optimisation a été appliquée à la recherche de chocs mécaniques

équivalents permettant de reproduire pour différentes configurations du dispositif de test pyro-

technique et pour différents niveaux d’excitation les Spectres de Réponse au Choc produits par

un choc pyrotechnique. Les données expérimentales exploitées à cet effet sont celles que nous

avons présentées à la section 3.2 du chapitre 3.

5.2 Identification du CME unidimensionnel

Le dispositif expérimental est une plaque carrée en acier suspendue verticalement à une

structure tubulaire à l’aide d’élingues en acier. Le choc pyrotechnique est appliqué au centre

de la plaque. L’ensemble des essais réalisés ont été répartis en deux séries de mesures : dans la

première, les réponses vibratoires sont mesurées uniquement dans la direction perpendiculaire

à la plaque, tandis que dans la seconde quelques réponses sont aussi relevées dans le plan à

l’aide de cubes sur lesquels sont vissés les accéléromètres. La disposition des accéléromètres

piézoélectriques est montrée aux Figures 3.11 et 3.12 respectivement pour les essais des séries

1 et 2. Nous avons exploité pour chaque série de mesures des longueurs du cordeau détonant

variant de 0c à 50 cm. L’ensemble des enregistrements temporels ont été échantillonnés à 100

kHz sur une durée de 0.0819 s (8192 échantillons) et ont été filtrés par un filtre anti-aliasing

de fréquence de coupure de 10 kHz.

Dans un premier temps, nous avons exploité exclusivement les données expérimentales de

la série 1 pour identifier les caractéristiques du CME car, tel que nous l’avons défini, le CME

n’agit que perpendiculairement à la plaque.

Nous avons utilisé dans nos simulations numériques la méthode d’intégration par super-

position modale pour évaluer les champs d’accélérations. Les effets dissipatifs ont été pris

en compte dans notre modèle éléments finis en attribuant à chaque mode propre un degré

d’amortissement constant ξ de 0.15 % qui est la valeur moyenne mesurée dans la bande de

fréquences [0 – 1 kHz]. Le modèle éléments finis utilisé pour décrire le comportement vibratoire

de la plaque est le modèle bidimensionneld que nous avons décrit au chapitre 4.

Le Tableau 5.1 résume les caractéristiques du CME de référence pour les différents niveaux

d’excitation considérés et donne les valeurs des indicateurs statistiques globaux µG, σG et

S−1.5dB, calculés sur bases des données fréquentielles comprises entre 1 kHz et 10 kHze. Ces

résultats montrent que, quelle que soit la longueur du cordeau détonant, le CME identifié

cRappelons qu’une longueur de cordon de 0 cm correspond au détonateur seul qui contient environ 1 g

d’explosif (de la pentrite) pour déclencher l’explosion.
dLe modèle bidimensionnel utilise des éléments de type « coque » (éléments Shell63 dans Ansys).
eEn dessous de 1 kHz, les comparaisons entre expérience et simulation sont délicates étant donné que le SRC

expérimental est « pollué » à basse fréquence par une dérive de zéro.
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permet de reproduire avec une précision suffisante dans la gamme fréquentielle [1 kHz – 10

kHz] les niveaux vibratoires générés par un choc pyrotechnique. En effet, les écarts moyens

calculés entre les SRC expérimentaux et simulés sont largement inférieurs à la tolérance de 3

dB que nous nous sommes imposés.

Tab. 5.1 – Caractéristiques du CME unidimensionnel de référence

Longueur Fmax (N) τ (µs) Fmax ∗ τ (Ns) µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

0 83518 60 5.01 0.82 0.64 16

4 cm 129830 60 7.79 0.76 0.57 13

10 cm 203980 60 12.24 0.88 0.68 18

20 cm 199260 80 15.94 0.84 0.67 15

30 cm 191210 100 19.12 1.27 1.83 22

50 cm 240870 100 24.09 1.42 1.16 28

La Figure 5.3 montre l’évolution du produit Fmax ∗ τ en fonction de la longueur du cordeau

détonant. Il apparâıt que l’énergie injectée par le CME dans le système est correctement

corrélée avec la quantité de charge explosive.
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Fig. 5.3 – Évolution du produit Fmax ∗ τ en fonction de la longueur du cordeau détonant

Les indicateurs statistiques « locaux » calculés aux sept nœuds de mesure sont repris au

Tableau 5.2 pour deux longueurs du cordeau détonant (0 et 20 cm).

Les Figures 5.4 et 5.5 montrent respectivement pour une longueur du cordeau détonant de

0 et 20 cm quelques exemples de comparaison entre SRC mesurés et simulés. Malgré que nous
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Tab. 5.2 – Correspondance entre SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs sta-

tistiques « locaux »

0 cm 20 cm

µ(∆i) σ(∆i) δ+
i (%) δ−i (%) µ(∆i) σ(∆i) δ+

i (%) δ−i (%)

Nœud 1 1.31 0.75 36 5 0.97 0.61 21 0

Nœud 14 0.68 0.42 7 3 0.77 0.44 7 5

Nœud 11 0.71 0.40 6 2 0.57 0.36 0 0

Nœud 6 0.75 0.40 0 6 0.70 0.37 0 7

Nœud 15 0.71 0.46 11 0 0.83 0.46 12 4

Nœud 12 0.70 0.51 6 7 0.67 0.44 7 4

Nœud 5 0.95 0.54 3 20 1.25 0.69 0 38

ayons corrigé de manière systématique la dérive de zéro sur l’ensemble des signaux temporels,

une surestimation des niveaux vibratoires expérimentaux subsiste en dessous de 1 kHz.

Bien que le SRC soit l’outil numérique le plus fréquemment utilisé pour quantifier un envi-

ronnement vibratoire issu d’un choc, la comparaison entre SRC expérimentaux et simulés n’est

pas un critère suffisant pour valider notre modèle du CME. Comme nous l’avons mentionné

dans le chapitre 2, le SRC est une transformation non-bijective : à un signal temporel donné

est associé un unique SRC et à un SRC donné sont associés une infinité de signaux temporels.

De par cette propriété du SRC, il faut s’assurer que le modèle permet également de reproduire

les champs d’accélérations mesurés. Les Figures 5.6 et 5.7 comparent en quelques nœuds les

champs d’accélérations relevés expérimentalement avec ceux calculés, respectivement pour des

longueurs du cordeau détonant de 0 et 20 cm. La valeur efficace du champ d’accélérations est

relativement bien reproduite dans chaque bande de 1/3 octave.
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Fig. 5.4 – Comparaison entre SRC expérimentaux et simulés pour une longueur du cordeau

détonant égale à 0 cm
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Fig. 5.5 – Comparaison entre SRC expérimentaux et simulés pour une longueur du cordeau

détonant égale à 20 cm
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Fig. 5.6 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés pour une

longueur du cordeau détonant de 0 cm
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Fig. 5.7 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés pour une

longueur du cordeau détonant de 20 cm
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5.3 Simulation des niveaux vibratoires dans le plan de

la plaque

Ce paragraphe a pour objectif d’analyser, à partir des données expérimentales de la série

2, l’influence du CME identifié à la section 5.2 sur les niveaux vibratoires dans le plan de

la plaque. De par la nature tridimensionnelle du problème, nous avons utilisé pour nos si-

mulations numériques le modèle volumiquef de la plaque qui a été décrit et validé au chapitre 4.

La Figure 5.8 compare, pour deux longueurs de cordeau détonant (0 et 4 cm), les niveaux

vibratoires simulés à ceux relevés expérimentalement au nœud 11 dans la direction perpendi-

culaire à la plaque. Les écarts moyens entre les SRC mesurés et calculés sont du même ordre

de grandeur que ceux obtenus en considérant les enregistrements temporels de la série 1.
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Fig. 5.8 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés dans la direction perpendicu-

laire à la plaque – Nœud 11 – Longueur du cordeau détonant de 0 cm

Les Figures 5.9 et 5.10 comparent les niveaux d’accélérations mesurés et simulés dans le

plan de la plaque au nœud 10 respectivement pour des longueurs du cordeau détonant de 0 et

4 cm. Comme on peut le constater, le choc mécanique unidimensionnel n’injecte pas une énergie

suffisante dans le plan de la plaque et ne parvient en conséquence pas à reproduire les niveaux

d’accélérations dans ces directions. Étant donné qu’on ne peut pas artificiellement augmenter

l’intensité du CME sans dégrader la qualité des résultats dans la direction perpendiculaire, il

s’avère nécessaire d’étendre la définition du CME dans les trois directions orthogonales. Ce

problème sera traité à la section 5.4.

fLe modèle tridimensionnel utilise des éléments de type « brique » (éléments SOLID73 dans ANSYS).
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Fig. 5.9 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés dans le plan de la plaque –

Nœud 10 – Longueur du cordeau détonant de 0 cm
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Fig. 5.10 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés dans le plan de la plaque –

Nœud 10 – Longueur du cordeau détonant de 4 cm
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5.4 Choc Mécanique Équivalent tridimensionnel

5.4.1 Définition du Choc Mécanique Équivalent tridimensionnel

Les résultats présentés à la section 5.3 ont montré que le CME ne permet pas de reproduire

les niveaux vibratoires dans le plan de la plaque : les écarts entre les SRC expérimentaux

et simulés sont de l’ordre de 10 dB. Cela peut se justifier par le fait que le CME, tel que

nous l’avons défini, sollicite uniquement la structure perpendiculairement, et par conséquent

n’injecte aucune énergie dans les deux autres directions. Une manière simple de pallier ce

problème est de remplacer l’excitation réelle par une excitation équivalente définie par trois

chocs mécaniques agissant simultanément dans les trois directions. Le profil utilisé pour chacun

des trois chocs mécaniques est identique à celui retenu pour le CME unidimensionnel, à savoir

un profil symétrique triangulaire.

Le problème de l’identification revient donc à rechercher pour chacun des trois chocs

mécaniques la durée et l’intensité qui permettent de faire correspondre les Spectres Réponse au

Choc à leur pendant numériques. Le nombre de paramètres à identifier est a priori de 6 : trois

durées et trois intensités. Cependant, on peut raisonnablement admettre que la durée d’un

choc pyrotechnique est identique dans les trois directions. Dès lors, nous avons choisi d’imposer

une durée constante pour les trois chocs mécaniques et nous avons pris une valeur de 80 µs,

ce qui correspond à la valeur moyenne des durées identifiées à partir du CME unidimensionnel

(Tableau 5.1).

Le problème de la recherche d’un CME tridimensionnel est ainsi clairement posé : il s’agit

d’identifier pour chaque configuration du dispositif de test pyrotechnique les intensités F x
max,

F y
max et F z

max conduisant à un champ d’accélérations équivalent à celui relevé expérimentalement

dans les trois directions orthogonales. Ces trois intensités peuvent être déduites à partir d’une

méthode d’optimisation aux moindres carrés qui minimise la fonction erreur ǫ suivante :

ǫ =
∑

f

NSRC∑

j=1

∣
∣
∣SRCExp

j − SRCNum
j (F x

max, F
y
max, F

z
max)

∣
∣
∣

2

(5.3)

Dans cette expression SRCExp
j et SRCNum

j représentent les Spectres de Réponse au Choc

associés respectivement au champ d’accélérations mesuré et simulé au nœud j, NSRC est le

nombre de points de mesures sur le dispositif de test pyrotechnique et f la fréquence.

Nous pouvons simplifier cette procédure d’optimisation en exploitant les propriétés de

linéarité du système. Nous avons, dans un premier temps, à partir du modèle éléments finis

calculé trois champs d’accélérations de référence correspondant chacun à un choc mécanique

d’amplitude unitaire agissant dans une des trois directions :
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y , a
F ref

y
z )
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z
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z
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z

z )

L’action combinée des 3 chocs mécaniques (Fx, Fy, Fz) conduit au champ d’accélérations ~a

suivant :

~a =
[

Fx a
F ref

x
x + Fy a

F ref
y

x + Fz a
F ref

z
x

]

~ux

+
[

Fx a
F ref

x
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z
y

]

~uy

+
[

Fx a
F ref

x
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F ref
y

z + Fz a
F ref

z
z

]

~uz

Les intensités Fx, Fy et Fz ont ensuite été ajustées, à l’aide de la routine fminsearch de

Matlab, de telle manière à assurer la meilleure correspondance entre les SRC expérimentaux

et simulés. L’intérêt de cette démarche est bien évidemment qu’elle ne nécessite que trois

évaluations du champ d’accélérations par le modèle éléments finis.

Comme pour le CME unidimensionnel, la procédure d’identification n’a été appliquée qu’à

partir de 1 kHz afin de s’affranchir des problèmes de dérive de zéro qui affectent les données

expérimentales à basse fréquence.

5.4.2 Identification du Choc Mécanique Équivalent tridimensionnel

La méthode d’identification du CME tridimensionnel a été appliquée à partir des enregis-

trements temporels mesurés lors des essais de la série 2.

Le Tableau 5.3 résume les caractéristiques du CME tridimensionnel pour les différents

niveaux d’excitation considérés et donne les valeurs des indicateurs statistiques globaux µG,

σG et S−1.5 dB. Les écarts moyens observés sont légèrement plus élevés que ceux obtenus pour

le CME unidimensionnel (Tableau 5.1) mais restent néanmoins inférieurs à la tolérance de 3

dB que nous nous sommes imposée sauf pour des longueurs du cordeau détonant de 30 et 50

cm. L’intensité du choc dans les directions transversales est largement supérieure à celle du

choc agissant perpendiculairement à la plaque. Cette observation est incontestablement en

contradiction avec la réalité physique.

Par ailleurs, pour des longueurs du cordeau détonant supérieures à 4 cm, les intensités Fy

et Fz des forces appliquées dans les directions transversales ne sont pas du même ordre de
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grandeur. De par la symétrie du problème (plaque carrée et excitation ponctuelle au centre de

la plaque), on s’attendrait intuitivement à retrouver cette symétrie dans les caractéristiques du

CME tridimensionnel. Cette rupture de symétrie peu s’expliquer, d’une part, par l’orientation

du détonateur sur la plaque, et d’autre part, par la disposition du cordeau détonant autour du

détonateur (cf. section 3.1.2 du chapitre 3).

Bien que le CME tridimensionnel reproduit de manière « satisfaisante » les niveaux

vibratoires dans les trois directions orthogonales de la plaque, il n’est pas aisé cependant de

donner une interprétation physique réaliste de ses caractéristiques.

Tab. 5.3 – Caractéristiques du CME tridimensionnel

Longueur Fx Fy Fz µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

0 cm 24640 169200 141270 2.50 1.60 29

4 cm 39972 214640 244210 2.74 1.80 40

10 cm 78301 492800 66802 2.81 1.46 48

20 cm 109510 445170 -272140 2.86 1.19 49

30 cm 158240 453380 -331820 3.19 0.82 44

50 cm 185620 477470 -408480 3.49 0.64 54

Les indicateurs statistiques « locaux » calculés aux sept nœuds de mesure sont repris au

Tableau 5.4 pour deux longueurs du cordeau détonant (0 et 30 cm).

Tab. 5.4 – Correspondance entre SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs sta-

tistiques « locaux »

0 cm 30 cm

µ(∆i) σ(∆i) δ+
i (%) δ−i (%) µ(∆i) σ(∆i) δ+

i (%) δ−i (%)

Nœud 1 2.25 1.08 24 45 2.46 1.82 19 35

Nœud 14 4.28 3.50 11 54 4.74 3.48 14 59

Nœud 11 1.72 0.94 27 23 1.45 0.88 23 21

Nœud 6 2.22 1.25 24 36 3.02 1.83 13 57

Nœud 15 2.03 1.21 18 43 4.29 2.66 6 69

Nœud 12 2.15 2.01 23 41 2.49 2.01 18 57

Nœud 5 2.85 2.45 32 46 3.88 3.24 25 64
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La Figure 5.11 compare, pour deux longueurs de cordeau détonant (0 et 30 cm), les

niveaux vibratoires simulés à ceux relevés expérimentalement au nœud 11 dans la direction

perpendiculaire à la plaque. Les écarts moyens entre les SRC mesurés et calculés sont du

même ordre de grandeur que ceux obtenus en utilisant le CME unidimensionnel. L’introduction

d’un CME tridimensionnel ne dégrade donc pas la qualité des résultats dans la direction

perpendiculaire à la plaque.
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Fig. 5.11 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés dans la direction perpendi-

culaire à la plaque – Nœud 11– Longueur du cordeau détonant de 0 cm

Les Figures 5.12 et 5.13 montrent respectivement pour des longueurs du cordeau détonant

de 0 et 30 cm la correspondance entre les niveaux d’accélérations relevés dans le plan de la

plaque avec ceux simulés à partir du choc mécanique équivalent tridimensionnel identifié.

On constate que les écarts moyens ainsi que le pourcentage de dépassement de la bande

d’« admissibilité » sont légèrement supérieurs dans le plan à ceux observés dans la direction

normale à la plaque. Néanmoins, ces résultats restent tout à fait acceptables puisqu’ils sont

du même ordre de grandeur que les tolérances généralement imposées sur les spécifications

d’équipements électroniques.

L’évolution de l’intensité des forces injectées dans les trois directions orthogonales en

fonction de la longueur du cordeau détonant est montrée à la Figure 5.14. Intuitivement, on

s’attend à ce que l’intensité du choc augmente de manière régulière dans les trois directions

en fonction de la quantité de la charge explosive. Curieusement, les intensités du choc dans

le plan ne varient pas de manière uniforme avec le niveau de l’excitation, en particulier pour

le choc suivant la direction Z qui peut même changer de signe. En outre, il est tout à fait

irréaliste que l’intensité du choc dans le plan soit plus élevée que celle de la force agissant
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Fig. 5.12 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés dans le plan de la plaque –

Nœud 7 – Longueur du cordeau détonant de 0 cm
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Fig. 5.13 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés dans le plan de la plaque –

Nœud 7 – Longueur du cordeau détonant de 30 cm

perpendiculairement à la plaque.

Certes, le CME tridimensionnel identifié permet de reproduire, pour une longueur donnée du

cordeau détonant, les Spectres de Réponse au Choc expérimentaux mais la qualité des résultats

résulte plus d’un compromis mathématique que d’une représentation cohérente de l’excita-

tion pyrotechnique. Suivant ces résultats, l’intensité du choc pyrotechnique dans une direction

n’augmenterait pas forcément avec la quantité d’explosif, ce qui est évidemment contraire à la

physique des phénomènes impliqués ici.
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Fig. 5.14 – Évolution des intensités Fx, Fy et Fz en fonction de la longueur du cordeau détonant

Une des raisons qui pourrait expliquer le manque de sens physique des résultats de

l’identification du choc mécanique équivalent tridimensionnel réside dans la rupture de

symétrie qu’entrâıne une telle excitation. En effet, l’excitation introduite dans le plan de

la plaque est injectée en un seul nœud, tel que représenté à la Figure 5.15. Ce type d’ex-

citation rompt la symétrie de l’excitation puisque qu’elle n’agit que dans les sens Y et Z positifs.

Fig. 5.15 – Représentation du CME tridimensionnel non symétrique

Afin de remédier à cette situation, nous avons défini une excitation symétrique dans le plan

par deux forces égales et opposées appliquées en les nœuds voisins du centre de l’explosion, tel

que représenté à la Figure 5.16.

Nous avons appliqué la même procédure d’optimisation que précédemment pour identifier

les caractéristiques du CME tridimensionnel symétrique. Les intensités Fx, Fy et Fz des forces

appliquées dans les trois directions, ainsi que les indicateurs statistiques globaux de comparaison
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Fig. 5.16 – Représentation du CME tridimensionnel symétrique

sont détaillés dans le Tableau 5.5 pour les différentes longueurs du cordeau détonant.

Tab. 5.5 – Caractéristiques du CME tridimensionnel symétrique

Fx Fy Fz µG (dB) σG (dB) S−1.5dB (%)

0 cm 29021 255710 -356460 2.57 1.53 58

4 cm 39424 354270 -527850 2.85 1.70 62

10 cm 66802 441330 -682810 3.25 1.70 76

20 cm 95275 448450 -747970 3.95 1.77 74

30 cm 111700 460500 -687740 3.87 1.72 77

50 cm 186720 591360 -647760 4.45 2.01 78

Ces résultats sont du même ordre de grandeur que ceux établis par l’utilisation du CME

tridimensionnel non symétrique (Tableau 5.3) avec cependant quelques différences majeures :

• pour les longueurs du cordeau détonant supérieures à 4 cm, les écarts moyens µG sont

supérieurs à ceux obtenus avec le CME tridimensionnel non symétrique ;

• le pourcentage de dépassement S−1.5 dB de la bande d’« admissibilité » dépasse 75 %,

également pour des longueurs du cordeau détonant supérieures à 4 cm.

Sur base des indicateurs statistiques, on peut affirmer que le CME tridimensionnel

n’apporte pas d’amélioration par rapport au CME non symétrique. Au contraire, on observe

une dégradation des résultats pour des niveaux d’excitation plus élevés. De plus, l’introduc-

tion d’un CME tridimensionnel symétrique ne permet pas d’obtenir une évolution croissante

des intensités Fx, Fy et Fz avec la quantité de charge explosive, comme en atteste la Figure 5.17.

Comme pour le CME tridimensionnel non symétrique, la variation non monotone des inten-

sités des forces agissant dans le plan avec la longueur du cordeau détonant remet en cause le

sens physique des résultats. Cette observation combinée avec des écarts moyens µG plus impor-
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tants n’autorise pas à considérer le CME tridimensionnel symétrique comme une alternative à

la caractérisation de l’excitation générée par un choc pyrotechnique dans le plan.
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Fig. 5.17 – Évolution des intensités Fx, Fy et Fz en fonction de la longueur du cordeau explosif

5.5 Etude de l’influence des cubes utilisés pour mesurer

les accélérations dans le plan

Comme nous l’avons vu à la section 5.2, le CME unidimensionnel sous-estime d’environ 10

dB les niveaux vibratoires relevés expérimentalement dans le plan de la plaque. Cette faiblesse

du CME unidimensionnel peut s’expliquer, certes par un manque d’apport d’énergie dans les

directions transversales, mais également par la non prise en considération dans notre modèle

éléments finis du comportement dynamique des cubes.

En effet, les cubes peuvent introduire un bras de levier indésirable ayant pour effet

d’amplifier les signaux temporels. Cette amplification conduit ainsi à une surestimation des

niveaux vibratoires qui sont réellement perçus par les équipements électroniques. Dans le souci

de respecter le plus précisément possible les spécifications d’équipements, il est impératif de

pouvoir mâıtriser cet effet amplificateur introduit par les cubes.
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L’objectif de cette section est donc de quantifier expérimentalement et numériquement l’in-

fluence des cubes sur la mesure des accélérations dans le plan de la plaque.

5.5.1 Description des essais expérimentaux

Afin de mettre en évidence l’effet amplificateur des cubes sur l’évaluation des niveaux vi-

bratoires dans le plan de la plaque, nous avons effectué quelques tests sur le dispositif de

référence simple plaque. La Figure 5.18 reprend la discrétisation expérimentale du dispositif

pyrotechnique.

Fig. 5.18 – Discrétisation expérimentale du dispositif pyrotechnique

Les cubes de mesures utilisés pour notre campagne de tests pèsent 46.6 g et ont les

dimensions suivantes : 20 x 20 x 20 mm. Ils sont percés de part en part pour permettre leur

fixation sur la plaque d’essais par un écrou. Le trou débouchant, permettant de les fixer, est

de diamètre 11 mm (utilisation d’une vis M10) et deux taraudages sont effectués sur les faces

latérales pour visser les accéléromètres sur le cube (Figure 5.20).

Des cubes ont été vissés de part et d’autre de la plaque au niveau des nœuds 10 et 37.

Un taraudage a également été réalisé sur la tranche de la plaque au niveau du nœud 37 pour

permettre d’y visser un accéléromètre (Figure 5.21).

Les chocs mécaniques ont été effectués à l’aide d’un vérin pneumatique et d’un marteau

instrumenté. Les chocs au marteau ont été appliqués perpendiculairement à la plaque au

niveau des nœuds 1, 8 et 9. Pour les chocs au vérin, le dispositif d’impact a été fixé à proximité

du nœud 16. Pour chaque cas, les chocs ont été systématiquement réalisés deux fois afin de



. . . en utilisant une approche par Choc Mécanique Équivalent (CME) 81

Fig. 5.19 – Représentation schématique de la disposition des cubes – Nœud 37

Cube en
laiton

Dispositif de test
pyrotechnique

Accéléromètre

Fig. 5.20 – Montage des accéléromètres sur le cube

vérifier la reproductibilité des mesures.

Fig. 5.21 – Disposition des cubes sur la tranche de la plaque

Les Figures 5.22 et 5.23 illustrent respectivement pour des impacts au marteau et au vérin

pneumatique les Spectres de Réponses au Choc calculés à partir des champs d’accélérations
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relevés au niveau du nœud 37. Ces résultats mettent clairement en évidence l’effet amplifica-

teur des cubes : les niveaux asymptotiques des Spectres de Réponse au Choc correspondant

aux accélérations relevées sur les cubes sont approximativement 5 fois supérieurs à ceux

correspondant aux accélérations mesurées directement sur la tranche de la plaque. Les courbes

en pointillé représentent les Spectres de Réponse au Choc qui sont associés à l’évolution

temporelle moyenne des accélérations mesurées sur les deux cubes. Étant donné que les

cubes sont disposés de manière symétrique par rapport à la plaque, il est cohérent de re-

trouver des niveaux vibratoires moyens comparables à ceux mesurés directement sur la tranche.

Les Figures 5.24 et 5.25 présentent respectivement pour des impacts au marteau et au vérin

pneumatique les Spectres de Réponse au Choc calculés à partir des champs d’accélérations re-

levés au niveau du nœud 10. Contrairement aux mesures sur la tranche, les niveaux vibratoires

dans le plan ne sont pas directement accessibles. Nous estimerons donc l’ordre de grandeur

des niveaux vibratoires dans le plan à partir de la moyenne des accélérations mesurées sur

les cubes. Les résultats expérimentaux obtenus conduisent aux mêmes conclusions que celles

déduites à partir des mesures relevées sur la tranche : le bras de levier introduit par les cubes

a pour effet de surestimer significativement les niveaux dans le plan de la plaque.

En conclusion, l’analyse de ces résultats expérimentaux montre clairement que la mesure

des vibrations dans le plan reste très problématique. L’interprétation des mesures réalisées à

l’aide de cubes doit se faire avec énormément de prudence car les effets qu’ils induisent sur les

mesures sont loin d’être négligeables.
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Fig. 5.22 – Comparaison des SRC – nœud 37 – Réponse suivant l’axe Y – Impact au marteau
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Fig. 5.23 – Comparaison des SRC – nœud 37 – Réponse suivant l’axe Y – Impact au vérin

pneumatique
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Fig. 5.24 – Comparaison des SRC – nœud 10 – Réponse suivant l’axe Y – Impact au marteau

5.5.2 Modélisation des cubes

Nous avons utilisé les éléments CERIG pour modéliser le comportement dynamique des

cubes. Ces éléments permettent de définir dans Ansys des zones rigides (ligne, surface ou

volume) en ajoutant des équations de contrainte aux nœuds définissant la région.

Nous avons représenté les cubes par une pyramide indéformable ayant des propriétés

géométriques équivalentes à celles du cube : la base de la pyramide correspond à la surface de

pose du cube sur la plaque et la hauteur de la pyramide correspond à celle du cube (Figure 5.26).

Les masses du cube et des accéléromètres sont simplement décrites par une masse structu-
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(a) Choc vérin (2 bars)

10
2

10
3

10
4

10
5

10
0

10
1

10
2

10
3

10
4

10
5

Fréquence [Hz]

A
cc

él
ér

at
io

n 
[g

]

Cube 1 − Z − Essai 1
Cube 1 − Z − Essai 2
Cube 2 − Z − Essai 1
Cube 2 − Z − Essai 2
Acc moy. − Z − Essai 1
Acc moy. − Z − Essai 2
Noeud 10 − ⊥  plaque − Essai 1
Noeud 10 − ⊥  plaque − Essai 2
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Fig. 5.25 – Comparaison des SRC – nœud 10 – Réponse suivant l’axe Y – Impact au vérin

pneumatique

relle (élément MASS21 dans Ansys) localisée au sommet de la pyramide.

Fig. 5.26 – Modélisation du cube par un solide indéformable de forme pyramidale

5.5.3 Résultats numériques

5.5.3.1 Impacts au marteau

Nous avons exploité le modèle de cube pour simuler les accélérations que nous avons

relevées expérimentalement sur les cubes à partir d’impacts effectués au marteau instrumenté

(cf. section 5.5.1). Les résultats numériques obtenus semblent montrer que le modèle permet

de reproduire l’effet d’amplification induit par le bras de levier du cube (Figure 5.27). Les
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écarts moyens entre les SRC expérimentaux et simulés sont approximativement de 2 dB.
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Fig. 5.27 – Comparasion entre SRC expérimentaux et simulés – Impact au marteau au nœud

1 – Réponse suivant l’axe Z

5.5.3.2 Chocs pyrotechniques

La Figure 5.28 compare pour un choc pyrotechnique sans cordeau détonant (0 cm) les

Spectres de Réponse au Choc expérimentaux, calculés à partir des champs d’accélérations

mesurés au nœud 10, avec ceux simulées à partir du CME unidimensionnel identifié à la

section 5.2 (Tableau 5.1). Les écarts moyens observés pour les directions transversales entre

les SRC expérimentaux et simulés sont inférieurs à la tolérance de 3 dB.

En conclusion, si on prend en compte dans les simulations numériques l’effet amplificateur

du cube, le modèle du CME unidimensionnel permet de reproduire les niveaux vibratoires

mesurés dans les trois directions orthogonales avec une précision équivalente aux tolérances

traditionnellement définies pour les spécifications d’équipements spatiaux.
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5.6 Application du CME à d’autres configurations du

dispositif de test pyrotechnique

Ce paragraphe a pour objet d’appliquer la méthode du CME à des configurations plus

complexes du dispositif de test pyrotechnique. Nous avons analysé en détail trois autres confi-

gurations du dispositif de test.

• Configuration 1 : Plaque carrée en acier, de dimensions 1 m x 1 m x 0.015 m, suspendue

verticalement à une structure tubulaire à l’aide d’élingues en acier. Un bloc d’aluminium

(≈ 15 kg) simulant un équipement électronique est vissé sur la plaque (Figure 5.29(a)).

• Configuration 2 : Dispositif double plaque composé d’une plaque de base en acier, de

dimensions 1 m x 1 m x 0.015 m, d’une plaque support rectangulaire en aluminium de

dimensions 0.8 m x 0.6 m x 0.006 m (Figure 5.29(b)). Les deux plaques sont reliées entre

elles au moyen de huit tiges filetées assurant une distance constante, égale à 50 mm, entre

les deux plaques.

• Configuration 3 : Même disposition que celle de la configuration 2 mais avec l’ajout

d’un bloc en aluminium (≈ 4 kg) au centre de la plaque en aluminium (Figure 5.29(c)).

Maquette de
l'équipement

Plaque de base
en acier

Structure
tubulaire

(a) Configuration 1

Tiges
filetées

Plaque support
en aluminium

Plaque de
base en acier

(b) Configuration 2

Tiges
filetées

Plaque support
en aluminium

Plaque de
base en acier

Maquette de
l'équipement

(c) Configuration 3

Fig. 5.29 – Les différentes configurations envisagées du dispositif de test pyrotechnique
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Pour chacune de ces trois configurations du dispositif de test, nous avons développé un

modèle éléments finis que nous avons validé et recalé à partir de l’identification des ca-

ractéristiques modales dans la gamme fréquentielle [0 – 1 kHz]. Les plaques ont été modélisées

par des éléments parallélépipédiques à faces carrées définis par huit nœuds avec trois degrés

de liberté par nœud (trois translations). Les tiges filetées ont été, quant à elles, décrites à

l’aide d’éléments « poutres » pour lesquels nous avons défini des propriétés géométriques

équivalentes. Les modèles éléments finis associés aux configurations 2 et 3, ainsi que leur

validation dans le domaine modal, sont présentés en détail dans l’annexe B.

Pour les trois configurations envisagées, la charge explosive a été fixée au centre de la

plaque en acier et un seul niveau d’excitation a été appliqué (détonateur seul). Le Tableau 5.6

résume les caractéristiques du CME identifié pour les trois configurations du dispositif de test

et donne les valeurs des indicateurs statistiques globaux µG, σG et S−1.5 dB. Bien que l’intensité

Fmax du CME varie d’une configuration à l’autre, le produit Fmax ∗ τ , qui représente l’impulsion

du CME, reste comparable. Par ailleurs, la durée du CME est de l’ordre de 80 µs quelle

que soit la configuration. Les caractéristiques du CME sont cohérentes avec celles identifiées

à la section 5.2 (Tableau 5.1) à partir des essais pyrotechniques effectués sur le dispositif

simple plaque : pour une longueur de cordeau détonant de 0 cm, l’intensité Fmax du CME

de référence est de 83518 N et la durée τ de 60 µs, ce qui conduit à un produit Fmax∗τ de 5.01 Ns.

Pour les configurations double plaque du dispositif de test (configurations 1 et 2), les écarts

moyens entre les SRC expérimentaux et simulés sont légèrement supérieurs à la tolérance

de 3 dB. Comme l’illustre les Figures 5.30 et 5.31, le modèle éprouve quelques difficultés à

reproduire correctement les champs d’accélérations relevés sur la plaque support en aluminium ;

les niveaux vibratoires sur la plaque de base en acier sont quant à eux relativement bien

reproduits. Cette observation s’explique vraisemblablement par une modélisation incorrecte

de la transmission des ondes vibratoires de la plaque de base en acier à la plaque support en

aluminium. L’utilisation d’éléments de type « poutre » n’est manifestement pas la façon la plus

appropriée pour décrire le comportement vibratoire des tiges filetées. Nous n’avons toutefois

pas investigué davantage ce problème dans le cadre de cette thèse.

Si on applique le CME de référence aux trois configurations du dispositif de test pyro-

technique, on obtient des résultats semblables comme en attestent les valeurs des indicateurs

statistiques globaux µG, σG et S−1.5 dB renseignées au Tableau 5.7. Malgré que pour les confi-

gurations double plaque du dispositif de test, les écarts moyens entre les SRC expérimentaux

et simulés soient légèrement supérieurs à la limite de 3 dB que nous nous sommes imposée, les

résultats obtenus restent tout à fait acceptables et montrent que la caractérisation d’un choc

pyrotechnique par l’approche du CME n’est pas totalement dénuée de sens.
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Tab. 5.6 – Caractéristiques du CME identifiées à partir de configurations plus complexes du

dispositif de test pyrotechnique

Fmax (N) τ (µs) Fmax ∗ τ (Ns) µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

Configuration 1 58580 80 4.69 1.63 1.42 62

Configuration 2 89092 60 5.34 3.36 2.35 76

Configuration 3 65500 80 5.24 3.35 2.88 69

Tab. 5.7 – Application du CME de référence

µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

Configuration 1 2.74 2.19 66

Configuration 2 3.47 2.40 73

Configuration 3 4.09 3.07 78
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Fig. 5.30 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés – Configuration 2

5.7 Exploitation du modèle du CME

Comme nous l’avons vu à la section 5.2, le CME unidimensionnel permet de reproduire les

niveaux vibratoires générés par un choc pyrotechnique avec une précision qui est de l’ordre

des tolérances classiquement admises pour les spécifications d’équipements électroniques. De

plus ses caractéristiques (amplitude et durée) restent stables d’une configuration à l’autre du

dispositif de test pyrotechnique.
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Fig. 5.31 – Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés – Configuration 3

Notre modèle peut donc être exploité pour estimer l’influence sur le comportement

vibratoire du dispositif de test de paramètres opérationnels tels que la localisation du dispositif

pyrotechnique, les propriétés géométriques et physiques des plaques ou encore l’ajout de

masses localisées.

Les niveaux vibratoires varient significativement avec l’épaisseur et avec les propriétés

physiques de la plaque : une diminution d’approximativement 10 dB est obtenue lorsqu’on

réduit de moitié l’épaisseur de la plaque (Figure 5.32(a)) ou lorsqu’on remplace l’acier par de

l’aluminium (Figure 5.32(b)).

L’endroit où le choc pyrotechnique est appliqué sur la plaque influe faiblement sur le

comportement vibratoire de la structure (Figure 5.32(c)).

Comme illustré à la Figure 5.32(d), l’ajout de masse en des nœuds judicieusement choisis

permet d’atténuer l’influence de certains pics de résonance.

Notre modèle peut être une aide numérique précieuse pour la recherche des paramètres

directeurs optimaux du dispositif de test conduisant à un environnement vibratoire équivalent

à celui imposé par les spécifications de l’équipement à tester.
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Fig. 5.32 – Influence sur le calcul du SRC de quelques paramètres opérationnels du dispositif

de test pyrotechnique
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5.8 Conclusions

Ce chapitre avait pour objet la simulation numérique des niveaux vibratoires générés par

un choc pyrotechnique en utilisant une approche par Choc Mécanique Équivalent (CME).

Le principe du CME consiste à remplacer la source d’excitation pyrotechnique par un

impact mécanique de profil imposé. Les caractéristiques d’amplitude et de durée de cet impact

mécanique sont ajustées par une méthode d’optimisation aux moindres carrés de telle manière

à reproduire un environnement vibratoire équivalent à celui mesuré lors de l’explosion. Les

équivalences entre les champs d’accélérations mesurés et simulés se font classiquement par la

comparaison des SRC.

Dans sa définition, le CME peut agir, soit uniquement dans la direction normale à la plaque

sur laquelle est fixé le dispositif pyrotechnique, soit simultanément dans les trois directions

orthogonales.

Nous avons montré que le CME unidimensionnel (sollicitation uniquement dans la direction

normale) permet de reproduire les niveaux vibratoires mesurés dans la direction correspondant

à celle de l’excitation avec une précision supérieure aux tolérances classiquement admises pour

les spécifications d’équipements. Par ailleurs, l’intensité du CME évolue de manière croissante

avec le niveau d’excitation, ce qui semble cohérent avec la réalité physique.

Le CME unidimensionnel semble cependant ne pas pouvoir reproduire les niveaux

d’accélérations dans les directions transversales ; les niveaux simulés dans le plan sont

systématiquement plus faibles d’environ 10 dB que ceux relevés expérimentalement. A

priori, ce manque apparent d’énergie dans le plan peut être facilement comblé en étendant

la définition du CME aux trois directions de l’espace. Nos résultats numériques montrent

clairement qu’étendre simplement la définition du CME aux trois directions orthogonales

de la plaque ne permet pas de représenter de manière cohérente les sources d’excitation

pyrotechniques. En effet, l’intensité du choc dans les directions transversales est largement

supérieure à celle du choc agissant dans la direction perpendiculaire, ce qui est évidemment

contradictoire avec la réalité physique du phénomène.

La sous-estimation des niveaux vibratoires dans les directions transversales peut également

s’expliquer par la non prise en compte dans le modèle éléments finis du « bras de levier »

induit par les cubes utilisés pour mesurer les champs d’accélérations dans le plan de la plaque.

Or, nous avons démontré expérimentalement que l’effet amplificateur des cubes est loin d’être

négligeable dans le cas d’un dispositif simple plaque.
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Dès lors, nous avons simulé cet effet « bras de levier » en modélisant simplement la

géométrie des cubes par une pyramide indéformable ayant des propriétés équivalentes. La

masse totale (cube et accéléromètres) est prise en compte par l’ajout d’une masse structurelle

localisée au sommet de la pyramide. L’introduction de la dynamique des cubes dans les

simulations numériques permet de reproduire avec une précision supérieure à la tolérance de

référence de 3 dB les niveaux vibratoires dans les trois directions orthogonales simultanément,

et ce avec uniquement l’utilisation du CME unidimensionnel.

Signalons au passage que dans le processus d’identification du CME tridimensionnel,

l’effet amplificateur des cubes n’a pas été introduit dans le modèle. On ne peut dès lors tirer

aucune interprétation physique sur les caractéristiques du CME tridimensionnel identifiées.

En principe, il aurait été fondamental de réaliser l’identification du CME tridimensionnel en

incluant dans le modèle la géométrie des cubes. Étant donné les bons résultats obtenus à partir

du CME unidmensionnel lorsqu’on inclut dans le modèle éléments finis l’effet « bras de levier »

des cubes, nous n’avons pas jugé utile, dans le cadre de ce travail, de procéder à l’identification

du CME tridimensionnel avec l’ajout du cube. Par ailleurs, on peut difficilement justifier

physiquement l’apparition de sollicitations transversales lors de l’explosion. L’ensemble de ces

constatations nous a conduit à abandonner définitivement l’approche du CME tridimensionnel.

Nous avons ensuite appliqué la méthode du CME à des configurations double plaque du

dispositif de test pyrotechnique. Pour toutes les configurations étudiées, les caractéristiques du

CME sont comparables à celle identifiées à partir du dispositif simple plaque. Cette stabilité

des caractéristiques du CME lorsqu’on passe d’une configuration à l’autre du dispositif pyro-

technique conforte notre méthodologie du CME pour décrire les effets d’un choc pyrotechnique.

Notre modèle peut être employé comme une aide numérique à la recherche des paramètres

directeurs optimaux du dispositif de test pyrotechnique conduisant à un environnement

vibratoire équivalent à celui imposé par les spécifications de l’équipement à tester.

Les différents résultats obtenus à partir de notre approche du CME sont encourageants et

montrent que cette méthode d’identification semble adaptée à décrire l’environnement vibratoire

généré par un choc pyrotechnique dans le cas de structures telles que celles utilisées par Thales

dans le cadre de leurs campagnes de validation d’équipements spatiaux. Notons cependant

que l’approche du CME a un caractère moins général que les méthodes inverses, telles que les

méthodes de déconvolution numérique qui seront présentées au chapitre 6, étant donné que le

profil de force est imposé dès le départ.
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Chapitre 6

Application de méthodes inverses pour

l’identification de chocs pyrotechniques
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6.6.3 Identification des forces d’excitation par la méthode de déconvolution
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6.1 Introduction

Les résultats encourageants du CME nous ont conduit à explorer des méthodes d’identifica-

tion plus sophistiquées reposant également sur l’hypothèse d’une force d’excitation ponctuelle
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et unidirectionnelle.

Après un aperçu des principales méthodes d’identification existant aussi bien dans le

domaine fréquentiel que dans le domaine temporel, nous exposerons les bases mathématiques

des deux méthodes de déconvolution que nous avons retenues pour identifier les forces

d’excitation d’origine pyrotechnique. La première s’applique dans le domaine fréquentiel et

repose sur la théorie des filtres de Wiener. La seconde s’applique dans le domaine temporel

et consiste à décomposer le signal en une somme pondérée d’ondelettes de type « demi-sinus »

et à établir la correspondance entre ses coefficients d’ondelettes discrets et ceux de la réponse

transitoire mesurée.

Ces deux méthodes d’identification ont été implémentées sous l’environnement Matlab

et ont été validées par leur application à un système de référence théorique, un système à

trois degrés de liberté, ainsi qu’à deux systèmes expérimentaux : l’un constitué d’une poutre

encastrée-libre, et l’autre, d’une plaque suspendue verticalement.

Finalement, ces deux méthodes ont été exploitées dans le cadre de l’identification de chocs

pyrotechniques.

6.2 Aperçu des méthodes d’identification dans les do-

maines temporel et fréquentiel

6.2.1 Méthodes inverses

Le problème d’identification des forces d’excitation correspond à la démarche inverse du

problème direct : on exploite des réponses mesurées sur une structure donnée pour tenter d’en

identifier les causes, c’est-à-dire, les forces d’excitation qui en sont à l’origine. Si les problèmes

directs sont généralement résolus de manière exacte ou approchée par des méthodes classiques,

les problèmes inverses, en raison de leur caractère mal conditionné, présentent nettement plus de

difficultés pour leur résolution. Ces problèmes sont en effet très sensibles aux erreurs de mesures

et de modélisation qui peuvent conduire à des forces identifiées fortement éloignées de la réalité.

La littérature scientifique propose une grande variété de procédures d’identification aussi

bien dans le domaine fréquentiel que dans le domaine temporel.

En 1979, Kinns [KIN79] a été le premier à proposer une méthode d’identification de

forces d’excitation. Cette méthode basée sur la résolution de systèmes d’équations linéaires

a été développée dans le domaine fréquentiel, et sera plus tard baptisée [HIL83] : méthode
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en coordonnées principales (MCP). Il l’a appliquée pour identifier, à partir d’accélérations

mesurées, les efforts aux paliers d’un turboalternateur marin à la fréquence correspondant à

la vitesse de rotation. La même méthode a été utilisée dans [GIA82] pour l’identification des

efforts sur le rotor d’un hélicoptère, toujours à une seule fréquence correspondant à la vitesse

de rotation.

La généralisation de la méthode à une bande de fréquences quelconque a été analysée

en 1983 dans [HIL83] à partir de systèmes théoriques simples et d’un système expérimental

constitué d’une aube de turbomachine dans une configuration similaire à une poutre en-

castrée-libre. A partir de cette période, on retrouve un nombre assez important de publications

faisant état d’applications de la méthode sur des systèmes aussi divers que les supports d’un

moteur thermique, des poutres ou plaques minces ou encore les appuis d’un compresseur d’un

dispositif de conditionnement d’air.

En complément à la méthode en coordonnées principales, s’est développée à partir de 1989,

toujours dans le domaine fréquentiel, une méthode similaire mais basée sur l’exploitation du

modèle modal de structures. Désignée par méthode en coordonnées modales (MCM), elle a

fait l’objet de plusieurs publications [SHI89, WAR93] où sont traités des systèmes théoriques

ou expérimentaux simples (poutres et plaques minces).

Les méthodes inverses développées jusqu’à présent sont variées et souvent développées

spécifiquement pour des applications particulières. Elles ne donnent cependant pas toujours

satisfaction dès qu’on envisage de les appliquer dans un contexte plus général.

Hadjit [HAD01] a recensé les principales méthodes de résolution du problème inverse

en dynamique des structures et a mis en évidence leurs limites d’applicabilité. Il a proposé

un ensemble d’améliorations réalistes validée à partir d’exemples théoriques artificiellement

bruités ou de systèmes expérimentaux. Selon lui, la méthode la plus efficace dans le domaine

fréquentiel s’avère être la méthode en coordonnées principales car c’est la méthode la plus

simple à mettre en oeuvre et elle ne se différencie pas de manière significative des autres

méthodes (méthode en coordonnées modales, méthode de sélection des valeurs singulières,

méthode d’optimisation, méthode GCV,. . . ). Dans le domaine temporel, la méthode re-

tenue par Hadjit [HAD01] pour l’identification des forces d’excitation est la méthode de

régularisation. La méthode de régularisation a été initialement proposée dans les années 80

pour la résolution du problème inverse de conduction thermique [TRU78, TRU96] et son

champ d’application a ensuite été généralisé pour l’adapter au problème inverse en dynamique.

La méthode en coordonnées principales et la méthode de régularisation restent néanmoins

sensibles aux erreurs de mesures qui peuvent provoquer des dérives importantes des forces

identifiées, en particulier pour la méthode de régularisation.
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Dans le cadre d’une convention FMPs - Thales [ALG03], la méthode en coordonnées

principales et la méthode de régularisation ont été exploitées pour caractériser les sources

d’origine pyrotechnique. Les résultats obtenus ont montré que la méthode de régularisation est

inadaptée car elle conduit à un signal temporel présentant une dérive relativement importante

qui empêche toute interprétation physique. La méthode en coordonnées principales ne présente

pas ce genre de dérive sans pour autant s’avérer être beaucoup plus fiable. En effet, si on

compare les Spectres de Réponse au Choc relatifs aux accélérations mesurées et celles calculées

à partir de la force identifiée, on obtient des écarts moyens largement supérieurs au seuil de 3

dB que nous nous étions pris pour définir la zone d’« admissibilité ».

Les travaux réalisés par M. Derumaux dans le cadre de sa thèse de doctorat [DER05],

portant sur la modélisation de liaisons soumises à des chocs pyrotechniques, semblent montrer

qu’une approche par déconvolution numérique permet de tirer des informations sur les

caractéristiques de l’excitation.

Une étude bibliographique des différentes méthodes de déconvolution exis-

tantes [NOU84, CHI04, DOY97, DER05, MAR95a], nous a montré que l’application des

filtres de Wiener est la méthode la plus largement répandue dans le domaine fréquentiel.

Dans le domaine temporel, Doyle [DOY97] et Martin [MAR95a, MAR95b] ont développé à

partir de l’étude de structures de type « charpente », une méthode de déconvolution basée

sur une décomposition en ondelettes des réponses mesurées. Leur méthode permet de pallier

certains inconvénients des méthodes fréquentielles de déconvolution, notamment en réduisant

les effets néfastes causés par la présence de bruit sur les signaux mesurés.

6.2.2 Excitation surfacique par profils de pression

Les investigations de Brossard et al. [BRO95] et de Dharaneepathy et al. [DHA95] sur les

effets des explosions aériennes sur des structures de type « coque », comme par exemple une

plaque de béton ou une tour de réfrigération, ont permis de dégager le profil de pression au

niveau du sol. Le contexte analysé dans leurs travaux est représenté à la Figure 6.1.

L’explosion est générée à une distance R du sol supposé relativement indéformable. La

détonation de l’explosif crée une onde de choc sphérique se déplaçant à vitesse supersonique.

Lorsque cette onde de choc incidente rencontre la surface du sol, elle est réfléchie et nâıt alors

une onde de choc qui se propage à la même vitesse. Au-delà d’un angle d’incidence de 40◦, les

ondes incidente et réfléchie interagissent pour créer une onde de Mach. Cette onde de Mach

se déplace aussi à vitesse supersonique et sa principale différence par rapport à une onde de
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Fig. 6.1 – Ondes de pression au niveau du sol – Schéma de la configuration

expérimentale [BRO95]

choc classique est qu’elle ne crée sur son passage qu’une faible variation des variables d’état

(vitesse, pression et température). A la surface du sol, trois zones peuvent se distinguer : la

zone Regular Reflection (RR), la zone Mach Reflection (MR) et la zone Incident Shock (IS).

Dans chacune de ces trois zones, les profils de pression ont été mesurés au niveau du sol au

moyen de jauges de contrainte [BRO95].

A partir des mesures effectuées, Brossard et al. [BRO95] ont élaboré un modèle semi-

analytique permettant de décrire le profil de pression au niveau du sol au moyen d’une fonc-

tion sinus-exponentielle. L’allure générale du profil de pression présente une phase positive qui

débute verticalement et décrôıt ensuite de manière exponentielle. La décroissance continue en

deçà de la pression atmosphérique p0 pour atteindre un minimum négatif, inférieur en valeur

absolue au maximum positif, elle crôıt ensuite pour s’annuler en fin de profil. Les paramètres

du modèle ont été estimés à partir d’expériences menées sur des modèles réduits et ils ont

été ensuite extrapolés pour un système réel à l’aide des formules de similitude d’Hopkinson-

Cranz [BRO95, DHA95, HRE02]. Ces lois de similitude établissent que deux explosions d’énergie

E1 et E2 sont dites équivalentes lorsque la densité d’énergie à l’intérieur des sphères de rayon

R1 et R2 sont identiques, c’est-à-dire si :

E1

R3
1

=
E2

R3
2

(6.1)

Contrairement aux méthodes inverses citées précédemment, le modèle proposé par Bros-

sard [BRO95] et de Dharaneepathy [DHA95] présente l’avantage de prendre en compte dans

leur simulation numérique la propagation de l’onde de pression à la surface de la structure.

Cependant, leur méthodologie n’est applicable que pour des paramètres de similitude λ compris
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entre 0.35 et 12a. Dans le cadre des campagnes de qualification d’équipement électriques

effectuées chez Thales Alenia Space ETCA, cette condition n’est jamais vérifiée étant donné

que le dispositif pyrotechnique est directement fixé sur la structure.

6.3 Méthodes d’identification par déconvolution

numérique

6.3.1 Définition du problème

La réponse x(t) d’un système mécanique linéaire à une sollicitation quelconque f(t) est

donnée dans le domaine temporel par le produit de convolution entre la réponse impulsionnelle

h(t) du système et la force d’excitation f(t) [CON05] :

x(t) = h(t) ⊗ f(t) =

∫ ∞

−∞
f(τ) h(t− τ) dτ (6.2)

Notre objectif est ici de résoudre le problème inverse : à partir de la réponse x(t) mesurée

expérimentalement et de la réponse impulsionnelle h(t) du système, déduite généralement

d’une approche aux éléments finis, d’identifier la force d’excitation f(t).

Comme nous avons déjà pu l’évoquer, la présence de bruit sur les signaux mesurés rend le

processus d’identification délicat. Si un bruit b(t) pollue la réponse dynamique de la structure

h(t) ⊗ f(t), la réponse x(t) relevée par le capteur sera donnée par :

x(t) = h(t) ⊗ f(t) + b(t) =

∫ ∞

−∞
f(τ) h(t− τ) dτ + b(t) (6.3)

Dans notre approche théorique, nous supposerons que le bruit b(t) entachant les mesures

expérimentales est un bruit blanc Gaussien et que tous les signaux traités sont des fonctions

de classe C∞ et de carré intégrable au sens de Lebesgue (∈ L2(R)) :

∫ ∞

−∞
|f(t)|2 dt Existe (6.4)

Par ailleurs, nous supposerons également que la force f(t) agit de manière unidirectionnelle

et en un seul nœud de la structure. Cette dernière hypothèse est certes critiquable dans le cadre

de l’identification de chocs pyrotechniques mais elle permet de simplifier considérablement le

problème d’identification.

aLe paramètre de similitude λ représente le rapport entre la distance radiale R du centre de l’explosion à la

mesure de pression et la racine cubique de l’énergie chimique contenue dans l’explosif.
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6.3.2 Méthode de Wiener

La méthode de Wiener consiste à construire un filtre numérique linéaire de réponse impul-

sionnelle g(t) permettant d’obtenir la meilleure estimation de la force d’excitation f(t), dénotée

f̃(t), à partir de la réponse temporelle mesurée x(t) :

f̃(t) = g(t) ⊗ x(t) =

∫ ∞

−∞
g(τ) x(t− τ) dτ (6.5)

Dans les années 1940, Robert Wiener, sous l’impulsion d’applications importantes de la

théorie des communications, initie la recherche sur la conception de tels filtres. Le filtre de

Wiener optimal g(t) minimisant la fonction erreur ǫ définie par [HAN05] :

ǫ =

∫ ∞

−∞
|f(t) − f̃(t)|2 dt, (6.6)

peut être trouvé en résolvant l’équation de Wiener-Hopf obtenue par une méthode des

moindres carrés [HAN05, CHI04, NOU84] :

∂ǫ

∂g(τ)
= 0 ⇔

∫ ∞

−∞
Rxx(t− τ) g(τ) dτ = Rxf(t) ∀ t (6.7)

Dans cette dernière équation, les fonctions Rxx(t) et Rxf(t) désignent respectivement la

fonction d’auto-corrélation de la réponse x(t) et la fonction de corrélation croisée entre la

réponse x(t) et l’excitation f(t).

Si on suppose que le bruit b(t) n’est pas corrélé à la force d’excitation f(t), l’équation (6.7)

peut alors se mettre dans le domaine fréquentiel sous la forme suivante :

(
|H(ω)|2 Sff (ω) + Sbb(ω)

)
G(ω) = H∗(ω)Sff(ω) ⇒ G(ω) =

H∗(ω)

(|H(ω)|2 + β(ω))
(6.8)

où Sff (ω) et Sbb(ω) représentent respectivement les densités spectrales de puissance de la

force f(t) et du bruit b(t), tandis que H(ω) et G(ω) sont respectivement les transformées de

Fourier de la réponse impulsionnelle h(t) du système mécanique et de la réponse impulsionnelle

g(t) du filtre de Wiener. La fonction β(ω) désigne, quant à elle, l’inverse du rapport signal sur

bruit Sff(ω)/Sbb(ω).

Le filtre de Wiener permet ainsi de déterminer le spectre de Fourier F (ω) de la force d’ex-

citation f(t) à partir du spectre de Fourier X(ω) de la réponse mesurée x(t) :

F (ω) = G(ω)X(ω) =
H∗(ω)X(ω)

(|H(ω)|2 + β(ω))
(6.9)

Finalement, la force d’excitation f(t) s’obtient dans le domaine temporel par une trans-

formée de Fourier inverse :

f(t) =

∫ ∞

−∞
F (ω) ejωt dω (6.10)
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De manière générale, si on dispose de n réponses, le spectre fréquentiel F (ω) de la force

d’excitation f(t) est obtenu par [DOY97] :

F (ω) =

∑n
i H

∗
i (ω)Xi(ω)

∑n
i H

2
i (ω) + R(ω)

(6.11)

où le paramètre R(ω), appelé aussi fonction de régularisation, est donné par :

R(ω) =

n∑

i

βi(ω) (6.12)

L’expression (6.11) peut encore se mettre sous la forme matricielle suivante :

{F(ω)} =
(
[H]H[H] + R[I]

)−1
[H]H {X(ω)} (6.13)

La complexité de la méthode de Wiener réside dans la détermination de la fonction β. En

effet, cette fonction β dépend des forces d’excitation f(t), or celles-ci constituent l’inconnue

du problème, et d’autre part, il dépend du type et du niveau de bruit entachant les réponses

mesurées.

Toutefois, dans l’hypothèse où le bruit b(t) n’est pas corrélé à l’excitation f(t), le paramètre

β peut être estimé par :

1

β
=

Sff

Sbb
=

Sxx − Sbb

H2

1

Sbb
(6.14)

où Sxx désigne la densité spectrale de puissance du signal mesuré x(t) et Sbb celle du bruit

b(t). Dans le cas d’un bruit blanc Gaussien, la densité spectrale de puissance Sbb est constante

sur l’ensemble de la gamme de fréquences et, si on travaille de fmin à fmax, est égale à :

Sbb =
σ2

fmax − fmin
, (6.15)

où σ représente la variance du signal temporel b(t) dans la gamme fréquentielle [fmin – fmax].

Dans le cas particulier où la fonction de régularisation R(ω) est égale à zéro sur toute la

gamme fréquentielle , la méthode de Wiener se ramène alors à la méthode en coordonnées

principalesb.

6.3.3 Méthode de déconvolution par décomposition en ondelettes

Plutôt que d’utiliser des fonctions harmoniques comme fonctions de base (approche utilisée

dans l’analyse de Fourier), l’analyse par ondelettes emploie pour décomposer le signal des

familles de fonctions qui sont locales, c’est-à-dire définies uniquement sur un intervalle temporel

bLa méthode en coordonnées principales est décrite en annexe A.
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fixé.

Ces fonctions sont décrites à partir d’une ondelette analysante φ(t) ayant une forme

caractéristique de leur famille (plusieurs profils sont possibles et portent le nom de leur

créateur : Haar, Daubechies, Meyer,. . . ) et dont la valeur moyenne est nulle.

On construit une famille d’ondelettes φa,b(t) au moyen de translations en temps (paramètre

b) et de dilatations ou de compressions en temps (selon que le paramètre a est supérieur ou

inférieur à l’unité) [SID98, DEH01] :

φa,b(t) =
1√
a
φ

(
t− b

a

)

(6.16)

Le paramètre a est appelé facteur d’échelle : l’ondelette est d’autant plus comprimée

que a est petit. Les ondelettes conduisent à une interprétation « temps-échelle » plutôt que

« temps-fréquence » (Figure 6.2). Echelle et fréquence varient d’ailleurs en sens inverse !

L’avantage des ondelettes par rapport à la transformée de Fourier est d’utiliser au sein d’un

même processus des intervalles temporels importants pour les phénomènes à basse fréquence

et des intervalles temporels courts pour les phénomènes haute fréquence (Figure 6.3).

Fig. 6.2 – Compromis entre résolution temporelle et résolution fréquentielle réalisée par les

ondelettes (Figure issue de [DEH01])

Les fonctions φa,b(t) sont généralement construites de telle manière à constituer une base

orthogonale de L2(R) [SID98] :

〈φa,b(t), φa′,b′(t)〉 =

∫ ∞

−∞
φa,b(t)φ

⋆
a′,b′(t) = δaa′ δbb′ (6.17)

où l’indice ⋆ désigne le conjugué.
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Fig. 6.3 – Illustration du principe de l’analyse en ondelettes (Figure issue de [DEH01])

La transformée en ondelettes d’une fonction f(t) est définie par [SID98] :

F (a, b) =

∫ +∞

−∞
f(t)φab(t) dt (6.18)

La transformée inverse est, quant à elle, définie par :

f(t) =

∫ +∞

0+

∫ +∞

−∞
F (a, b)φab(t) da db (6.19)

Les coefficients d’ondelettes F (a, b) seront importants lorsque la fréquence du signal f(t)

contenue dans l’intervalle de temps pris en compte par l’ondelette est de l’ordre de 1/a. Si

le signal est de basse fréquence vis-à-vis des oscillations de l’ondelette, ses coefficients seront

négligeables.

Sous sa forme discrétisée, la décomposition en ondelettes est donnée par :

f(t) =
∑

a

∑

b

F̃a,b φa,b(t) (6.20)

où F̃a,b représentent les coefficients d’ondelettes discrets de la fonction f(t).

Si on considère que la force d’excitation f(t) que l’on cherche à identifier peut être

représentée simplement par une somme finie pondérée de fonctions φb(t) translatées dans le

temps, l’équation (6.20) se réduit alors à [DOY97, DER05] :

f(t) =

M∑

b=0

F̃b φb(t) M < N (6.21)
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où N représente le nombre de points sur lequel sont échantillonnés les signaux temporels

et φb(t) l’ondelette analysante φ(t) retardée d’une quantité b ∗ h, h étant le pas de temps

de l’échantillonnage. Le nombre de termes M apparaissant dans l’équation (6.21) doit être

assez grand pour pouvoir recouvrir la durée de l’excitation f(t) mais doit être inférieur

au nombre d’échantillons N . Cette réduction a pour but de ne conserver que la partie du

signal temporel pour laquelle le rapport signal/bruit est prépondérant et ainsi d’améliorer le

processus d’identification en présence de bruit.

Pour tous les cas que nous avons traités dans le cadre de ce travailc, nous avons employé

une ondelette analysante φ(t) de type choc « demi-sinus » :

φ(t) =







1
2

(
1 − cos(2π

τ
t)
)

0 ≤ t ≤ τ

0 ailleurs
(6.22)

La durée τ de l’ondelette analysante φ(t)) doit être définie de telle manière à ce que son

contenu fréquentiel excède celui de la force d’excitation f(t) que l’on cherche à identifier.

Dans le contexte des chocs pyrotechniques, la détermination de la durée optimale τ est

problématique étant donné qu’on ne dispose a priori d’aucune information expérimentale sur

la durée de l’excitation f(t).

La substitution de l’expression (6.21) dans l’équation (6.2) permet d’exprimer la réponse

temporelle du système en fonction des coefficients d’ondelettes discrets de la force d’excitation

f(t) :

x̃(t) =
∑

b

F̃b

∫ ∞

0

h(t− τ)φb(τ) dτ =
∑

b

F̃b ψb(t) (6.23)

où les fonctions ψb(t) correspondent à la réponse vibratoire qu’aurait le système mécanique

s’il était sollicité par une force d’excitation correspondant à l’ondelette φb(t). Les fonctions

ψb(t) peuvent être déduites à partir d’une approche aux éléments finis.

Les coefficients F̃b minimisant l’écart ǫ entre la réponse mesurée x(t) et la réponse estimée

x̃(t), définie par [DOY97] :

ǫ = |x(t) −
∑

b

F̃b ψb(t)|2 , (6.24)

sont solutions du système d’équations suivantd :

[G̃] {F̃b} = {x̃} (6.25)

cSauf indication contraire dans le texte
dCe système d’équations est obtenu classiquement par une méthode des moindres carrés.



106 Application de méthodes inverses. . .

où,

[G̃]ij =
N∑

k=0

ψi(tk)ψj(tk) i, j = 1 . . .M (6.26)

{x̃}i =

N∑

k=0

ψi(tk) x(tk) i = 1 . . .M (6.27)

La matrice [G̃] est une matrice [M × M ] présentant les propriétés d’une matrice de

Toeplitze. La dimension de la matrice [G̃] doit être plus petite que le nombre d’échantillons N

de telle manière à réduire les effets néfastes du bruit entachant les signaux temporels lors du

processus d’identification.

Si on dispose de n réponses, les coefficients d’ondelettes F̃b de la fonction d’excitation f(t)

s’obtiennent par une relation similaire à l’équation (6.25) :

n∑

i

[G̃i] {F̃b} =

n∑

i

{x̃i} (6.28)

6.4 Application à un système théorique – le système à 3

degrés de liberté

6.4.1 Description du système

Le système de référence théorique que nous avons considéré est le système à trois degrés

de liberté (3DL) étudié dans le cadre des laboratoires du cours de Dynamique et vibrations

des systèmes mécaniques discrets[CON08]. Le système est schématisé à la Figure 6.4 et est

composé de trois masses m identiques, réunies entre elles par des ressorts de raideur linéaire k

et au bâti par des ressorts linéaires de raideur k′. Le mouvement est amorti par des dashpots

de constante c reliés également au bâti. Les paramètres de configuration utilisés pour décrire

le système sont les déplacements verticaux des trois masses m.

Les propriétés physiques et modales de ce système mécanique sont reprises respectivement

aux Tableaux 6.1 et 6.2.

La force d’excitation est imposée au niveau du degré de liberté 1 et l’identification a été

réalisée au départ des accélérations simulées des trois masses. Les réponses issues des simula-

tions numériques ont été polluées artificiellement par un bruit aléatoire de manière à représenter

eOn appelle matrice de Toeplitz une matrice dont les coefficients sur une diagonale descendant de gauche à

droite sont les mêmes. En d’autres mots, toute matrice Rn carrée d’ordre n ≥ 1 à coefficients réels telle que :

Rn(i, j) ne dépend que de |i − j| est une matrice de Toeplitz.
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Fig. 6.4 – Système de référence théorique à 3 degrés de liberté

Tab. 6.1 – Caractéristiques physiques du sytème à 3DL

m 1 kg

k 161000 N/m

k′ 76315 N/m

c 40 Ns/m

Tab. 6.2 – Caractéristiques modales du sytème à 3DL

Mode 1 Mode 2 Mode 3

Fréquences propres fk (Hz) 52 91 123

Degré d’amortissement réduit ξk (%) 6 3.5 2.5

des mesures expérimentales. Si xth(t) désigne une réponse théorique, la réponse bruitée corres-

pondante xb(t) est obtenue par :

xb(t) = xth(t) + τ (1 − 2σ) xth(t) (6.29)

où,

– τ désigne le taux de bruit maximum fixé arbitrairement à 20 %,

– σ est un nombre aléatoire compris entre 0 et 1.
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La force d’excitation utilisée est un choc « demi-sinus » :

f(t) =







Fmax

2

[
1 − cos

(
2π
τ
t
)]

0 ≤ t ≤ τ

0 ailleurs
(6.30)

d’amplitude Fmax de 30 N et de durée τ de 1 ms (Figure 6.5).
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Fig. 6.5 – Force d’excitation théorique imposée au système à 3DL au niveau du nœud 1

Les paramètres de simulation que nous avons employés pour nos simulations numériques

sont renseignés au Tableau 6.3.

Tab. 6.3 – Paramètres de simulation

Durée de la simulation T 1 s

Pas d’intégration h 0.05 ms

Nombre d’échantillons N = T/h 20000

Résolution fréquentielle ∆f = 1/T 1 Hz

6.4.2 Identification par la méthode de Wiener

La Figure 6.6(a) et la Figure 6.6(b) montrent les résultats obtenus par la méthode de

Wiener. La Figure 6.6(a) correspond au cas où les accélérations ne sont pas artificiellement

bruitées ; tandis que la Figure 6.6(b) correspond au cas où un bruit aléatoire a été superposé
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aux accélérations simulées.

Dans le cas non bruité, la méthode de Wiener synthétise fidèlement la force d’excitation

initiale. Dans le cas de figure où un signal vient polluer artificiellement la réponse temporelle,

l’amplitude du choc n’est pas parfaitement reproduite. Par ailleurs, on observe de faibles oscil-

lations après le choc.
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(a) Force identifiée par la méthode de Wiener -

Réponses non bruitées (τ = 0%)
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(b) Force identifiée par la méthode de Wiener -

Réponses bruitées (τ = 20%)

Fig. 6.6 – Résultats obtenus par la méthode de Wiener - Application au système à 3DL

6.4.3 Identification la méthode par décomposition en ondelettes

Les Figures 6.7(a) et 6.7(b) montrent les forces identifiées par la méthode de décomposition

en ondelettes respectivement dans les cas non bruités et bruités. La méthode de décomposition

en ondelettes conduit aux mêmes observations que celles obtenues à partir de la méthode de

Wiener. Dans le cas non bruité, la méthode fournit une identification parfaite ; mais lorsqu’on

applique artificiellement un bruit sur les réponses temporelles simulées, la force identifiée, dont

l’amplitude s’écarte de près de 20 % de l’amplitude initiale, est marquée par de nombreuses

oscillations.
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Fig. 6.7 – Résultats obtenus par la méthode de déconvolution par décomposition en ondelettes

- Application au système théorique à 3DL

6.5 Application à des systèmes de référence

expérimentaux

6.5.1 Poutre encastrée-libre

Le dispositif expérimental, représenté à la Figure 6.8, est composé d’une poutre en acier

dont une extrémité est libre et l’autre est encastrée dans le bâti.

Les propriétés géométriques ainsi que les propriétés du matériau sont renseignées au

Tableau 6.4.

Tab. 6.4 – Propriétés géométriques et physiques de la poutre

Longueur de la poutre L 0.8 m

Largeur de la section b 30 mm

Épaisseur de la section h 4 mm

Masse volumique de la poutre ρ 7850 kg/m3

Module d’élasticité de Young E 186 GPa

Un modèle éléments finis de la poutre a été développé à l’aide d’EasyFEM qui est un

toolbox destiné au calcul éléments finis et développé sous l’environnement Matlab par le
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service de Mécanique Rationnelle, Dynamique et Vibrations de la Faculté Polytechnique

de Mons [MRDVa]. Les éléments utilisés pour modéliser la structure sont des éléments

« poutre » à 2 nœuds (2 ddl/nœud), codifiés BEAM1D dans EasyFEM. Nous avons considéré un

total de 40 éléments sur la longueur de la poutre. Le modèle a été ensuite réduit pour ne

conserver que les seuls degrés de liberté de translation des 10 nœuds représentés à la Figure 6.9.

Fig. 6.8 – Dispositif expérimental - Poutre encastrée libre

Fig. 6.9 – Localisation des nœuds expérimentaux sur la poutre encastrée-libre

La force d’impact a été appliquée au niveau du nœud 8 à l’aide d’un marteau instrumenté

d’un capteur de force Dytran 5850B, de sensibilité égale à 44.48 N/Vf. Les réponses vibra-

toires ont été relevées aux nœuds 2, 4, 7, et 10 au moyen d’accéléromètres piézoélectriques

DYTRAN 3100B, de sensibilité nominale de 100 mV/g, fixés à la structure par aimantationg.

Le système d’acquisition utilisé lors de ces mesures est un SCADAS III, piloté depuis le

logiciel Test.Lab. Les paramètres d’acquisition que nous avons utilisés sont renseignés au

fLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 5850B est donnée à l’annexe C.
gLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 3100B est donnée à l’annexe C.
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Tableau 6.5.

Tab. 6.5 – Paramètres d’acquisition

Type d’excitation impulsionnelle (au marteau)

Nombre d’accéléromètres 4

Fréquence d’échantillonnage fs 8192 Hz

Résolution fréquentielle 1 Hz

Nombre de moyennes 4

Fenêtrage d’entrée rectangulaire

Fenêtrage de sortie exponentiel

La force d’excitation mesurée durant l’essai est représentée à la Figure 6.10(a). Comme le

montre la Figure 6.10(b), son contenu fréquentiel ne s’étend pas au-delà de 500 Hz.

Quelques réponses mesurées durant l’essai sont représentées à titre illustratif aux Fi-

gures 6.11(a) à 6.11(d).
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Fig. 6.10 – Caractéristiques temporelle et fréquentielle de la force d’excitation mesurée au

nœud 8

Les fonctions de réponse en fréquence mesurées et celles calculées en exploitant le modèle

aux éléments finis sont superposées aux Figures 6.12(a) à 6.12(d). On observe une relativement

bonne correspondance entre l’expérience et la simulation dans la gamme de fréquences [0 – 1

kHz]. Vu la bonne correspondance entre les grandeurs mesurées et calculées dans la gamme de
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(b) Accélération mesurée au nœud 4
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(c) Accélération mesurée au nœud 7
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(d) Accélération mesurée au nœud 10

Fig. 6.11 – Exemples d’accélérations mesurées durant l’essai

fréquences [0 – 500 Hz], on peut admettre raisonnablement que le modèle éléments finis peut

être exploité pour procéder à l’identification de la force d’excitation.

6.5.1.1 Identification des forces d’excitation par la méthode de Wiener

En toute rigueur, l’application de la méthode de Wiener nécessite la détermination de la

fonction de régularisation R(ω). Comme nous avons déjà pu l’évoquer à la section 6.3.2, la

fonction de régularisation R(ω) est difficilement identifiable car elle dépend d’une part des

forces d’excitation, or celles-ci constituent l’inconnue du problème, et d’autre part du type et

du niveau de bruit entachant les réponses vibratoires mesurées. Pour simplifier le problème

d’identification, nous avons envisagé dans un premier temps une fonction de régularisation

R(ω) nulle sur toute la gamme fréquentielle. Rappelons que sous cette condition, la méthode

de Wiener s’apparente à la méthode en coordonnées principales.

La Figure 6.13 montre la force identifiée à partir de la méthode en coordonnées principales
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Fig. 6.12 – Comparaison des fonctions de réponse en fréquence mesurées avec celles déduites

du modèle éléments finis

(R(ω) = 0) : l’amplitude et la durée du choc sont correctement reproduites, toutefois la force

identifiée présente de nombreuses oscillations dont les amplitudes peuvent atteindre environ

20 % de l’amplitude du choc.

Malgré cela, la comparaison des Spectres de Réponse au Choc expérimentaux avec ceux

simulés, à partir du modèle éléments finis et de la force identifiée par la méthode de Wiener,

montre que les résultats obtenus sont « satisfaisants » étant donné que les écarts moyens entre

SRC sont inférieurs à 1 dB (Tableau 6.6).

En vue d’améliorer la qualité de l’identification, nous avons introduit dans notre modèle une

fonction de régularisation R(ω) constante sur l’ensemble de la gamme fréquentielle. Comme

on peut l’observer à la Figure 6.14, l’introduction d’une fonction de régularisation constante

n’apporte aucune amélioration significative sur les résultats. Idéalement, cette fonction de

régularisation doit être déterminée pour chaque pulsation ω. Différentes techniques, dont la
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Fig. 6.13 – Force identifiée à partir de la méthode en coordonnées principales

Tab. 6.6 – Comparaison des SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs statistiques

– Méthode de Wiener

Méthode de Wiener (R(ω) = 0)

Nœud µ(∆i) (dB) σ(∆i) (dB) δ+
i (%) δ−i (%)

2 0.64 0.17 0 0

4 1.40 0.32 47 0

7 0.28 0.22 1 0

10 1.16 0.30 18 0

µG (dB) σG (dB) S−1.5dB (%)

0.87 0.25 16

méthode LC (pour « L Curve ») décrite succinctement en annexe A, permettent de l’estimer

à partir uniquement des données du problème. Dans son travail de thèse, Hadjit [HAD01] a

montré, à partir de systèmes de référence théoriques et expérimentaux, que ces méthodes ne

conduisent pas à une fonction de régularisation qui limite efficacement l’erreur d’identification ;

c’est pourquoi, dans le cadre de cette thèse de doctorat, nous n’avons pas investigué davantage

dans ces méthodes.

Les oscillations observées dans le profil de la force identifiée peuvent éventuellement

s’expliquer par un effet de troncature du signal temporel lors du calcul de sa Transformée

de Fourier Discrète (TFD). En effet, le calcul de la TFD suppose que le signal enregistré

durant la période T se répète indéfiniment selon le même motif. Or, le système étudié étant
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Fig. 6.14 – Influence du paramètre de régularisation R(ω) sur l’identification de la force d’ex-

citation

une structure faiblement amortie, sa réponse vibratoire n’a pas le temps, comme en atteste

la Figure 6.11, de s’atténuer complètement durant la période d’acquisition T . Cela conduit

donc à des discontinuités à chaque « cycle » pouvant perturber l’estimation des coefficients de

Fourier. On peut remédier à ce problème en multipliant le signal mesuré par une fenêtre tempo-

relle qui présente des valeurs nulles à ses extrémités, de manière à assurer la continuité du signal.

Dans le cas de l’analyse de signaux transitoires dont la durée excède la longueur de l’enregis-

trement, comme classiquement rencontré lors de mesures de réponses de structures faiblement

amorties soumises à des impacts, il est conseillé d’utiliser une fenêtre exponentielle [DEH01].

La fenêtre exponentielle est définie par la fonction :

w(t) =







0 pour 0 ≤ t < Ta

1 pour Ta ≤ t < Tb

e−ξ(t−Tb) pour Tb ≤ t ≤ T

(6.31)

En pratique, il faut veiller à ce que le niveau du signal en fin de l’enregistrement soit de

l’ordre du centième du niveau le plus haut.

Comme en témoigne les résultats présentés à la Figure 6.15, l’application d’une fenêtre

exponentielle sur les signaux transitoires mesurés n’améliore aucunement la qualité de l’identi-

fication. Toutefois, par acquit de conscience, nous appliquerons de manière systématique cette

fenêtre temporelle lorsque nous utiliserons la méthode de Wiener.
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Fig. 6.15 – Influence de l’application d’une fenêtre exponentielle sur l’identification de la force

d’excitation

6.5.1.2 Identification des forces d’excitation par la méthode de décomposition en

ondelettes

Rappelons que cette méthode nécessite de spécifier la durée de l’ondelette analysante φ(t)

ainsi que le nombre de termes M à conserver dans l’équation (6.21). L’estimation optimale de

ces deux paramètres est étroitement liée à la durée du choc qui est a priori inconnue.

Cependant, dans le cas étudié ici, les caractéristiques de la force d’excitation sont connues ;

en particulier la durée du choc qui est d’environ 10 ms (Figure 6.10(a)). Afin de nous placer

dans des conditions idéales, nous avons considéré une ondelette analysante de type choc

« demi-sinus » de durée 5 ms. Pour le paramètre M , nous avons pris arbitrairement un nombre

égal à 245, ce qui correspond pour l’ondelette analysante φ(t) à un décalage temporel maximum

de 30 ms.

Pour un des quatre impacts, choisi arbitrairement, la Figure 6.16 montre la force iden-

tifiée en utilisant la méthode de déconvolution par décomposition en ondelettes. Comme

c’était le cas avec la méthode de Wiener, on observe après le choc de nombreuses oscil-

lations dont les amplitudes sont également de l’ordre de 25 % de l’amplitude maximale

du choc. Toutefois, l’analyse en ondelettes présente, par rapport à la méthode de Wiener,

l’avantage de supprimer totalement ces oscillations après une durée égale à M ∗hs (Figure 6.16).

Les indicateurs statistiques µ(∆i), σ(∆i), δ
+
i et δ−i associés aux différents nœuds de mesure

sont repris au Tableau 6.7. Les résultats obtenus sont tout à fait acceptables car les écarts

moyens entre SRC sont largement inférieurs à la bande d’« admissibilité » de 3 dB définie à la

section 4.3.3.1 du chapitre 4.
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Fig. 6.16 – Force identifiée à partir de la méthode de décomposition en ondelettes

Tab. 6.7 – Comparaison des SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs statistiques

– Méthode de décomposition par ondelettes

Méthode de décomposition en ondelettes

Nœud µ(∆i) (dB) σ(∆i) (dB) δ+
i (%) δ−i (%)

2 0.68 0.28 0 7

4 0.52 0.22 0 0

7 0.75 0.34 0 7

10 0.98 0.84 17 0

µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

0.73 0.42 8

6.5.2 Plaque suspendue verticalement à une structure tubulaire

Le système expérimental est celui présenté à la section 3.2 du chapitre 3 et est composé

d’une plaque carrée en acier suspendue verticalement à une structure tubulaire à l’aide

d’élingues en acier. Dans cette configuration, le système étudié peut être considéré comme

« libre-libre », c’est à dire non relié au bâti et, par conséquent, non contraint par des conditions

aux limites.

Le modèle éléments finis de ce système ainsi que sa validation dans le domaine modal et
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pyrotechnique
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échafaudage

Plaque en acierElingue en acier

Fig. 6.17 – Dispositif expérimental – Plaque suspendue verticalement

dans le domaine temporel ont été présentés au chapitre 4.

La force d’excitation a été imposée au niveau du nœud 1 et le processus d’identification

s’est fait à partir des accélérations mesurées aux nœuds 2, 3, 5, 6, 9 et 13 (Figure 6.18).

Fig. 6.18 – Localisation des nœuds expérimentaux sur la plaque

Le système d’acquisition utilisé est composé d’une carte Nicolet BE 493 XE comportant 8

canaux. Les accélérations ont été mesurées à l’aide d’accéléromètres ISOTRON 7255A-01 vissés

directement sur la plaque en acierh.

hLa datasheet complète de l’accéléromètre ISOTRON 7255A-01 est donnée à l’annexe C.
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L’ensemble des enregistrements temporels ont été échantillonnés à 100 kHz sur une durée

de 0.0819 s (8192 échantillons) et ont été filtrés par un filtre anti-aliasing de fréquence de

coupure de 10 kHz. Les paramètres d’acquisition utilisés sont repris au Tableau 6.8.

Tab. 6.8 – Paramètres d’acquisition

Type d’excitation impulsionnelle (au marteau)

Nombre d’accéléromètres 6

Gamme de fréquences analysées 10 kHz

Fréquence d’échantillonnage 100 kHz

Résolution fréquentielle 12.21 Hz

Nombre de moyennes 1

Fenêtrage d’entrée Aucun

Fenêtrage de sortie Aucun

La force d’excitation mesurée et le spectre fréquentiel correspondant sont représentés

respectivement aux Figures 6.19(a) et 6.19(b).
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Fig. 6.19 – Caractéristiques temporelle et fréquentielle de la force d’excitation mesurée au

nœud 8

A titre indicatif, quelques réponses mesurées durant l’essai sont représentées aux Fi-

gures 6.20(a) à 6.20(d).
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Fig. 6.20 – Exemples d’accélérations mesurées aux différents nœuds durant l’essai

6.5.2.1 Identification des forces d’excitation par la méthode de Wiener

Comme pour l’exemple de la poutre encastrée-libre, nous avons appliqué dans un premier

temps la méthode de Wiener sans introduire de paramètre de régularisation R(ω).

La comparaison entre la force identifiée par la méthode de Wiener et celle mesurée

expérimentalement est présentée à la Figure 6.21. On peut observer sur la force identifiée la

présence de deux pics relativement importants : l’un de 2000 N, correspondant à l’amplitude

réelle du choc, et l’autre de 800 N. Par souci de clarté, nous dénommerons le premier pic par

choc « primaire » et le second par choc « secondaire ». La force identifiée présente, comme

c’était le cas pour la poutre encastrée-libre, de nombreuses oscillations dont les amplitudes

peuvent parfois atteindre 25 % de l’amplitude maximale. Toutefois, l’amplitude et la durée du

choc « primaire » correspondent à celles mesurées.

Malgré ces oscillations, le modèle permet de reproduire, sur base de la comparaison des
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Fig. 6.21 – Force identifiée à partir de la méthode de Wiener

SRC, le comportement vibratoire de la plaque comme en atteste les valeurs des indicateurs

statistiques reprises au Tableau 6.9. Toutefois, les niveaux vibratoires, générés à partir de la

force identifiée par la méthode de Wiener, sont systématiquement beaucoup plus faibles que

ceux relevés expérimentalement ; près de 30 % du SRC se trouve en en dessous de la bande

d’« admissibilité ».

Tab. 6.9 – Comparaison des SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs statistiques

Méthode de Wiener (R(ω) = 0)

Nœud µ(∆i) (dB) σ(∆i) (dB) δ+
i (%) δ−i (%)

6 1.67 1.03 1 49

2 1.37 0.94 1 31

3 1.36 0.91 3 35

5 1.44 1.17 1 38

9 1.24 0.87 4 23

13 1.81 1.15 3 42

µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

1.48 1.01 38

La Figure 6.22 montre l’influence du paramètre de régularisation R(ω) sur l’identification

de la force d’excitation. L’introduction d’un paramètre de régularisation n’apporte aucune

amélioration notable dans l’identification de la force d’excitation.
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Fig. 6.22 – Influence du paramètre de régularisation R(ω) sur l’identification de la force d’ex-

citation

A titre illustratif, la Figure 6.23 montre pour les six nœuds de mesure la comparaison entre

les SRC expérimentaux et ceux déduits du modèle éléments finis et de la force identifiée par

la méthode de Wiener. La Figure 6.24 présente l’évolution temporelle, ainsi que le spectre

fréquentiel en bande de 1/3 d’octave, des champs d’accélérations mesurés et simulés.
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Fig. 6.23 – Comparaison des SRC expérimentaux et simulés – Méthode de Wiener
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Fig. 6.24 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés – méthode

de Wiener
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6.5.2.2 Identification des forces d’excitation par la méthode de déconvolution par

décomposition en ondelettes

Nous avons employé une ondelette analysante φ(t) de type choc « demi-sinus » pour

décomposer la force d’excitation. Pour que la décomposition en ondelettes ait un sens phy-

sique, il est évidemment indispensable que la durée τ des ondelettes soit plus courte que celle de

la force d’excitation qui est inconnue a priori. La durée du choc valant approximativement 250

µs (Figure 6.19(a)), nous avons considéré, pour l’ondelette analysante φ(t), une durée de 125 µs.

La Figure 6.25 montre la force identifiée en utilisant la méthode de déconvolution par

décomposition en ondelettes. On observe également de nombreuses oscillations après le choc

dont les amplitudes peuvent parfois atteindre 25 % de l’amplitude maximale du choc. Ces

oscillations disparaissent totalement après un temps tm approximativement égal au produit du

paramètre M , que nous avons pris égal à 200, par le pas d’échantillonnage hs (Figure 6.25).

Cela s’explique par le fait que la force recherchée est décomposée en une somme pondérée

de chocs « demi-sinus » translatés dans le temps avec un décalage temporel maximum de M ∗hs.
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Fig. 6.25 – Force identifiée à partir de la méthode de déconvolution par décomposition en

ondelettes

La correspondance entre l’expérience et la simulation est reprise au Tableau 6.10 sur base

des indicateurs statistiques µ(∆i), σ(∆i), δ
+
i et δ−i associés aux différents nœuds de mesure. Les

écarts moyens µ(∆i) sont inférieurs à la largeur de 3 dB définissant la bande d’« admissibilité »

et sont du même ordre de grandeur que ceux obtenus précédemment à partir de la méthode

de Wiener. Remarquons que la méthode a tendance à surestimer les niveaux vibratoires, étant

donné que l’indicateur δ+
i est systématiquement supérieur à δ−i .
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Tab. 6.10 – Comparaison des SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs statis-

tiques

Méthode de décomposition en ondelettes

Nœud µ(∆i) (dB) σ(∆i) (dB) δ+
i (%) δ−i (%)

6 1.85 0.84 56 5

2 1.33 0.69 28 9

3 1.51 0.77 38 6

5 1.25 0.69 14 11

9 1.45 0.84 31 7

13 1.67 1.06 28 13

µG (dB) σG (dB) S−1.5dB (%)

1.51 0.81 43

A titre illustratif, la Figure 6.26 montre la comparaison entre les SRC expérimentaux et

simulés pour les six nœuds de mesure. La Figure 6.27 présente l’évolution temporelle, ainsi que

le spectre fréquentiel en bande de 1/3 d’octave, des champs d’accélérations mesurés et simulés.
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Fig. 6.26 – Comparaison des SRC expérimentaux avec ceux déduits à partir du modèle éléments

finis et de la force identifiée par la méthode par décomposition en ondelettes
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Fig. 6.27 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés – méthode

de décomposition par ondelettes
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6.6 Application à l’identification de chocs pyrotech-

niques

Ce paragraphe a pour objet l’application des méthodes de déconvolution, que nous avons

décrites dans ce chapitre, pour l’identification des forces d’excitation d’origine pyrotechnique.

6.6.1 Dispositif pyrotechnique de référence

Les essais pyrotechniques que nous avons exploités pour l’identification sont ceux de la

série 1 que nous avons présentés au paragraphe 3.2 du chapitre 3.

Le dispositif expérimental est une plaque carrée en acier suspendue verticalement à une

structure tubulaire à l’aide d’élingues en acier. Le modèle éléments finis utilisé pour décrire le

comportement vibratoire de la plaque est le modèle bidimensionneli que nous avons décrit au

chapitre 4. La charge explosive est fixée au centre de la plaque au moyen de bande adhésive.

Nous avons considéré des longueurs du cordon explosif variant de 0 à 50 cmj. Les paramètres

d’acquisition, ainsi que la disposition des accéléromètres sur la plaque, sont identiques à ceux

utilisés pour les impacts au marteau (cf. section 6.5.2).

6.6.2 Identification des forces d’excitation par la méthode de Wie-

ner

En toute rigueur, l’application de la méthode de Wiener nécessite la détermination de la

fonction de régularisation optimale R(ω). Toutefois l’analyse des deux systèmes de référence

expérimentaux, présentés à la section 6.5, a montré que l’introduction d’une fonction de

régularisation R(ω) dans le processus d’identification ne diminue pas de manière significative

l’erreur sur l’identification. C’est la raison pour laquelle aucune fonction de régularisation n’a

été introduite dans nos simulations.

La force identifiée à partir de la méthode de Wiener pour une longueur du cordeau détonant

de 0 cm est montrée à la Figure 6.28. Le profil de force identifié présente de nombreuses

oscillations et s’écarte fortement d’un profil idéalisé de type choc « demi-sinus ». On peut

toutefois déceler la présence de deux pics dominants s’étalant sur une durée approximativement

égale à 400 µs, et dont les amplitudes atteignent environ 15 kN.

Les indicateurs de comparaison µ(∆i), σ(∆i), δ
+
i et δ−i associés aux différents nœuds de

iLe modèle bidimensionnel utilise des éléments « coques » (éléments Shell63 dans Ansys).
jRappelons qu’une longueur de cordon de 0 cm correspond au détonateur seul qui contient un peu d’explosif

(de la pentrite) pour déclencher l’explosion.



. . . pour l’identification de chocs pyrotechniques 131

0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01
−2

−1.5

−1

−0.5

0

0.5

1

1.5

2
x 10

4

Temps [s]

F
or

ce
 [N

]

Force identifiée par la méthode de Wiener − β = 0

Premier picPremier pic

Second pic

Fig. 6.28 – Force identifiée à partir de la méthode de Wiener (R(ω) = 0)

mesures sont donnés au Tableau 6.11k pour une longueur du cordeau détonant de 0 cm. Ces

résultats montrent que les écarts moyens entre SRC sont de l’ordre de 9 dB, ce qui est largement

supérieur à la tolérance de 3 dB que nous nous sommes imposée arbitrairement pour définir

la bande d’« admissibilité ». De plus les écarts type σ(∆i) associés aux différentes évolutions

temporelles ∆i sont relativement importants. Soulignons par ailleurs que quasi la totalité du

SRC se trouve en dessous de la zone d’« admissibilité ».

Sur base de ces résultats, la méthode de Wiener apparâıt inadaptée à la caractérisation

de chocs pyrotechniques car elle conduit à des écarts largement supérieurs à la tolérance

de 3 dB que nous nous sommes imposée (Tableau 6.11). Cela peut s’expliquer d’une part

par la non vérification des hypothèses postulées au départ, à savoir une force d’excitation

de nature ponctuelle agissant de manière unidirectionnelle, des conditions initiales nulles,

un comportement dynamique linéaire,. . . , et d’autre part par le choix non approprié des

paramètres d’acquisition. En effet, les évolutions temporelles des accélérations mesurées sont

enregistrées sur une fenêtre temporelle de 0.08 seconde, ce qui conduit dans le domaine

fréquentiel à une résolution de l’ordre de 12 Hz. Etant donné que la plaque est caractérisée par

une forte densité modale aux hautes fréquences, cette discrétisation fréquentielle peu fine peut

rendre le processus d’identification inexploitable.

La Figure 6.29 illustre la comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés pour

quelques nœuds de mesure. La Figure 6.30 présente l’évolution temporelle, ainsi que le spectre

fréquentiel en bande de 1/3 d’octave, des champs d’accélérations mesurés et simulés. Ces

kLes indicateurs de comparaison µ(∆i), σ(∆i), δ+
i et δ−i sont calculés sur base des données fréquentielles

comprises dans la gamme [1 – 10 kHz]. En dessous de 1 kHz, les comparaisons entre l’expérience et la simulation

sont rendues délicates en raison des dérives de zéro qui affectent le calcul des SRC expérimentaux.
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Tab. 6.11 – Comparaison des SRC expérimentaux et simulés sur base des indicateurs statis-

tiques

Méthode de Wiener (R(ω) = 0)

Nœud µ(∆i) (dB) σ(∆i) (dB) δ+
i (%) δ−i (%)

1 7.55 2.89 0 94

14 8.36 2.60 0 100

11 9.22 2.99 0 100

6 9.29 3.00 0 99

15 9.13 3.13 0 100

12 8.95 3.03 0 100

5 9.48 2.77 0 100

µG (dB) σG (dB) S−1.5 dB (%)

8.85 2.91 99

résultats montrent clairement que, dans le cas d’un choc pyrotechnique, la force identifiée à

partir de la méthode de Wiener sous-estime de manière importante les niveaux vibratoires

dans toute la gamme de fréquences. L’application de filtres de Wiener ne semble donc pas être

appropriée à l’identification de chocs d’origine pyrotechnique.
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Fig. 6.29 – Comparaison des SRC expérimentaux avec ceux déduits à partir du modèle éléments

finis et de la force identifiée par la méthode de Wiener
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Fig. 6.30 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés – méthode

de Wiener
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6.6.3 Identification des forces d’excitation par la méthode de

déconvolution par décomposition en ondelettes

6.6.3.1 Influence de la durée τ de l’ondelette analysante φ(t) sur l’identification

des forces d’origine pyrotechnique

Comme dans le cas d’une excitation au marteau, nous avons employé une ondelette analy-

sante φ(t) de type « demi-sinus » pour décomposer le choc pyrotechnique. La durée de l’ondelette

analysante φ(t) doit être inférieure à celle du choc pyrotechnique sans quoi la décomposition

n’a pas de sens physique. La force d’excitation n’étant pas mesurable directement, aucune

information sur la durée n’est disponible. Toutefois, la force identifiée à partir de la méthode

de Wiener semble montrer que la durée du choc pyrotechnique doit est être de l’ordre de 200 µs.

Nous avons considéré pour l’ondelette analysante φ(t) des durées τ s’étalant de 50 à

150 µs. Pour chaque durée τ , le nombre de termes M conservés dans l’équation (6.21) a été

pris systématiquement égal à 20 τ/hs, où hs représente le pas d’échantillonnage qui est de 10 µs.

Pour les différentes durées τ envisagées, la Figure 6.31 montre les forces identifiées pour un

choc pyrotechnique déto seul (0 cm correspondant à environ 1 g d’explosif). Quelle que soit

la durée τ , l’amplitude du choc « primaire » est de l’ordre de 25 kN. Par contre, l’amplitude

du choc « secondaire » tend à augmenter avec la durée τ jusqu’à environ 90 µs ; au-delà de

cette durée, l’amplitude du choc secondaire se stabilise également aux alentours de 25 kN.

Par ailleurs, on peut constater que les durées des chocs « primaire » et « secondaire » sont

quasiment identiques quelques soit la durée τ . Toutefois, les différents profils de force identifiés

présentent de nombreuses oscillations dont les amplitudes peuvent parfois atteindre 50 % de

l’amplitude maximale.

Pour chaque durée τ , les valeurs des indicateurs statistiques globaux µG(∆) et σG(∆) sont

reprises au Tableau 6.12. L’évolution de l’écart moyen µG(∆) en fonction de la durée τ semble

présenter un minimum aux alentours de 100 µs (Figure 6.32).

6.6.3.2 Identification des chocs pyrotechniques pour différents niveaux d’excita-

tion

Pour chaque longueur du cordeau détonant, nous avons appliqué la méthode de

déconvolution par décomposition en ondelettes pour l’identification de la force générée par

la charge pyrotechnique. Les différents profils de force obtenus sont représentés à la Figure 6.33.

Quelle que soit la longueur du cordeau détonant, la force identifiée présente les mêmes

caractéristiques : un choc « primaire » suivi d’un choc « secondaire » de même amplitude (au

signe près) et de même durée. Les profils identifiés sont également marqués par de nombreuses
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Fig. 6.31 – Influence de la durée τ de l’ondelette analysante sur l’identification de la force

d’excitation – Choc pyrotechnique uniquement avec détonateur (0 cm)

Tab. 6.12 – Influence de la durée de l’ondelette analysante τ – Ecarts moyens entre les SRC

expérimentaux et simulés

τ µG(∆) σG(∆)

50 µs 9.81 1.78

60 µs 8.22 1.59

70 µs 4.62 2.89

80 µs 3.80 1.24

90 µs 3.63 1.46

100 µs 3.22 2.21

125 µs 3.61 1.60

150 µs 3.97 1.37

oscillations pour lesquelles les amplitudes ne sont pas négligeables.

Si on compare les Spectres de Réponse au Choc expérimentaux avec ceux simulés à

partir du modèle éléments finis et de la force identifiée par la méthode de décomposition

en ondelettes, on obtient des écarts moyens µG entre SRC de l’ordre de 4 dB quelle que

soit la longueur que l’on considère pour le cordeau détonant. Les indicateurs statistiques

µ(∆i) et σ(∆i) correspondant aux sept points de mesure sont donnés au Tableau 6.13. Bien

que les écarts moyens entre SRC soient légèrement supérieurs à la tolérance de 3 dB que

nous nous sommes imposée, la valeur des différents indicateurs statistiques montrent que

l’analyse en ondelettes conduit à des résultats nettement meilleurs que ceux obtenus à partir
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Fig. 6.33 – Forces d’excitation identifiées en fonction de la longueur du cordeau détonant

de la méthode de Wiener. Toutefois, cette approche semble éprouver quelques difficultés à

reproduire correctement les SRC à basse fréquence comme en témoigne la Figure 6.34 qui

compare quelques SRC expérimentaux et simulés pour une longueur du cordeau détonant de

0 cm (déto seul). Il faut cependant garder à l’esprit que la plupart des réponses temporelles

mesurées sont affectées par une dérive de zéro (cf. Chapitre 2, section 2.2.4.5). Cette dérive

rend donc la comparaison à basse fréquence délicate malgré que des méthodes de correction

sont appliquées de manière systématique sur l’ensemble des enregistrements temporels.
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De manière systématique, les SRC simulés, à partir de la force identifiée par la méthode de

décomposition en ondelette, se trouve en-dessous de la zone d’« admissibilité » (Figure 6.34).

Tab. 6.13 – Correspondance entre les SRC expérimentaux et simulés

Longueur cordeau 0 cm 4 cm 10 cm 20 cm

µ(∆i) σ(∆i) µ(∆i) σ(∆i) µ(∆i) σ(∆i) µ(∆i) σ(∆i)

Nœud 1 3.47 1.39 4.57 2.59 5.00 1.81 3.51 1.21

Nœud 14 3.24 1.02 3.89 2.24 3.89 1.12 3.11 1.06

Nœud 11 3.50 1.71 4.12 2.04 4.42 1.99 3.22 1.80

Nœud 6 3.71 1.61 4.53 2.73 5.00 1.86 3.89 1.61

Nœud 15 2.26 1.02 2.75 2.18 2.88 1.30 2.16 1.07

Nœud 12 2.49 1.21 3.14 2.31 3.50 1.42 2.74 1.16

Nœud 5 3.85 3.85 4.59 2.23 4.63 1.23 4.44 1.24

Moyenne 3.22 dB 3.94 dB 4.18 dB 3.29 dB

A titre illustratif, les évolutions temporelles et les spectres fréquentiels entre les champs

d’accélérations mesurés et simulés sont exposés à la Figure 6.35 pour quelques nœuds de mesure.
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Fig. 6.34 – Comparaison des SRC expérimentaux avec ceux déduits à partir du modèle éléments

finis et de la force identifiée par la méthode de décomposition en ondelettes
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Fig. 6.35 – Comparaison entre les champs d’accélérations expérimentaux et simulés – méthode

de décomposition par ondelettes
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6.6.3.3 Comparaison entre le CME unidimensionnel et la force identifiée par la

méthode de décomposition en ondelettes

Ce paragraphe a pour objet la comparaison entre les caractéristiques du choc pyrotechnique

identifiées par l’approche du CME (cf. section 5.2 du chapitre 5) avec celles estimées à partir du

profil de force obtenu par l’application de la méthode de déconvolution numérique s’appuyant

sur l’analyse en ondelettes.

Rappelons que les profils de la force identifiée à partir de la méthode de décomposition

en ondelettes présentent une allure similaire quelle que soit la longueur du cordeau détonant

envisagé : deux pics prépondérants, que nous avons baptisés choc « primaire » et choc « secon-

daire », suivis de nombreuses oscillations (Figure 6.33). Quel que soit le niveau d’excitation

considéré, les chocs « primaire » et « secondaire » sont caractérisés par des amplitudes et des

durées comparables.

Le Tableau 6.14 renseigne pour différentes longueurs du cordeau détonant l’amplitude

Fmax et la durée τ moyennes entre les chocs « primaire » et « secondaire ». L’impulsion,

quantifiée par le produit Fmax ∗ τ , qui est apportée par chacun des deux chocs est environ

2.5 plus faible que celle du CME. Bien qu’il ne soit pas entièrement correct d’exprimer

l’énergie totale comme étant simplement la somme algébrique des énergies de chacune des

deux contributions, on constate que la force identifiée par la méthode de décomposition en

ondelettes fournit une impulsion comparable mais systématiquement inférieure à celle du CME.

Tab. 6.14 – Comparaison entre les caractéristiques du CME et celles estimées à partir de

l’analyse en ondelettes

Analyse en ondelettes CME unidimensionnel

Longueur Fmax (N) τ (µs) Fmax ∗ τ 2 Fmax ∗ τ Fmax (N) τ (µs) Fmax ∗ τ
0 23947 ≈ 100 2.39 4.79 83518 60 5.01

4 cm 29468 ≈ 100 2.94 5.89 129830 60 7.79

10 cm 43415 ≈ 100 4.34 8.68 203980 60 12.24

20 cm 67250 ≈ 100 6.86 13.45 199260 80 15.94

La Figure 6.36 compare les champs d’accélérations mesurés avec ceux simulés, d’une part

par la force identifiée par la méthode de décomposition en ondelettes (courbes vertes), et d’autre

part par le Choc Mécanique Équivalent (courbes rouges). Dans la gamme fréquentielle [1 kHz –

10 kHz], les deux méthodes d’identification conduisent à des SRC comparables. Le CME semble

toutefois mieux reproduire la pente du SRC à basse fréquence. Rappelons encore une fois que les
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comparaisons en dessous de 1 kHz sont toujours une opération délicate à cause des problèmes

de dérive de zéro, et ce malgré les corrections apportées aux signaux temporels mesurés.
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Fig. 6.36 – Comparaison des champs d’accélérations expérimentaux avec ceux simulés à partir

des deux méthodes d’identification (approche du CME et analyse en ondelettes) – déto seul (0

cm)
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6.7 Conclusions

Ce chapitre avait pour objet l’application de méthodes de déconvolution numérique pour

l’identification de forces d’excitation d’origine pyrotechnique. Nous avons considéré deux

méthodes d’identification qui sont classiquement rencontrées dans la littérature. La première

méthode s’applique dans le domaine fréquentiel et consiste à construire à l’aide de la

théorie de Wiener un filtre numérique linéaire permettant d’obtenir la meilleure estimation

de la force inconnue. La seconde méthode s’applique dans le domaine temporel et consiste

à décomposer le choc en une somme pondérée d’ondelettes de type choc « demi-sinus » et

d’établir la correspondance entre ses coefficients d’ondelettes discrets et ceux de la réponse

transitoire mesurée. Dans le contexte de l’identification de chocs mécaniques, la méthode de

décomposition en ondelettes est plus adaptée que la méthode fréquentielle de Wiener car

celle-ci s’applique en théorie à des processus stationnaires. En outre, la méthode temporelle

permet une meilleure représentation de la propagation des ondes dans la structure. Dans le

domaine fréquentiel, on a une perte d’informations à certaines fréquences qui se traduit par

des d’anti-résonances dans les courbes de transmittance. Cette perte d’informations s’explique

par les interférences destructives résultant des réflexions multiples dans la structure.

La méthode temporelle présente cependant l’inconvénient de requérir une estimation de

la durée de l’excitation. En effet, le contenu fréquentiel de l’ondelette « analysante » doit

impérativement recouvrir celui de l’excitation si l’on souhaite que la décomposition ait un sens

physique. En contrepartie, par rapport à la méthode de Wiener, la méthode de décomposition

en ondelettes permet de ne conserver que la partie du signal temporel pour laquelle le rapport

signal/bruit est prépondérant et ainsi d’améliorer efficacement le processus d’identification en

présence de bruit.

Après avoir été implémentées et validées à partir de l’étude d’un système théorique à

trois degrés de liberté, ces deux méthodes d’identification ont été appliquées à deux systèmes

expérimentaux : une poutre encastrée libre et une plaque en régime « libre-libre ». Pour des

sollicitations au marteau, les deux approches conduisent à des résultats comparables. Notons

cependant, que dans le cas de la plaque, la méthode de Wiener a tendance à sous-estimer

de manière systématique les niveaux vibratoires, tandis que la méthode de décomposition

en ondelettes à tendance à les surestimer. Par ailleurs, le profil de force identifié par la

méthode de Wiener présente de nombreuses oscillations dont les amplitudes peuvent parfois

atteindre près de 30 % de l’amplitude maximale du choc. La méthode de décomposition en

ondelettes permet de réduire ces oscillations de manière significative pour autant que le

nombre d’ondellettes considéré dans la décomposition est choisi de manière judicieuse. Rap-

pelons que le choix de ce nombre est étroitement lié à la durée du choc qui, a priori, est inconnue.
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Ces méthodes ont finalement été appliquées dans le cadre de l’identification de chocs

pyrotechniques. L’application des filtres de Wiener à l’identification de chocs pyrotechniques ne

conduit pas à des résultats concluants. D’une part, le profil identifié ne présente pas une allure

simple permettant une estimation aisée des caractéristiques du choc (amplitude et durée), et

d’autre part les forces identifiées ne permettent pas de reproduire les Spectres de Réponse au

Choc avec une précision suffisante. En effet, pour l’ensemble des nœuds de mesure, les écarts

moyens entre SRC sont de l’ordre de 9 dB, et donc largement supérieurs à la tolérance de 3 dB

que nous nous sommes imposée.

La méthode de décomposition en ondelettes fournit des résultats plus encourageants.

Premièrement, la force identifiée présente une allure plus réaliste que celle obtenue à partir

de la méthode de Wiener ce qui permet d’en tirer des informations sur les caractéristiques

du choc. Deuxièmement, le choc identifié permet de reproduire avec une relativement bonne

précision le comportement vibratoire de la structure dans la gamme fréquentielle [1 kHz –

10 kHz]l. Quelle que soit la longueur du cordeau détonant considérée, les écarts fréqunetiels

moyens sont de l’ordre de 4 dB ce qui est acceptable mais reste néanmoins légèrement supérieur

à la tolérance de 3 dB.

En conclusion, les méthodes inverses basées sur la déconvolution numérique s’avèrent très

sensibles aux erreurs de mesures et semblent inadaptées à la caractérisation des sources d’exci-

tation d’origine pyrotechnique car les forces identifiées ne permettent pas de reproduire les SRC

avec une précision suffisante, en particulier pour la méthode de Wiener où les écarts moyens

obtenus sont largement supérieurs aux tolérances généralement admises pour les spécifications

des équipements électroniques.

lEn dessous de 1 kHz, la comparaison entre les SRC mesurés et simulés est rendue délicate en raison des

problèmes de dérive de zéro qui affectent les réponses vibratoires mesurées.
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7.1 Introduction et objectifs

7.1.1 Introduction

Les relais sont des dispositifs électromécaniques comprenant une partie mécanique mobile

qui a pour rôle d’ouvrir, de fermer ou de commuter un circuit électrique dit commandé à partir

d’un autre circuit électrique dit de commande.

Historiquement, on peut considérer que les relais électromécaniques sont nés avec Samuel

Morse, peintre et physicien américain (1791–1872), lorsqu’il inventa en 1837 son télégraphe

imprimeur a. Son principe de fonctionnement est relativement simple ; il est constitué princi-

palement d’un émetteur et d’un récepteur (cf. Figure 7.1). L’émetteur est un interrupteur qui

alimente par l’intermédiaire d’une pile plus ou moins brièvement la ligne électrique reliant les

deux postes de communication. Le récepteur est, quant à lui, un électroaimant connecté di-

rectement sur la ligne électrique, actionnant un mécanisme chargé de transcrire le code par

le marquage d’une bande de papier, qui avance au rythme des impulsions émises sur la ligne.

Lorsqu’un opérateur appuie sur l’interrupteur de son émetteur, le récepteur distant entre en

action laissant sur la bande de papier une succession de points, correspondant à une impulsion

électrique brève, et de traits, correspondant à une impulsion électrique longue, représentant les

lettres de l’alphabet, les nombres et les signes de ponctuation.

Fig. 7.1 – Schéma de principe du télégraphe de Morse

De nos jours, les relais électromécaniques sont utilisés dans une grande variété d’applications

industrielles. Leur champ d’applications s’étend de l’automobile à la robotique en passant

par l’aéronautique, l’aérospatial et bien d’autres domaines encore. On retrouve également

l’utilisation de relais électromécaniques dans de nombreux appareils électroménagers tels les

aLe télégraphe est un système destiné à transmettre des messages d’un point à un autre sur de grandes

distances, à l’aide de codes, le plus connu étant le Morse, pour une transmission rapide et fiable.
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machines à laver, les réfrigérateurs ou encore les séchoirs. Bien que fortement concurrencés

dans certains domaines par des composants statiques tels les transistors, les thyristors,. . . les

relais électromécaniques jouissent encore de propriétés fortement appréciées. Notamment, les

relais électromécaniques permettent de commuter aussi bien des signaux continus qu’alternatifs

sur une large gamme fréquentielleb et offre une résistance électrique de contact très faible à

l’état fermé (de l’ordre de 0.1 Ω contre 10 Ω pour les relais statiques). En outre, les relais

électromécaniques n’introduisent aucun bruit et aucune distorsion du signal et permettent une

isolation galvanique entre le circuit de commande et le circuit commandé.

Dans un certain nombre d’applications, les composants électroniques peuvent être soumis à

des sollicitations vibratoires plus ou moins intenses qui peuvent altérer leur bon fonctionnement

voire même les détruire. Ces situations sont d’autant plus problématiques pour les relais

électromécaniques compte tenu de la mobilité de l’un de leurs constituants. Il est clair que

lorsque cela est possible, les relais seront remplacés par des composants statiques. Cependant,

pour des raisons diverses telles leur coût, leur fiabilité ou leur simplicité d’utilisation, certains

relais continuent à être utilisés dans des environnements vibratoires extrêmes. Ceci est

notamment le cas dans l’aérospatiale où ils sont utilisés dans des bôıtiers de commande et de

protection des lanceurs et des satellites.

Les principaux dysfonctionnements électriques dont peuvent souffrir les relais

électromécaniques lorsqu’ils sont soumis à des environnements vibratoires sévères sont

les suivants :

• Micro-ouverture : ouverture partielle d’un contact sans que la lame mobile vienne

toucher l’autre contact (Figure 7.2)
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Fig. 7.2 – Perturbation électrique d’un relais : cas de la micro-ouverture

bL’utilisation de relais statiques dans les hautes fréquences est limitée.
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• Basculement transitoire : déplacement d’un contact vers l’autre avec retour à la posi-

tion initiale (Figure 7.3)
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Fig. 7.3 – Perturbation électrique d’un relais électromécanique : cas de la micro-fermeture

• Basculement permanent : déplacement définitif d’un contact vers l’autre (Figure 7.4)c
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(b) Tensions lors d’un basculement

Fig. 7.4 – Perturbation électrique d’un relais : cas du basculement

• Dégradation physique du composant

7.1.2 Objectifs

Ce présent chapitre a pour objet l’élaboration d’un modèle multiphysique simplifié de relais

électromécaniques permettant de prédire par voie numérique les niveaux vibratoires à partir

desquels des perturbations électriques apparaissent.

cL’intervalle de temps entre le passage de 5 V à 0 V pour la tension U12, et celui de 0 V à 5 V pour la tension

U23, correspond évidemment au temps nécessaire à l’interrupteur pour passer d’une configuration à une autre.
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Dans la littérature scientifique, de nombreux modèles sophistiqués peuvent être trouvés

pour simuler le comportement dynamique de systèmes électromécaniques [REN94, CAN00,

YAM02, LEQ90, KAW94, NIC03]. Ces modèles permettent de résoudre simultanément les

équations du mouvement, les équations de l’électromagnétisme ainsi que les équations des

circuits électriques. Bien que ces modèles extrêmement élaborés puissent prendre en compte

tous les phénomènes physiques en présence et leur interaction mutuelle, ils requièrent de longs

développements et des temps de calculs démesurés. Par conséquent, ces modèles ne sont pas

appropriés pour simuler des réponses vibratoires et pour effectuer des analyses paramétriques.

Zhai et al. [ZHA02, ZHA03], Ren et al. [REN06] et Chambega [CHA96] ont établi des

modèles analytiques permettant d’analyser les performances de relais électromécaniques

soumis à des sollicitations vibratoires. Leur approche est essentiellement basée sur la théorie

des poutres d’Euler-Bernouilli et permet d’élaborer des règles de conception pour la géométrie

et le matériau du relais. Bien que leur méthodologie soit très intéressante étant donné qu’elle

peut facilement s’appliquer à une grande variété de relais électromécaniques, elle présente

l’inconvénient de ne pas prendre en considération les aspects électromagnétiques.

Nous proposons ici de développer un modèle de poutre pour décrire le comportement

dynamique du relais mais en prenant en considération dans notre modélisation les phénomènes

magnétiques et de leur interaction avec les aspects mécaniques.

Dans le cadre de cette recherche, nous nous sommes intéressés à la modélisation de deux

relais : le relais PED PXC-1203 qui est un relais principalement employé dans l’industrie

automobile et le relais GP250 utilisé dans certains équipements électroniques de lanceurs et de

satellites. Contrairement au relais PED PXC-1203, le relais GP250 présente la particularité d’être

bistable. Les relais bistables sont des relais pour lesquels il n’est pas nécessaire d’appliquer en

permanence une tension aux bornes de la bobine pour maintenir le relais dans sa position.

D’un point de vue pratique, le relais PED PXC-1203 présente, par rapport au relais GP250,

l’avantage d’être beaucoup moins compact, ce qui rend plus aisée l’identification expérimentale

des propriétés géométriques et mécaniques.

Après une courte description des deux relais étudiés, nous présenterons la stratégie que nous

avons adoptée pour simuler le comportement vibratoire de la partie mobile du relais. Notre

méthodologie sera développée et validée à partir de l’étude complète du relais PED PXC-1203.

Nous l’appliquerons ensuite à l’analyse du relais GP250.
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7.2 Description des PED-PXC-1203 et GP250

7.2.1 Relais PED-PXC-1203

(a) Vue du relais PED (b) Modèle DAO du relais PED

Fig. 7.5 – Description du relais PED étudié

Le relais PED PXC-1203 est un relais électromécanique composé principalement d’une

partie mécanique pouvant pivoter autour d’un axe, d’un enroulement en cuivre et d’un

circuit magnétique constitué d’un assemblage de pièces en matériau ferromagnétique doux.

La partie fixe est constituée d’une armature métallique, élément constitutif du circuit

magnétique, et d’un contact électrique (Figure 7.6). Lorsqu’on alimente la bobine du relais

en courant continu, il se crée un champ d’induction magnétique qui est canalisé par le circuit

magnétique. Ce champ d’induction magnétique induit une force s’exerçant sur la partie

mobile du relais tendant ainsi à fermer le circuit magnétique (état de travail du relais).

Lorsqu’on coupe le courant dans la bobine, la force magnétique disparâıt et la partie mobile du

relais reprend sa position initiale (état de repos du relais) grâce à l’action d’un ressort de rappel.

La masse totale du relais PED PXC-1203 n’excède pas les 17 grammes, la masse de la partie

mobile étant de 1.2 grammes. Les dimensions géométriques du circuit magnétique et de la

partie mobile sont renseignées sur les schémas de la Figure 7.7.

Le schéma de câblage du relais PED PXC-1203 est présenté à la Figure 7.8. L’alimentation

de la bobine se fait entre les bornes 1 et 2 avec une tension nominale de 12 V. Le circuit

commandé passe par les bornes 5, 6 et 7 et le basculement se fait entre les bornes 3 et 4.

De plus amples informations concernant les spécifications du relais PED PXC-1203, dont sa

tenue aux vibrations et aux chocs, peuvent être trouvées dans la datasheet reprise en annexe D.
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Fig. 7.7 – Dimensions du relais exprimées en millimètre

7.2.2 Relais GP250

Le relais GP250, montré à la Figure 7.9, est un relais bistable constitué principalement des

éléments suivants (Figure 7.10) :

• deux solénöıdes (enroulement en cuivre) : l’un qualifié de latch-up et l’autre de reset,

• d’un aimant permanent,

• d’une palette en matériau ferromagnétique pouvant pivoter autour de son axe central,

• de deux poussoirs solidaires de la palette métallique,

• de deux lames mobiles en cuivre.

Le schéma fonctionnel du relais GP250 est montré à la Figure 7.11(a). Le relais GP250

possède 10 broches et quatre contacts électriques : 2 contacts dits de travail (broches 1 et 4) et



154 Modélisation du comportement dynamique. . .
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(a) Schéma de câblage du relais

Borne 7

Borne 1Borne 2

Borne 3

Borne 6Borne 5

Borne 4

(b) Localisation des bornes sur le relais

Fig. 7.8 – Configuration électrique du relais PED PXC-1203

Fig. 7.9 – Relais GP250

deux contacts dits de repos (broches 5 et 8). Nous désignerons par état reset la configuration

électrique dans laquelle le courant passe par les broches 1-3 et les broches 6-8. La configuration

électrique pour laquelle le courant passe par les broches 3-5 et 4-6 sera dénommée état latch-up.

L’état reset est celui représenté à la Figure 7.11(b).

Quelle que soit la configuration du relais (reset ou latch-up), le contact de travail est

maintenu par l’effort magnétique de l’aimant permanent de la palette et le contact de repos

par l’effet ressort de la lame mobile. Le basculement de l’état reset (latch-up) vers l’état

latch-up (reset) se produit lorsqu’on alimente en 26 V la bobine latch-up (reset) du relais GP250.

Lorsque le relais GP250 se trouve, par exemple, dans l’état latch-up, l’envoi d’une impulsion

de courant dans la bobine reset génère pendant un bref instant un champ magnétique qui a

pour effet de basculer la palette. Le poussoir 1, solidaire de la palette vient pousser sur la lame

mobile 1 de telle manière à l’amener d’un appui sur le contact 5 vers un appui sur le contact 1.

En même temps, le poussoir 2 décolle de la lame mobile 2 qui revient par son effet ressort en

appui sur le contact 8. Lorsque la bobine reset n’est plus alimentée, le maintien en position de
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Poussoir 1

Poussoir 2
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Contact

Bobine

Palette

Fig. 7.10 – Vue éclatée du relais GP250 (Figure issue de [POU02])

la lame mobile 1 est assuré par l’effort magnétique induit par l’aimant permanent de la palette

tandis que celle de la lame mobile 2 est assurée par son effet ressort.

Cette disposition des contacts conduit à une plus grande sensibilité aux vibrations selon

l’axe Y qui correspond à la direction des déplacements transversaux des lames mobiles et

de la palette. Cette constatation est cohérente avec les observations expérimentales établies

séparément par [WAT04b] et par [BRE02] : le niveau de choc à atteindre dans la direction

X pour provoquer une perte de contact du relais GP250 est d’environ 2 fois supérieur à celui

requis dans la direction Y .

Le Tableau 7.1 synthétise les principales caractéristiques physiques du relais GP250. Il

s’agit, soit de données fournies par le fabricant et reprises de [POU02], soit de mesures faites

par nos propres soins (⋄). Les spécifications complètes du relais GP250 sont reprises dans la

datasheet se trouvant à l’annexe D.
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(b) Disposition des broches – état reset

Fig. 7.11 – Schéma fonctionnel du relais GP250

Les relais bistables présentent deux avantages principaux : celui de ne consommer du courant

que lors des commutations, et celui de conserver en mémoire leur position même en cas de

coupure d’alimentation. Ils sont très utilisés dans des systèmes d’automatisation industrielle.

Leur inconvénient principal : leur prix !
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Tab. 7.1 – Caractéristiques physiques du relais GP250

Efforts de contact

Effort magnétique de l’aimant permanent 0.7 N

Effort de rappel du ressort 0.08 N

Spécifications de tenue aux vibrations et aux chocs

Vibrations sinusöıdales 30 g/ 75 à 2000 Hz

Chocs « demi-sinus » 100 g/ 11 ms

Masses

Totale (⋄) 8.3 g

Palette (⋄) 0.809 g

Lame mobile (⋄) 0.034 g

Dimensions

Volume palette (⋄) 0.11 cm3

Volume lame mobile (⋄) 3.83 mm3

Épaisseur lame mobile (⋄) 0.27 mm

Largeur lame mobile (⋄) 1.17 mm

Course écrasement contact 75 µm

Positions des contacts

Bobine latch-up 7/10

Bobine reset 2/9

Contact magnétique latch-up 6-4

Contact magnétique reset 3-1

Contact ressort latch-up 3-5

Contact ressort reset 6-8

7.3 Formalisme mathématique et interaction entre les

phénomènes mécaniques et électromagnétiques

Comme illustré à la Figure 7.12, un relais est un système électromécanique qui peut

toujours être séparé en deux sous-systèmes : un sous-système électromagnétique et un sous-

système mécanique. Le sous-système électromagnétique est décrit par les équations de Maxwell,

tandis que le sous-système mécanique obéit à la loi de Newton. Ces deux sous-systèmes

interagissent l’un avec l’autre et leur interaction est double : premièrement, le torseur des

forces électromagnétiquesd s’exerçant sur le sous-système mécanique produit un mouvement

de la partie mobile du relais ; deuxièmement, le mouvement de la partie mobile affecte le

dUn torseur de force est un ensemble de forces [VER06].
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sous-système électromagnétique par l’apparition de courants induits et par la modification

de la géométrique du relais conduisant à des variations de la réluctance totale du circuit

magnétique [KUR01, SRA98, HEN94].

Une description formelle du système électromécanique est donnée par les équations :

E(~qE , ~̇qE, ~qM) = sE (7.1)

M(~qM , ~̇qM , ~qE) = sM (7.2)

où les opérateurs mathématiques M et E décrivent respectivement les caractéristiques

dynamiques des sous-systèmes mécanique et électromagnétique. Les vecteurs ~qE et ~qM sont

respectivement les variables d’état électromagnétique et mécanique du système. Le terme sE

représente la contribution électromagnétique des sources (courant, tension, courant induit,. . . ),

tandis que le terme sM représente la contribution mécanique des sources (ressorts, gravitation,

force magnétique,. . . ).

Système électromagnétique

Sous-système
électromagnétique

Equations de Maxwell

Sous-système
mécanique

Loi de Newton

Torseur de forces

Mouvement induisant des
forces électromotrices

Géométrie variable en
fonction du temps

Fig. 7.12 – Décomposition du système électromagnétique en un sous système mécanique et en

un sous système électromagnétique interagissant l’un sur l’autre (Schéma reproduit de [KUR01])

La résolution des équations (7.1) et (7.2) n’est pas une tâche évidente car ce sont des

équations aux dérivées partielles non linéaires. Une des principales causes de non linéarité est

la variation quadratique de la force magnétique avec le champ magnétique.

Diverses stratégies peuvent être utilisées pour résoudre ces équations simultanément :

on parle alors de couplage électromagnétique fort [REN94]. Les plus courantes sont les

méthodes de type prédiction-correction. Ces méthodes consistent à prédire dans un premier

temps, les variables d’état ~qE et ~qM à l’instant t + h à l’aide d’une méthode d’intégration

explicite. Les valeurs prédites sont ensuite corrigées à l’aide de formules d’intégration implicite
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utilisant une procédure itérative de Newton-Raphson. Les itérations sont répétées jusqu’à

ce que les corrections sur les variables d’état ~qE et ~qM satisfassent la tolérance imposée [LAM00].

Si le pas d’intégration h est choisi de telle manière à être plus faible que la période sur laquelle

varient de manière significative les variables d’état ~qE et ~qM , les équations (7.1) et (7.2) du

système électromécanique peuvent être intégrées séparément à chaque pas de temps [KUR01] :

on parle dans ce cas de couplage électromagnétique faible [REN94]. En pratique, on évalue dans

un premier temps le champ électromagnétique à l’instant t + h en résolvant l’équation (7.1)

dans laquelle les variables d’état mécanique ~q t
M sont supposées connues. Ensuite, les forces

électromagnétiques calculées à partir de la solution du champ électromagnétique à l’instant t+h

sont introduites dans le système d’équations différentielles (7.2) décrivant le système mécanique

afin de simuler le champ de déplacement du système électromagnétique à l’instant t + h. Le

champ de déplacement « mis à jour » est finalement réintroduit dans les équations (7.1) du

système électromagnétique pour le calcul du pas de temps suivant. Cet algorithme de couplage

électromagnétique faible est illustré à la Figure 7.13.

Résolution du problème
électromagnétique:

E( qE, qE, qM ) = sE

Avec qM  = cst au temps t

Résultat : qE au temps t + h

Résolution du problème mécanique: 

M( qM, qM, qE )= sM

Avec qE  solution du problème
électromagnétique à l'instant t + h

Résultat : qM au temps t + h

itération sur le pas de temps h:
t:= t + h

Fig. 7.13 – Illustration de l’algorithme de couplage électromagnétique faible (Schéma reproduit

de [KUR01])
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7.4 Modélisation du comportement dynamique de la

partie mobile du relais

7.4.1 Description du modèle et condition d’ouverture

Lorsque le relais est en configuration fermée, sa partie amovible peut être modélisée

simplement par une poutre encastrée-libre [CHA96, ZHA02, ZHA03, REN06], comme illustré

aux Figures 7.14 et 7.15, respectivement pour les relais PED PXC-1203 et GP250. La résultante

des forces de contact Fc entre les parties fixe et mobile est décrite par l’intermédiaire d’un

ressort linéaire de raideur k agissant à l’extrémité libre de la poutre.
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Fig. 7.14 – Poutre cantilever, représentant la partie amovible du relais PED, assujettie à des

forces élastiques à son extrémité libre

Une approche par éléments finis a été adoptée pour représenter le comportement dynamique

de la poutre. Le modèle a été développé à l’aide de la bibliothèque EasyFEM développée sous

l’environnement MatLab par le service de Mécanique Rationnelle, Dynamique et Vibrations de

la Faculté Polytechnique de Mons. La librairie EasyFEM comprend la définition de plusieurs

procédures principalement orientées pour l’analyse statique et dynamique des structures par

la méthode aux éléments finis. Elle comprend à la fois des procédures d’intérêt général (assem-

blage, intégration numérique des équations du mouvement,. . . ) et les fonctions permettant la

construction des matrices de masse et de rigidité des principaux éléments structurels (barres

et poutres) [MRDVa].

La partie amovible du relais a été modélisée par des éléments de type « poutre ».

L’éléments Beam1D a été utilisé pour modéliser le relais PED PXC-1203, tandis que le compor-

tement dynamique de la lame mobile 2 du relais GP250 a été décrit à l’aide de l’élément Beam2D.
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k

a(t)

Lame mobile

Fig. 7.15 – Lame mobile 2 du GP250 assujettie à un champ d’accélérations a(t)

L’élément BEAM1D représente un tronçon de poutre soumis à la flexion et présente quatre

degrés de liberté ordonnés comme indiqué à la Figure 7.16 : le déplacement transversal au

nœud 1, la rotation au nœud 1, le déplacement transversal au nœud 2, la rotation au nœud 2.

Cet élément ne présente aucun degré de liberté axial, et ne peut donc pas rendre compte des

phénomènes de traction. Par ailleurs, cet élément ne permet que la modélisation de poutres

contiguës orientées selon la même direction. Pour le relais PED PXC-1203, nous avons défini un

total de 40 éléments le long de la poutre.

Fig. 7.16 – Définition des degrés de liberté de l’élément BEAM1D (Figure issue de [CON08])

L’élément Beam2D représente un tronçon de poutre uniforme, orienté de manière quelconque
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dans le plan OXY , soumis à la traction et à la flexion. Cet élément présente six degrés de

liberté par élément ordonnés comme à la Figure 7.17 : déplacements du nœud 1 mesurés

respectivement selon les axes X et Y , rotation de la section au nœud 1 selon l’axe Z,

déplacements et rotation du nœud 2. Un nombre total de 60 éléments a été considéré sur la

longueur de la lame mobile du relais GP250.

Fig. 7.17 – Définition des degrés de liberté de l’élément BEAM2D (Figure issue de [CON08])

Les équations du mouvement de la poutre sont données par le système d’équations

différentielles linéaires suivant :

[M ]
{

~̈q
}

+ [C]
{

~̇q
}

+ [K] {~q} =
{

~F (~q)
}

− [M ]
{

~R
}

a(t) (7.3)

où [M ] représente la matrice de masse du système, [C] la matrice d’amortissement structurel

du système et [K] la matrice de rigidité du système. Le vecteur {~q} désigne les déplacements

nodaux exprimés par rapport au déplacement de la base du relais tandis que le vecteur
{

~F (~q)
}

indique les forces appliquées.

Le terme − [M ]
{

~R
}

a(t) correspond aux forces d’inertie d’entrâınement appliquées au

relais lorsque celui-ci est soumis à une accélération verticale a(t). Le vecteur
{

~R
}

, appelé

vecteur des coefficients d’influence, sert à référer l’accélération a(t) au niveau des degrés de

liberté de translation verticale : la composante ri du vecteur des coefficients d’influence
{

~R
}

prend la valeur 1 si le degré de liberté qi correspond à une translation selon la direction de

l’accélération a(t) et 0 pour tous les autres degrés de liberté.

La matrice d’amortissement structurel [C] du système a été construite en utilisant un amor-

tissement proportionnel de Rayleigh [CON04] :

[C] = α [M ] + β [K] (7.4)
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Les paramètres de Rayleigh α et β peuvent être estimés expérimentalement à partir de

l’identification des propriétés modales (fréquences propres et degrés d’amortissement réduits)

des deux premiers modes propres du relais :

2ξkωk = α + β ω2
k (7.5)

Dans cette dernière équation, ωk et ξk désignent respectivement la pulsation propre et le

degré d’amortissement réduit associés au mode propre k.

La perte de contact du relais apparâıt lorsque la résultante des forces de contact Fc, qui est

décrite par l’action du ressort linéaire de raideur k, devient supérieure à la force minimale qu’il

faut appliquer à l’extrémité libre pour l’ouvrir lorsqu’initialement le contact est fermé [BRE02] :

Fc = k | qcontact| > |Fmin| (7.6)

Dans le cas du relais PED PXC-1203, la force minimale à appliquer sur la partie mobile du

relais est de 2.4 N. Cette valeur de la force a été estimée expérimentalement pour une tension

d’alimentation de la bobine de 12 volts (cf. section 7.5.1.5).

Dans le cas du GP250, la force minimale à exercer à l’extrémité libre de la lame mobile

pour rompre le contact de repose est de 0.08 N : il s’agit d’une valeur fournie par le fabricant

(Tableau 7.1). Des mesures effectuées par Thales Alenia Space (Toulouse) sur l’une des lames

mobiles du relais GP250 ont donné une valeur comprise entre 0.12 N et 0.16 N [BRE02].

Cependant, les difficultés d’accès à la lame mobile ne permettent pas une mesure précise. Dans

la suite, nous utiliserons exclusivement la valeur fabricant. Lorsque la lame mobile ferme un

contact de travail f, la force à appliquer à son extrémité libre est de 0.7 N (valeur fabricant).

Cette force magnétique a également été mesurée par Thales Alenia Space (Toulouse) et a été

évaluée entre 0.5 N et 0.65 N [BRE02].

7.4.2 Interprétation physique à partir d’un système à 1 degré de

liberté

L’allure générale de l’évolution, en fonction de la fréquence, de l’accélération minimale

Amin conduisant à une perte de contact du relais peut facilement être interprétée au départ

d’un système à un degré de liberté.

Considérons le système à un degré de liberté qui est représenté à la Figure 7.18. Ce système

est constitué d’une masse m, d’un amortisseur visqueux de constante c et d’un ressort linéaire

eLe contact de repos est maintenu en position par l’effet ressort de la lame mobile.
fLe contact de travail est maintenu en position par l’effort magnétique de l’aiment permanent de la palette.
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de raideur k. Une précontrainte Fc0 est appliquée sur la masse m et la fondation du système

est animée d’une accélération a(t).

m

k c a(t)

Fc0

Fig. 7.18 – Schéma du modèle à un degré de liberté

L’équation différentielle régissant le comportement dynamique de ce système mécanique à

un degré de liberté est donnée par

m ÿ + c ẏ + k y = Fc0 −ma(t) (7.7)

où le paramètre de configuration y désigne le déplacement relatif de la masse m par rapport

à sa fondation. En introduisant l’écart Y ≡ y−yeq par rapport à la position d’équilibre statique

yeq = Fc0

k
, l’équation différentielle (7.7) peut se mettre sous la forme suivante :

Ÿ + 2ξω0Ẏ + ω2
0Y = −a(t) (7.8)

où ω0 ≡
√

k
m

représente la pulsation propre du système et ξ le degré d’amortissement

réduit du système défini par c
m

≡ 2ξω0.

Dans le domaine fréquentiel, l’équation (7.8) s’exprime de la manière suivante :

Y =
−A

(−ω2 + j 2ξωω0 + ω2
0)

(7.9)

En vertu de la condition d’ouverture (7.6), il y aura perte de contact si :

|Y | =

∣
∣
∣
∣

−A
(−ω2 + j 2ξωω0 + ω2

0)

∣
∣
∣
∣
≥
∣
∣
∣
∣

Fc0

k

∣
∣
∣
∣

(7.10)

Finalement, l’expression de l’accélération minimale Amin à partir de laquelle on observe une

perte de contact est donnée par la relation :

Amin =
Fc 0

m

√
√
√
√

(

1 −
(
ω

ω0

)2
)2

+

(

2ξ
ω

ω0

)2

(7.11)
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Cette relation montre que l’accélération nécessaire pour ouvrir le relais évolue comme

l’inverse de la transmissibilité du système.

Comme on peut le constater à la Figure 7.19, le degré d’amortissement ξ du système « masse-

ressort-amortisseur » est un paramètre significatif dans les simulations numériques car sa valeur

influence sensiblement l’estimation de l’accélération minimale conduisant à une perte de contact

du relais.
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Fig. 7.19 – Évolution de l’accélération minimale conduisant à une perte de contact en fonction

de la fréquence pour différentes valeurs du degré d’amortissement ξ

7.5 Application au relais PED

7.5.1 Calcul de la force électromagnétique

7.5.1.1 Introduction

Pour intégrer les équations différentielles du sous-système mécanique (7.2), il est nécessaire

de connâıtre les forces électromagnétiques générées par l’électroaimant et exercées sur la par-

tie mobile du relais. Lorsque le relais est fermé, la force électromagnétique Fmagn agisant sur

l’armature métalique du relais est donnée par l’expression suivante [JAC62, JUF95] :

Fmagn =
B2

airSair

2µair
(7.12)

Le calcul de la force magnétique Fmagn requiert la connaissance de l’induction magnétique

Bair dans l’air et de la section Sair de l’entrefer. La constante µair représente la perméabilité
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magnétique de l’air qui est approximativement égale à celle du vide qui vaut 4π10−7 mT/A.

En outre, l’induction magnétique Bair dépend de nombreux paramètres tels que le nombre

de spires de la bobine de l’électroaimant, le courant, la réluctance du circuit magnétique,

les caractéristiques du matériau ferromagnétique,. . . A priori ces paramètres sont inconnus et

doivent être identifiés expérimentalement.

L’induction magnétique peut être simulée de deux manières différentes :

• soit par une approche analytique utilisant la théorie des circuits magnétiques,

• soit à l’aide d’un modèle éléments finis du relais.

L’approche analytique offre l’avantage d’être beaucoup plus rapide en temps de calcul

que la méthode aux éléments finis. Par ailleurs, elle permet facilement de calcluer l’induction

magnétique pour différentes configurations configurations géométriques du relais.

L’approche par circuit magnétique équivalent a été implémentée sous MatLab et a été validée

en comparant les prédictions numériques de la force magnétique Fmagn à celles du modèle

éléments finis et aux valeurs expérimentales.

7.5.1.2 Approche par circuit magnétique équivalent

Notion de force magnétomotrice

La force magnétomotrice ǫ, aussi appelée potentiel magnétique, qui est générée par le

solénöıde du relais est calculée à partir de la forme intégrale du théorème d’Ampèreg :

ǫ ≡
∮

C
~H · ~dl = NI (7.13)

où N représente le nombre de spires du bobinage du relais.

Le courant I circulant à travers l’enroulement obéit à la loi des mailles qui exprime que

dans un circuit électrique la somme algébrique des variations de potentiel le long de n’importe

quel parcours fermé doit être nulle :

V − L dI

dt
− R I = 0 (7.14)

gDans le cadre de la magnétostatique, le théorème d’Ampère énonce que l’intégrale curviligne du champ

magnétique le long d’un parcours fermé, appelé boucle d’Ampère, est égale à la somme algébrique des courants

qui traversent la surface délimitée par cette boucle, multipliée par la perméabilité magnétique du vide µ0

(= 4π 10−7 H/m) :
∮

C
~B · d~l = µ0 I. Sous sa forme différentielle, le théorème d’Ampère s’écrit : ~∇ ∧ ~B = µ0

~j,

où ~j désigne la densité de courant.
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où L désigne l’inductance du circuit magnétique, R la résistance électrique de l’enroulement

et V la tension d’alimentation de la bobine.

Notion de flux magnétique

Un tube d’induction est défini comme le volume engendré par les lignes d’induction

magnétique qui s’appuient sur un contour fermé. Les lignes d’induction magnétique sont

tangentes en chaque point de l’espace aux vecteurs d’induction magnétique ~B = µ0
~H.

Fig. 7.20 – Tube d’induction magnétique (Figure issue de [JUF95])

On définit le flux magnétique Φ comme étant la grandeur :

Φ =

∫∫

St

~B · ~dS (7.15)

où St représente la surface du tube d’induction magnétique. Le flux magnétique associé à un

tube d’induction est conservatif. Cette propriété résulte de l’équation de Maxwell-Thomsonh

qui exprime que la divergence de l’induction magnétique est nulle :

~∇ · ~B = 0 (7.16)

En effet, l’application du théorème de Green-Ostrogradski permet de mettre

l’équation (7.16) sous sa forme intégrale :

∫∫∫

~∇ · ~B =

∫∫

~B · ~dS =

∫∫

S1

~B · ~dS1 +

∫∫

S2

~B · ~dS2 +

∫∫

Slat

~B · ~dSlat
︸ ︷︷ ︸

=~0 car ~B ⊥−−−→
dSlat

= 0 (7.17)

qui exprime effectivement la conservation du flux magnétique :

−Φ1 + Φ2 = 0 ou Φ1 = Φ2 (7.18)

hL’équation de Maxwell-Thomson constitue la version magnétique du théorème de Gauss.
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Loi d’Hopkinson

Le long d’un tube d’induction, le flux magnétique Φ varie linéairement avec la force

magnétomotrice ǫ [JUF95] :

ǫ ≡
∮

C
~H · ~dl
︸ ︷︷ ︸

~H‖~dl

=

∮

C

S

S

B

µ0
dl = Φ

∮

C

dl

µ0 S
= Rtot Φ (7.19)

Cette équation est connue sous le nom de la loi d’Hopkinson et constitue l’équivalent de la loi

d’Ohm pour les circuits magnétiques. La réluctance Rtot, encore appellée résistance magnétique,

depend des caractéristiques géométriques et physiques du circuit magnétique. Comme pour les

résistances électriques, les réluctances peuvent s’associer en série et en parallèle et répondent

aux mêmes relations qu’en électricité (Figure 7.21) :

Rtot =
∑

i

Ri (7.20)

1

Rtot
=

∑

i

1

Ri
(7.21)

l’équation (7.20) étant la relation pour les réluctances en série et l’équation (7.21) celle pour

les réluctances en parallèle.

R’’ R’’’
R’

R’

R’’’

R’’

Fig. 7.21 – Réluctances en série et en parallèle

Détermination de l’induction magnétique Bair

La partie ferromagnétique du relais PED PXC-1203 peut être considérée comme un circuit

magnétique subdivisé en plusieurs tronçons pour lesquels sont calculées les réluctances

correspondantes (Figure 7.22(a)).

La réluctance totale Rtot du circuit magnétique est la somme des réluctances des différents

tronçons constituant le circuit magnétique :

Rtot =
∑

i

Ri =
∑

i

li
µ0 µri Si

(7.22)
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R1

Rair

R2

R3

R4

ǫ

(a) Circuit magnétique équivalent

(b) Modèle DAO du relais

Fig. 7.22 – Circuit magnétique associé au relais PED en configuration fermée

où li, Si et µri représentent respectivement la longueur, la section et la perméabilité magnétique

relative du segment i du circuit magnétique.

Finalement, l’application de la loi d’Hopkinson (7.19) et de la conservation du flux

magnétique (7.17) permet de calculer l’induction magnétique Bair au niveau de l’entrefer du

relais :

Bair =
Φ

Sair
=

1

Sair

ǫ

Rtot
=

NI

Sair

∑

i
li

µ0 µriSi

(7.23)

L’induction magnétique Bair dépend essentiellement de la valeur de l’entrefer e et du nombre

de spires N de l’enroulement en cuivre qui peut être estimé indirectement par une mesure de
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l’inductance propre L du circuit magnétique par la relation :

Φtotal ≡ N Φ = L I ⇒ L =
N Φ

I
=

N

I

NI

Rtot
=

N2

Rtot
(7.24)

La résistance R et l’inductance propre L ont été estimées expérimentalement à l’aide d’un

testeur de composants RLC METERMAN LCR55. Les caractéristiques du testeur sont renseignées

dans le Tableau 7.2.

Tab. 7.2 – Caractéristique du testeur de composants LCR55

Résistances 0.01 Ω à 20 MΩ +/- 0.5% *

Capacités 0.1 pF à 2000 µF +/- 1.0% *

Inductances 0.1 µH à 200 H +/- 5.0% *

* erreur relative par rapport au calibre utilisé

La mesure des dimensions du relais PED PXC-1203, telles que la valeur de l’entrefer e, a

été réalisée à l’aide de la Machine à Mesurer Tridimensionnelle (M.M.T.) du laboratoire de

métrologie du Service de Génie Mécanique de la Faculté Polytechnique de Mons (Figure 7.23).

Cette machine permet d’effectuer des mesures avec une grande précision : l’erreur ε depend de

la longueur de la pièce à mesurer et vaut ε = 2, 5+ L
400

µm, L étant la longueur mesurée en mm.

(a) Machine à Mesurer Tridimensionnelle (b) Disposition du relais

Fig. 7.23 – M.M.T utilisée pour mesurer la géométrie du relais

Les principales caractéristiques géométriques et physiques du circuit magnétique corres-

pondant à la configuration fermée du relais PED sont résumées au Tableau 7.3.

Lorsqu’on applique une tension d’alimentation V de 12 volts, un courant I de 85.7 mA

circule dans la bobine du relais produisant ainsi un flux magnétique Φ de 15.93 µWb. Ce flux
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Tab. 7.3 – Caractéristiques mesurées et calculées du circuit magnétique en configuration fermée

Résistance R : 140 Ω Entrefer e : 0.3 mm

Inductance propre L : 0.145 H Réluctance totale Rtot : 7.5 106 H−1

Nombre de spires N : 1286 Section Sair de l’entrefer 38.48 mm2

induit un champ d’induction magnétique Bair de 0.414 T dans l’entrefer, ce qui conduit, lorsque

le relais est fermé, à une force magnétique Fmagn de 2.60 N s’exerçant sur la partie mobile du

relais PED PXC-1203.

7.5.1.3 Approche par la méthode aux éléments finis

Un modèle bidimensionnel du relais PED PXC-1203 a été développé à l’aide du logiciel aux

éléments finis ANSYS 8.1 en vue de simuler le champ magnétique généré par le solénöıde lors-

qu’un courant le parcourt. La partie ferromagnétique du relais, ainsi que l’air ambiant et la

bobine, ont été décrits par des éléments parallélépipédiques ou triangulaires dédiés aux cal-

culs magnétiques. Ces éléments, baptisés PLANE53 dans ANSYS, sont définis par huit nœuds et

possèdent un degré de liberté par nœud : la composante Az du potentiel vecteur ~A correspon-

dant à la direction perpendiculaire au plan du modèle [ANSYS]. Le potentiel vecteur ~A est lié

au champ magnétique ~H par la relation :

~H = ~∇∧ ~A (7.25)

L’introduction du potentiel vecteur ~A permet, sous certaines conditions dites de jauges, de

découpler les équations de Maxwell [FEY99, SEM98]. Dans le contexte de la magnétostatique,

l’équation de Maxwell-Ampèrei s’écrit sous la forme d’une équation de Poisson :

△ ~A(~r, t) = −µ0
~j(~r, t) (7.26)

où ~j représente la densité de courant et µ0 la perméabilité magnétique du videj. C’est

sous cette forme différentielle que l’équation de la magnétostatique est implémentée dans les

logiciels aux éléments finis [MEU03].

L’excitation se définit par la densité de courant ~j qui circule à travers l’enroulement en

cuivre. Cette densité de courant a été appliquée aux deux surfaces représentant la bobine avec

pour l’une une valeur positive et pour l’autre, une valeur négative, le signe indiquant le sens

de circulation du courant (Figure 7.24).

iLa forme différentielle du Théorème d’Ampère.
jLa perméabilité magnétique du vide µ0 est égale à 4π10−7 [mT/A].



172 Modélisation du comportement dynamique. . .

Fig. 7.24 – Vue des différentes zones du relais

Nous avons imposé comme condition aux limites que le potentiel vecteur ~A soit nul aux

frontières de la surface représentant l’air ambiant. Cette condition revient à obliger les lignes

d’induction magnétique à être parallèles à la « bôıte » délimitant le système. Le « volume »

d’air enfermant le relais a été pris de plus en plus grand jusqu’à la stabilisation des résultats

numériques.

Comme illustré à la Figure 7.25, les lignes d’induction magnétique obtenues par simulation

numérique sont canalisées à l’intérieur du circuit magnétique.

Le champ magnétique ~H calculé pour une densité de courant correspondant à une tension

d’alimentation de la bobine de 12 volts conduit a une force magnétique de 2.44 N. Cette

force est comparable à la force estimée par l’approche par circuit magnétique équivalent (cf.

section 7.5.1.2).

7.5.1.4 Analyse paramétrique

La figure 7.26(a) illustre la dépendance quadratique de la force magnétique Fmagn avec la

tension d’alimentation de la bobine V .

La valeur de l’entrefer est un paramètre significatif dans le calcul de la force magnétique.

En effet, comme le montre la Figure 7.26(b), une faible erreur sur l’estimation de l’entrefer

peut conduire rapidement à une mauvaise évaluation de la force magnétique qui s’exerce

réellement sur la partie mobile du relais. En pratique, la valeur de l’entrefer est recalée sur

base de données expérimentales.

La Figure 7.26(d) montre l’évolution de la force magnétique Fmagn en fonction de

la perméabilité relative µr du matériau ferromagnétique. La faible variation de la force

magnétique avec la perméabilité magnétique relative µr montre qu’une erreur sur l’identifi-
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Fig. 7.25 – Lignes d’induction magnétique

cation du matériau ferromagnétique constituant le relais n’est pas problématique au niveau

du modèle. Dans la suite de ce travail, nous avons considéré pour la perméabilité magnétique

relative µr la valeur du fer qui est égale à 10000.

Pour ce qui est de l’inductance, elle a été prise dans une gamme de valeurs comprise entre

l’erreur minimum et maximum que donnait l’appareil de mesure (cf. Tableau 7.2). Comme en

atteste la Figure 7.26(c), la force magnétique varie très peu avec l’inductance dans la gamme

de valeurs considérées. L’erreur sur la mesure de l’inductance n’est donc pas significative pour

le calcul de la force magnétique Fmagn.

7.5.1.5 Validation des deux modèles numériques

La force magnétique a été estimée expérimentalement à partir de la mesure de la force

minimale qui doit être appliquée sur la partie mobile du relais pour l’ouvrir lorsque celui-ci se

trouve dans sa configuration fermée. Pour réaliser cette mesure, des lames en plastique dur ont

été collées sur le relais de telle manière à pouvoir le placer entre les mors d’une machine de

traction. Pour des tensions d’alimentation de la bobine variant de 6 à 12 V, la partie mobile

du relais a été soumise à un effort croissant jusqu’à ouverture du contact.

L’évolution mesurée de la force magnétique, en fonction de la tension d’alimentation

est comparée, à la Figure 7.28, à celle déduite numériquement des deux modèles présentés

précédemment. Les deux approches numériques conduisent à des résultats similaires et per-

mettent de simuler la force magnétique générée par le solénöıde du relais.
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Fig. 7.26 – Influence de quelques paramètres physiques et géométriques du circuit magnétique

sur le calcul de la force magnétique Fmagn

7.5.2 Estimation de la raideur de contact – Théorie du contact de

Hertz

Le contact entre les parties amovible et statique du relais PED PXC-1203 est représenté

schématiquement à la Figure 7.29.

Dans le cadre de la théorie du contact de Hertz pour un contact sphérique entre deux corps

homogènes et isotropes, la force F assurant le contact entre les deux solides et la déformation

totale δ des deux surfaces en contact sont liées par une relation non linéaire de la forme :

F = K δ3/2 (7.27)
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Fig. 7.27 – Disposition du relais entre les mors de la machine de traction
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Fig. 7.28 – Évolution des forces magnétiques expérimentales et numériques en fonction de la
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Fig. 7.29 – Vue schématique du contact entre les parties mobile et statique du relais (Figure

tirée de [REN06])
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La constante K est déterminée à partir des propriétés physiques et géométriques des deux

corps en contact [DEH03, REN06] :

K =
4E⋆

3
R1/2 (7.28)

Dans cette dernière équation, les paramètres E⋆ et R sont définis par les relations suivantes :

1

E⋆
=

1 − ν2
1

E1
+

1 − ν2
2

E2
(7.29)

1

R
=

1

R1
+

1

R2
(7.30)

où Ei, νi et Ri représentent respectivement le module d’élasticité de Young, le rapport de

Poisson et le rayon de contact du solide i.

Pour de faibles variations autour d’une configuration donnée (F0, δ0), l’équation (7.27) peut

être linéarisée en introduisant la raideur équivalente k définie par :

k =
∂F

∂δ

∣
∣
∣
∣
∣
F0,δ0

=
3

2
K δ

1/2
0 =

3

2
K2/3 F

1/3
0 (7.31)

La Figure 7.30 montre l’évolution de la raideur linéaire k en fonction de la force normale de

contact F et du rayon de contact R1 de la partie mobile dans le cas où le matériau constituant

les deux corps en contact est un alliage d’argent et que la surface de contact de la partie statique

est plate (R2 = ∞). L’ordre de grandeur obtenu pour la raideur linéaire de contact équivalente

k est de 106 N/m ; cette valeur de la raideur est cohérente avec celle que l’on peut trouver dans

la littérature pour ce type de relais [REN06].

7.5.3 Identification expérimentale des paramètres du modèle

mécanique sur base de la mesure de la transmissibilité du

système

La transmissibilité T (ω) entre l’accélération a(t) de la base du relais et la vitesse vc(t)

d’un point de la partie mobile, situé à proximité de la bobine, a été mesurée dans la gamme

fréquentielle [0 – 8 kHz] lorsque le relais se trouve en configuration fermée. Pour rappel, la

transmissibilité T (ω) est le rapport, dans le domaine fréquentiel, entre la réponse mesurée vc(t)

et l’accélération a(t) avec laquelle la base du relais est animée :

a(t)
FFT−−−→ A(ω)

vc(t)
FFT−−−→ Vc(ω)







⇒ T (ω) =
Vc(ω)

A(ω)
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0 0.5 1 1.5 2 2.5 3
0.8

1

1.2

1.4

1.6

1.8

2
x 10

6

Force de contact [N]

R
ai

de
ur

 d
e 

co
nt

ac
t [

N
/m

]
R

1
=1 mm

R
1
=2 mm

R
1
=4 mm

R
1
=6 mm

R
1
=8 mm

R
1
=10 mm

R
1
=20 mm

Fig. 7.30 – Relation entre la raideur k, la force de contact F et le rayon de contact R1

En pratique, la transmissibilité T (ω) est évaluée à partir du rapport entre la densité spectrale

de puissance de la réponse SV V (ω) et de la densité spectrale de puissance croisée SV A(ω) entre

la réponse vc(t) et l’excitation a(t) [DEH01] :

T̂ (ω) =
SV V (ω)

SV A(ω)
(7.32)

L’accélération de la base du relais a été mesurée à l’aide d’un accéléromètre piézoélectrique

Brüel & Kjaer 4393, de sensibilité égale à 100 mV/(m/s2), collé à la table du shaker utilisé

pour générer les vibrations (Figure 7.31). Les principales caractéristiques de cet accéléromètre

sont renseignées au Tableau 7.4k.

Tab. 7.4 – Caractéristiques de l’accéléromètres Brüel & Kjær 4393

Marque Brüel & Kjær

Masse 2.4 g

Bande passante 10 kHz

Sensibilité 100 mV/g

La vitesse de la zone de contact à été relevée à l’aide d’un vibromètre laser

POLYTEC OFV-1100. Le vibromètre laser permet de mesurer par interférométrie les réponses

vibratoires d’une structure sans être en contact avec celle-ci, ce qui présente l’avantage de ne

kLa datasheet complète de l’accéléromètre Brüel & Kjær 4393 est donnée à l’annexe C.
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Shaker

Accéléromètre

Relais PED

Fig. 7.31 – Vue du dispositif expérimental utilisé pour mesurer la transmissibilité T (ω)

Tab. 7.5 – Caractéristiques modales du relais

Fréquence propre fk Degré d’amortissement réduit ξk

Mode 1 2765 Hz ≈ 2 %

Mode 2 5795 Hz ≈ 1.5 %

pas modifier la masse totale du système étudié.

Comme illustré à la Figure 7.32, la courbe de transmissibilité mesurée dans la gamme

fréquentielle [2 – 8 kHz] révèle la présence de deux modes propres. Les caractéristiques modales

de ces deux modes propres peuvent facilement être estimées à partir de la transmissibilité

T (ω) en utilisant des méthodes classiques d’identification modale. Quelques une de ces

méthodes, dont les méthodes du Circle-Fit et du Line-Fit [MAI97], sont implémentées

dans la bibliothèque EasyMod qui a été développée sous l’environnement MatLab par le

service de Mécanique Rationnelle, Dynamique et Vibrations de la Faculté Polytechnique de

Mons [MRDVb]. Les caractéristiques modales de ces deux premiers modes propres ont été

identifiées à partir de la méthode du Circle-Fit et sont résumées au Tableau 7.5. Étant

donné que les relais sont des mécanismes très légers et de petite taille, il n’est pas surprenant

de trouver les premiers modes propres de flexion à des fréquences aussi élevées.

Les caractéristiques modales du relais PED PXC-1203 ont permis d’identifier par une

procédure de recalage la raideur de contact k, le module d’élasticité de Young E du

matériau ferromagnétique constituant la partie mobile du relais PED PXC-1203, ainsi que les

paramètres de Rayleigh α et β nécessaires pour construire la matrice d’amortissement structu-
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rel [C] (cf. Équation (7.4)). Les valeurs de ces différents paramètres sont reprises au Tableau 7.6.

Tab. 7.6 – Caractéristiques physiques de la partie mobile du relais

Caractéristiques élastiques

k : 1763200 N/m E : 156 GPa

Paramètres de Rayleigh

α : 578 rad/s β : 3.9 10−7 s/rad

La comparaison entre la transmissibilité mesurée expérimentalement et celle simulée à partir

du modèle éléments finis est montrée à la Figure 7.32. Ces résultats attestent que notre modèle

permet de reproduire correctement le comportement dynamique de la partie mobile du relais

PED PXC-1203 dans la gamme fréquentielle [2 – 8 kHz].
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Fig. 7.32 – Comparaison entre les transmissibilités expérimentale et numérique

7.5.4 Résultats expérimentaux et validation du modèle du relais

L’accélération minimale conduisant à une perte de contact du relais peut être estimée

expérimentalement à partir du relevé de l’évolution temporelle de la tension appliquée aux

bornes 4 et 7 du relais lorsque celui-ci est en configuration fermée (Figure 7.33). Nous

considérerons qu’une perte de contact du relais survient dès que la tension mesurée chute de 2

% sous la tension nominale fixée à 5 V.
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Les niveaux vibratoires auxquels est soumis le relais PED PXC-1203 sont mesurés à

l’aide d’un accéléromètre piézoélectrique Brüel & Kjaer 4393, de sensibilité égale à 3.16

mV/(m/s2), qui est directement collé sur le plateau du shaker.

Acc.

Alim. 12 V

Alim. 5 V

(a) borne 4 : fil blanc – borne 7 : fil mauve

– borne 1 : fil bleu – borne 2 : fil vert

(b) Alimentation en tension continue : 5 V

(Contact) – 12 V (Bobine)

Fig. 7.33 – Dispositif expérimental utilisé pour mesurer l’évolution temporelle de l’accélération

et de la tension lors des essais vibratoires

Nous avons excité la base du relais PED PXC-1203 à l’aide d’une sollicitation harmonique

et nous avons estimé pour des fréquences d’excitation balayant la gamme fréquentielle [ 2 –

8 kHz], le niveau d’accélération minimum Amin entrâınant une perte de contact du relais en

augmentant progressivement le gain d’amplification du shaker jusqu’au moment où le signal

de la tension chute en dessous de 4.9 V.

La comparaison entre les valeurs expérimentales et les prédictions numériques est montrée

à la Figure 7.34. Remarquons qu’aucun résultat expérimental n’est disponible entre 3500 et

5000 Hz car le shaker ne permet pas d’imposer des niveaux vibratoires supérieurs à 100 g.

Comme annoncé à la section 7.4.2 à partir de l’analyse d’un système mécanique à un degré

de liberté, la courbe donnant l’accélération minimale conduisant à une perte de contact en

fonction de la fréquence d’excitation évolue comme l’inverse de la transmissibilité du système :

la sensibilité du relais PED PXC-1203 augmente significativement au voisinage des fréquences

propres de sa partie mobile.
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Fig. 7.34 – Comparaison entre les prédictions expérimentales et numériques

7.5.5 Analyse de la résistance aux chocs

7.5.5.1 Spécifications selon la norme CEI 255-21-2

Selon la norme CEI-255-21-2 [CEI], les essais de choc se divisent en trois catégories, les

essais de comportement, les essais de tenue aux chocs et les essais de secousses. Les essais de

comportement sont effectués pour déterminer le comportement du spécimen testé lorsqu’il est

soumis à des chocs tels que ceux auxquels il peut être occasionnellement exposé en service.

Les essais de tenue aux chocs, quant à eux, appliquent des niveaux de chocs plus élevés

pour simuler des environnements avec lesquels le relais peut être mis en présence durant

son transport ou sa manutention. Enfin, les essais de secousses consistent à soumettre le re-

lais à un nombre important de chocs successivement selon les trois axes (2000 secousses par axe).

Pour chacune des trois catégories d’essai, la forme de l’impulsion utilisée est une demi

période d’une onde sinusöıdale déterminée par son niveau d’accélération A et sa durée D. La

valeur réelle de l’accélération doit être à l’intérieur des limites de tolérance indiquées à la figure

7.35. Pour ce qui est de la tolérance sur la durée de l’impulsion, elle est de ±2 ms.

Les sévérités d’essai sont classées en fonction de la capacité du relais à supporter les chocs

mécaniques et les secousses. La norme CEI-255-21-2 prescrit trois classes de sévérité :

• classe 0 : relais pour lesquels il n’y a pas d’imposition de tenue aux chocs,

• classe 1 : relais pour utilisation normale dans des centrales, postes et installations indus-

trielles et pour des conditions de transport normales,

• classe 2 : relais pour lesquels un très haut niveau de sécurité est requis ou lorsque les
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Fig. 7.35 – Tolérance sur la forme de l’impulsion demi-sinus (Figure issue de [CEI])

Tab. 7.7 – Paramètres de l’essai de tenue aux chocs pour les différentes classes de sévérité

Classe Amplitude de l’impulsion A (g) Durée de l’impulsion D (ms)

0 - -

1 15 11

2 30 11

niveaux de chocs sont très élevés ; comme par exemple l’utilisation à bords des navires et

pour des conditions de transport sévères.

Pour les essais de tenue aux chocs, les caractéristiques d’amplitude et de durée du choc

« demi-sinus » sont reprises au Tableau 7.7 pour les différentes classes de sévérité.

7.5.5.2 Résultats

Notre modèle peut être exploité pour estimer l’influence de certains paramètres de

fonctionnement, tels que la valeur de l’entrefer ou la tension d’alimentation de la bobine, sur

la résistance aux chocs des relais. Pour l’ensemble des simulations numériques réalisées, nous

avons appliqué à la base du relais un choc « demi-sinus »
l et nous avons pris en compte dans nos

simulations numériques de l’interaction entre les phénomènes mécaniques et électromagnétiques

en utilisant la procédure itérative qui est décrite à la section 7.3.

lOn appelle choc mécanique une excitation vibratoire dont la durée est de l’ordre de grandeur ou inférieure à

environ deux fois la période propre du système mécanique sollicité. Il y a donc choc mécanique lorsqu’une force,

une position, une vitesse ou une accélération est brusquement modifiée et que cela crée un régime transitoire

dans le système considéré (Définition ISO [ISO]).
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La Figure 7.36 représente l’évolution du niveau de choc minimum A entrâınant une perte

de contact du relais pour différents chocs caractérisés par des durées variant de 0.3 ms à

16 ms. Comme en atteste cette Figure, la durée du choc a une influence significative sur la

sensibilité du relais aux pertes de contact. Lorsque la durée du choc diminue, le relais devient

beaucoup plus sensible aux vibrations étant donné qu’un plus grand nombre de modes propres

contribuent à la réponse vibratoire totale du système.
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Fig. 7.36 – Influence de la durée D du choc « demi-sinus » sur la tenue aux chocs du relais

(Entrefer : e=0.3 mm et tension d’alimentation de la bobine : V=12 volts)

L’évolution du niveau de choc minimum A conduisant à une perte de contact en fonction

de l’entrefer est montrée à la Figure 7.37 pour une durée du choc « demi-sinus » égale à 11

ms. L’accélération limite varie de 100 à 20 g lorsque la valeur de l’entrefer passe de 0.1 à 0.5 mm.

L’évolution de l’amplitude limite du choc en fonction de la tension d’alimentation de la

bobine est représentée à la Figure 7.38 pour un choc « demi-sinus » de durée égale à 11 ms.

Logiquement, le relais est moins sensible aux vibrations lorsque la tension d’alimentation est

plus élevée : l’accélération limite varie de 40 g à 10 g lorsque la tension d’alimentation passe de

12 V à 6 V. La tension nominale de fonctionnement du relais est de 12 V et peut-être diminuée

jusqu’à une valeur de 6 V. En dessous de cette limite, la force électromagnétique exercée sur

la partie mobile du relais devient insuffisante pour assurer le contact.

Nos résultats numériques montrent que pour des conditions nominales de fonctionnement

le relais PED PXC-1203 est de classe 2, ce qui est en accord avec les spécifications fournies par

le constructeur.
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Fig. 7.37 – Influence de la valeur de l’entrefer e sur la tenue aux chocs du relais (Tension

d’alimentation de la bobine : V=12 volts)
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Fig. 7.38 – Influence de la tension d’alimentation V de la bobine e sur la tenue aux chocs du

relais (Entrefer : e=0.3 mm)

7.6 Application au relais GP250

7.6.1 Tests vibratoires réalisés sur le relais GP250

7.6.1.1 Description du dispositif de test

Le dispositif de test utilisé pour caractériser le comportement fonctionnel des relais GP250

lorsqu’ils sont soumis à des environnements vibratoires sévères est représenté à la Figure 7.39

et est composé :

• d’une plaque de base en acier, de dimensions 1 m x 1 m x 0.015 m,

• d’une plaque support en aluminium, de dimensions 0.8 m x 0.5 m x 0.015 m.
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Fig. 7.39 – Vue du dispositif expérimental utilisé pour les tests vibratoires

Les deux plaques sont reliées entre elles par l’intermédiaire de quatre tiges filetées

en acier, chacune ayant un diamètre de 8 mm. L’écartement entre les deux plaques est

de 50 mm. L’ensemble est suspendu dans le plan horizontal à une structure tubulaire à

l’aide de quatre élingues en acier. Le dispositif de choc (charge explosive ou vérin pneu-

matique) est placé sous la plaque de base en acier. Les relais GP250 étudiés sont fixés sur

la plaque support par l’intermédiaire de réglettes en aluminium comme illustré à la Figure 7.40.

Fig. 7.40 – Modélisation par DAO du montage des relais GP250 sur les réglettes en aluminium

Les réglettes en aluminium sont percées de deux séries d’alésages dont les diamètres

correspondent à ceux des vis M3 servant à fixer les relais. Les deux séries d’alésages sont

positionnées de telle manière à ce que la distance entre les centres des alésages et le bord des

réglettes soit égale à 2.8 mm ou 4 mm. Les écartements entre les alésages d’une même série

prennent en compte les encombrements latéraux et longitudinaux des relais. Ces deux séries

d’alésages permettent ainsi de fixer sur les mêmes réglettes différents types de relais dont les

relais EL215 et EL415 (Figure 7.41).
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(a) relais EL215 (b) relais EL415

Fig. 7.41 – Modélisation par DAO du montage des relais EL215 et EL245 sur les réglettes en

aluminium

Pour les excitations pyrotechniques, nous avons employé le dispositif explosif présenté

au chapitre 3 (section 3.1.2) et nous avons envisagé pour le cordeau détonant des longueurs

variant entre 0 cm à 40 cm.

Dans le cas de chocs mécaniques effectués au vérin pneumatique, le dispositif d’impact est

vissé à la plaque de base en acier. Nous avons appliqué des niveaux de chocs correspondant à

des pressions comprises entre 2 et 8 bars.

Le système d’acquisition utilisé pour mesurer durant le choc le comportement vibratoire du

dispositif de test et les évolutions temporelles de la tension électrique aux bornes du relais GP250

est constitué de deux cartes d’acquisition Nicolet (Be 493 XE et Be 494 XE) connectées

en parallèle et comportant chacune huit canaux. Trois accéléromètres piézoélectriques

ISOTRON 7255A-01, dénommés Acc41, Acc42 et Acc43, sont vissés sur la plaque d’aluminium

et mesurent respectivement les niveaux vibratoires dans les deux directions transversales X, Y

et dans la direction normale Z (Figure 7.42). Un quatrième accéléromètre, dénommé Acc27,

est vissé sur une des réglettes en aluminium.

Dans notre campagne de tests, nous nous sommes limités à l’étude de trois relais GP250

dont la disposition sur les réglettes est montrée à la Figure 7.42. Avant chaque impact, les

relais se trouvent dans l’état reset.

La Figure 7.43 donne l’évolution du SRC en fonction de l’intensité de l’excitation. Les SRC

ont été calculés à partir de l’accélération relevée au niveau des réglettes en aluminium (Acc27).
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Fig. 7.42 – Disposition des relais sur les réglettes en aluminium

Une comparaison quantitative entre ces différents SRC peut facilement s’opérer à partir des

trois paramètres α, fc et A définissant leur comportement asymptotique (cf. section 2.2.4.1 du

chapitre 2). Ces paramètres ont été identifiés pour les différents chocs réalisés et sont résumés

au Tableau 7.8.

Naturellement, on constate que pour un choc de nature donnée (mécanique ou pyrotech-

nique) l’amplitude asymptotique A du SRC crôıt avec le niveau de l’excitation.

La pente à l’origine α de la droite asymptotique dans la zone impulsionnelle est quasiment

identique quelles que soit la nature et l’intensité de l’excitation ; les fluctuations observées

s’expliquent en partie par les problèmes de dérive de zéro qui affectent essentiellement les

chocs pyrotechniques.

7.6.1.2 Description de l’installation électrique

Deux installations électriques ont été envisagées : l’une à courant constant et l’autre à

courant nul. Dans la configuration à courant constant, le circuit électrique est fermé par des

résistances de 0.2 Ω (Figure 7.45). Dans le cas d’une configuration à courant nul, le circuit

électrique n’est plus fermé par les résistances électriques.

La configuration électrique à courant nul peut faire l’objet de critiques étant donné

qu’elle s’écarte des conditions réelles de fonctionnement des relais lors des missions spatiales.

Toutefois, comme nous le verrons par la suite (cf. section 7.6.1.3), elle permet une identification

plus aisée des dysfonctionnements électriques (µ−ouvertures, basculements transitoires et

permanents) occasionnés par les chocs.
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Fig. 7.43 – Evolution des SRC en fonction du niveau d’excitation

Tab. 7.8 – Identification du comportement asymptotique des différents chocs réalisés

Excitation α (dB/octave) fc (Hz) A (g)

verin – 2 bars 7.9 3700 522

verin – 3 bars 6.7 4539 786

verin – 4 bars 7.5 2894 828

verin – 5 bars 7.6 3031 973

verin – 6 bars 7.6 3212 1177

verin – 7 bars 7.9 2840 1227

verin – 8 bars 7.3 3736 1483

pyro – 0 cm 7.2 6633 1007

pyro – 4 cm 8.3 7314 1200

pyro – 8 cm 8.5 3384 1492

pyro – 16 cm 7.2 5889 2204

pyro – 25 cm 8.6 3971 3527

pyro – 40 cm 8.4 4253 4883

Les trois relais GP250 étudiés sont disposés en parallèle. Chaque relais comprend quatre

résistances électriques également placées en parallèle : deux résistances actives et deux

résistances passives comme illustré à la Figure 7.45. Le circuit électrique comprend donc au

total six résistances actives mises en parallèle (3 relais × 2 résistances actives/relais).

La source d’alimentation est réglée de telle manière qu’un courant total de 6 ampères
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Fig. 7.44 – Exemples de comparaison entre Spectres de Réponse au Choc expérimentaux et

asymptotiques
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Fig. 7.45 – Représentation schématique du circuit électrique pour un relais – état reset

circule dans le circuit électrique, conduisant ainsi à un courant de 2 ampères dans chaque relais

GP250m, et par conséquent à un courant de 1 ampère dans chaque résistance active.

Les principaux éléments de l’installation électrique sont montrés à la Figure 7.46.

Afin de caractériser le comportement fonctionnel des différents relais lors d’un choc, on

relève les tensions aux bornes des résistances électriques. La Figure 7.47(a) montre pour les

deux configurations électriques envisagées (courant nul et courant constant) les tensions re-

mCe courant de 2 ampères correspond à la valeur nominale d’utilisation du relais GP250.
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(a) Câblage des résistances (b) Câblage des relais

Fig. 7.46 – Vue des principaux éléments de l’installation électrique utilisée

levées aux bornes des résistances du relais lors d’un basculement commandén. Lorsqu’un cou-

rant électrique parcourt le relais, le basculement des deux contacts semble se faire de manière

quasi « instantanée » (Figure 7.47(a)). Curieusement, dans la configuration électrique à cou-

rant nul, le basculement des deux contacts ne semble pas se faire au même instant. Le contact

Reset 1, maintenu par la force magnétique du relais permanent, bascule environ 1 ms avant le

contact Reset 2, qui lui est assuré par l’effet ressort de la lame mobile. Par ailleurs, remarquons

que, contrairement au cas où le circuit électrique est fermé par des résistances électriques, la

décroissance de la tension est exponentielle, vraisemblablement à cause d’un effet capacitif.
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Fig. 7.47 – Tensions mesurées lors d’un basculement commandé

nInitialement le relais se trouve dans l’état reset.
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7.6.1.3 Résultats expérimentaux

Comparaison des deux installations électriques

Les Figures 7.48 et 7.49 comparent respectivement pour un choc au vérin (7 bars) et un

choc pyrotechnique (25 cm de cordeau détonant) les tensions relevées expérimentalement dans

les deux configurations électriques considérées. Dans le cas d’une configuration électrique à

courant constant, les tensions mesurées s’éloignent fortement des tensions idéalisées présentées

aux Figures 7.2, 7.3 et 7.4. Il devient donc extrêmement difficile d’identifier correctement les

différentes anomalies électriques survenant lors du choc. Seul le basculement permanent peut

être repéré distinctement à partir de ces évolutions temporelles (Figure 7.51(a)).

Dans le cas d’une configuration électrique à courant nul, les tensions relevées s’apparentent

plus aux courbes attendues théoriquement et permettent ainsi une identification plus aisée des

différents phénomènes physiques. Bien que s’éloignant des conditions réelles de fonctionnement,

nous nous sommes intéressés spécialement à la configuration électrique à courant nul car

celle-ci est plus appropriée à un traitement systématique des données expérimentales.

0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 0.035 0.04
−0.2

−0.1

0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

Temps [s]

T
en

si
on

 [V
]

Reset 1
Latch−up 1
Reset 2
Latch−up 2

(a) Configuration à courant constant
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Fig. 7.48 – Tension mesurée aux bornes du relais 3 – Choc au vérin (7 bars)

Les Figures 7.50(a) et 7.50(b) montrent respectivement pour les relais 2 et 3 les niveaux

vibratoires limites, exprimés en terme de SRC, conduisant à un basculement permanent de

la paletteo. On observe que le basculement du relais apparâıt systématiquement pour des

sévérités supérieures lorsqu’aucun courant ne circule dans les relais.

oAucun basculement permanent n’a été observé pour le relais 1 durant les différents tests vibratoires.
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(b) Configuration à courant nul

Fig. 7.49 – Tension mesurée aux bornes du relais 3 – Choc pyrotechnique (25 cm)
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Fig. 7.50 – Sévérité minimale conduisant à un basculement permanent du relais GP250 –

Comparaison entre les deux configurations électriques

La Figure 7.51 présente pour les deux configurations électriques les tensions mesurées aux

bornes du relais 2 lors du basculement permanent.

Description des résultats obtenus dans le cas de la configuration électrique à courant

nul

Bien que la configuration électrique à courant constant soit plus proche des conditions

réelles de fonctionnement des relais GP250, nous avons traité exclusivement les données
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Fig. 7.51 – Tension mesurée aux bornes du relais 2 lors du basculement – Choc pyrotechnique

expérimentales relevées lorsqu’aucun courant ne circule dans les relais. En effet, nous avons mis

en évidence, dans la section 7.6.1.3, que dans le cas de la configuration électrique à courant nul,

les évolutions temporelles des tensions mesurées permettent une identification plus facile des

différentes anomalies électriques survenant pendant le choc. Par ailleurs, cette configuration

électrique est sécuritaire dans le sens où les basculements permanents sont observés pour des

niveaux plus élevés lorsqu’un courant parcourt les relais (Figure 7.50).

Le Tableau 7.9 synthétise pour les trois relais GP250 étudiés les niveaux de choc à partir

desquels un dysfonctionnement électrique est observé. Le basculement permanent n’a été

constaté que sur les relais 2 et 3 pour des chocs pyrotechniques respectivement de 25 et 40 cm de

cordeau détonant. Pour les impacts au vérin, les pertes de contact (µ−ouvertures) commencent

à apparâıtre pour des intensités de l’ordre de 5 bars. Pour les chocs pyrotechniques, les pertes

de contact sont systématiquement observées.

Tab. 7.9 – Correspondance entre les différentes anomalies électriques et les niveaux de choc

Relais 1 Relais 2 Relais 3

Verin Pyro Verin Pyro Verin Pyro

µ-ouverture 4 bars 0 cm 5 bars 0 cm 5 bars 0 cm

Basculement transitoire ∅ 40 cm ∅ ∅ ∅ 25 cm

Basculement permanent ∅ ∅ ∅ 25 cm ∅ 40 cm

La Figure 7.52 présente pour les relais 2 et 3 les SRC conduisant aux différentes défaillances
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électriques. Quelle que soit la nature de l’excitation (impact mécanique ou choc pyrotechnique),

les pertes de contact apparaissent pour des niveaux asymptotiques avoisinant les 1000 g. Ce

résultat est comparable à celui obtenu par Poupaud et al. [POU02]. Ils ont montré, à partir

de chocs de type « demi-sinus », que le niveau limite conduisant à une perte de contact du

relais GP250 est de l’ordre de 600 g. Remarquons toutefois qu’entre 10 et 2000 Hz, l’impact au

vérin est plus sévère que le choc pyrotechnique. Ce constat implique que des SRC visiblement

différents peuvent conduire au même mécanisme de défaillance. Le paramètre pertinent semble

donc être la valeur de l’amplitude asymptotique du SRC qui représente le pic d’accélération

que subit le relais. Les changements d’état du relais se produisent pour des amplitudes de

l’ordre de 4000 g.
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Fig. 7.52 – Niveau de choc minimum conduisant aux différents modes de dysfonctionnement

électrique

Nous avons défini un indicateur λ qui représente le nombre de fois que la tension chute en-

dessous de 2% de sa valeur nominale, fixée à 5 V, sur une période de 40 ms. La Figure 7.53 donne,

pour les relais 2 et 3, l’évolution de l’indicateur λ en fonction de l’amplitude asymptotique A

du SRC. Cette Figure met clairement en évidence que les deux contacts du relais GP250 n’ont

pas la même sensibilité aux vibrations : le contact de repos, maintenu par l’effet ressort de la

lame mobile, est le plus perturbé. Ce constat peut aisément se comprendre par le fait que la

force magnétique de l’aimant permanent est environ 10 fois supérieure à la force de rappel de

la lame mobile (Tableau 7.1).
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500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
0

50

100

150

200

250

300

Amplitude asymptotique du SRC [g]

P
ar

am
èt

re
 λ

Contact de travail
Contact de repos

(a) Relais 2

500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
0

50

100

150

200

250

300

Amplitude asymptotique du SRC [g]

P
ar

am
èt

re
 λ

Contact de travail
Contact de repos

(b) Relais 3

Fig. 7.53 – Évolution du paramètre λ en fonction de l’amplitude asymptotique du SRC – Relais

2

7.6.2 Validation du modèle mécanique sur base des modes propres

internes du relais GP250

Pour la lame mobile, nous avons considéré les propriétés classiques du cuivre, qui sont

reprises au Tableau 7.10, où nous avons toutefois ajusté la valeur de la masse volumique ρ de

telle manière à respecter la masse totale du système.

Tab. 7.10 – Propriétés physiques du cuivre

Module d’élasticité de Young E : 124 GPa

Rapport de Poisson ν : 0.33

Masse volumique ρ : 8872 kg/m3

Lorsque le relais se trouve dans l’état latch-up, le maintien en position de la lame mobile

2 sur le contact de travail (broche 4) est assuré par l’action de la force magnétique induite

par l’aimant permanent. Selon les données du fabricant, dont les principales sont données au

Tableau 7.1, l’intensité de cette force magnétique est de 0.7 N. Étant donné que dans cette

configuration, la course d’écrasement du contact de travail est de 75 µm, un calcul statique

permet d’estimer la valeur de la raideur de contact k. La valeur obtenue pour la raideur k est

de l’ordre de 10000 N/m.

Les deux premières fréquences propres du système non-amorti sont renseignées au Ta-

bleau 7.11 pour différents ordres de grandeur de la raideur de contact k. On observe que pour
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Tab. 7.11 – Influence de la raideur de contact k sur les fréquences propres de la lame mobile

Raideur Mode 1 Mode 2

1000 N/m 2137 Hz 5560 Hz

10000 N/m 4153 Hz 6511 Hz

100000 N/m 4685 Hz 8045 Hz

1000000 N/m 4727 Hz 8270 Hz

10000000 N/m 4731 Hz 8292 Hz

Modes propres identifiés expérimentalement par [BRE02]

Mode 1 Mode 2

4380 Hz 6670 Hz

une valeur de la raideur k de 10000 N/m, correspondant à la valeur estimée précédemment,

les deux premières fréquences propres sont proches de celles relevées par Thales [BRE02] au

moyen d’un petit marteau d’impact et d’un vibromètre laser. Sur base de ces résultats, on

peut raisonnablement admettre que le modèle permet de décrire le comportement dynamique

de la lame mobile.

7.6.3 Tenue aux chocs et aux vibrations – Simulations numériques

7.6.3.1 Introduction

L’objectif est ici d’exploiter le modèle pour évaluer numériquement l’ordre de grandeur du

niveau d’accélération minimum produisant une perte de contact du relais et de le comparer à

celui obtenu expérimentalement.

Thales Alenia Space (Toulouse) a remarqué, à partir de chocs « demi-sinus », que des

µ-coupures apparaissent dès 600 g. Au moyen de chocs au vérin et de chocs pyrotechniques,

nous avons mis en évidence que les défaillances électriques commencent à se manifester pour

des chocs dont l’amplitude asymptotique du SRC avoisine les 1000 g (Section 7.6.1.3).

Lors de notre campagne de tests, tous les relais GP250 se trouvaient dans l’état reset avant

l’application du choc. Dans cette configuration, la lame mobile 2 est en appui sur le contact de

repos (broche 8) et son maintien en position est assuré par son effet ressort. Dans cette position

de la lame mobile, la raideur de contact k est inconnue et aucune donnée expérimentale ou

fabricant ne nous permet de l’identifier. La seule information dont on dispose est la force à

appliquer à l’extrémité de la lame mobile pour vaincre les forces de contact. Cette force est

égale à 0.08 N (Tableau 7.1).
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7.6.3.2 Approche statique

Nous avons évalué d’un point de vue purement statique l’ordre de grandeur du niveau

d’accélération minimum A nécessaire pour provoquer une perte de contact du relais GP250. En

l’absence des effets dynamiques de la lame mobile, l’équation du mouvement (7.3) se réduit à

l’expression :

[K] {~q} = − [M ]
{

~R
}

A , (7.33)

qui exprime l’équilibre entre les forces élastiques et les forces d’entrâınement produites par

l’application d’une accélération constante A à la base du relais.

Le problème consiste à déterminer l’accélération « statique » minimum A conduisant à un

effort Fc = k qcontact au niveau du contact supérieur à 0.08 N.

Le Tableau 7.12 synthétise les résultats obtenus pour différents ordres de grandeur de la

raideur de contact k. En moyenne, l’accélération « statique » minimum A conduisant à une

perte de contact est de 760 g, ce qui est cohérent avec la valeur estimée expérimentalement.

Tab. 7.12 – Évolution de l’accélération A en fonction de la raideur de contact k

Raideur k Accélération A

1000 N/m 996 g

10000 N/m 724 g

100000 N/m 697 g

1000000 N/m 694 g

10000000 N/m 694 g

7.6.3.3 Approche dynamique

Choc « demi-sinus »

Le Tableau 7.13 donne, pour différentes valeurs de la raideur de contact k, l’amplitude mini-

male A provoquant une perte de contact du relais lorsque celui-ci est soumis à sa base à un choc

« demi-sinus » caractérisé par une durée d’excitation τ de 0.2 msp. Quelle que soit la valeur de la

raideur, hormis celle de 1000 N/m, le niveau vibratoire limite est approximativement égal à 600

g, ce qui est cohérent avec les résultats obtenus dans le cadre d’une approche purement statique.

pCette valeur de 0.2 ms correspond à la durée utilisée par Thales Alenia Space (Toulouse) lors de leurs essais

de chocs « demi-sinus » [BRE02].
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Tab. 7.13 – Évolution de l’accélération minimale A en fonction de la raideur de contact k

(τ=0.2 ms)

Raideur k Accélération A

1000 N/m 800 g

10000 N/m 533 g

100000 N/m 571 g

1000000 N/m 606 g

10000000 N/m 611 g

Pour une valeur de la raideur égale à 10000 N/m, le Tableau 7.14 présente la sensibilité

du relais aux pertes de contact avec la durée τ de l’excitation. Naturellement, on retrouve,

pour des chocs « longs », un niveau de choc limite identique à celui obtenu dans le cas d’un

calcul statique (Tableau 7.12). Pour des chocs plus « courts », le nombre de modes propres

contribuant à la réponse dynamique totale du système augmente, menant ainsi à une plus

grande sensibilité du relais aux vibrations.

Tab. 7.14 – Évolution de l’accélération minimale A en fonction de la durée de l’excitation τ

(k= 10000 N/m)

durée τ Accélération A

0.2 ms 533 g

0.5 ms 571 g

1.0 ms 684 g

5.0 ms 718 g

10.0 ms 719 g

15.0 ms 721 g

Chocs au vérin et Chocs pyrotechniques

Nos observations expérimentales, synthétisées au Tableau 7.9, montrent que les pertes de

contact du relais commencent à se manifester dans le cas de chocs au vérin à partir de 5 bars.

Pour les chocs pyrotechniques, le niveau d’excitation le plus faible (détonateur seul) conduit

déjà à des µ-ouvertures.

Pour ces deux chocs, nous avons simulé l’évolution temporelle de l’effort de contact en

appliquant à la base du relais l’accélération relevée expérimentalement au niveau de la réglette
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en aluminium (accéléromètre Acc27). Les Figures 7.54(a) et 7.54(b) comparent, respectivement

pour le choc vérin (5 bars) et le choc pyrotechnique (0 cm), l’évolution temporelle de la force

de contact simulée au seuil limite à partir duquel une perte de contact est observée. Les

prédictions numériques de notre modèle sont en accord avec nos constatations expérimentales.
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Fig. 7.54 – Évolution temporelle de l’effort de contact lors d’un choc conduisant à une perte

de contact

Excitation harmonique

Dans le cas d’une excitation harmonique a(t) = Amax cos(ωt + φA) de la base du relais,

le système d’équations différentielles (7.3) décrivant le mouvement de la lame mobile peut

s’exprimer dans le domaine fréquentiel :

[
−ω2 [M ] + jω [C] + [K]

] {~̃Q
}

= − [M ]
{

~R
}

A (7.34)

où A ≡ Amaxe
jφA représente le substitut complexe de l’excitation a(t) et Q̃ = Q̃maxe

jφQ

celui de la réponse du système.

Pour une pulsation d’excitation ω donnée, la condition d’ouverture du relais devient :

k Q̃contact
max > Flim = 0.08 N (7.35)

où Q̃contact
max représente évidemment le déplacement transversal maximal de l’extrémité libre

de la lame mobile.

L’évolution de l’accélération limite Amax en fonction de la fréquence d’excitation est montrée

à la Figure 7.55 pour différentes valeurs du degré d’amortissement réduit ξ. Nous avons utilisé



200 Modélisation du comportement dynamique. . .

pour nos simulations numériques une raideur de contact k de 10000 N/m. Comme c’était le

cas pour le relais PED PXC-1203, cette courbe évolue comme l’inverse de la transmissibilité du

système. Naturellement, la sensibilité du relais aux vibrations augmente au voisinage de ses

fréquences propres. L’amortissement du système joue également un rôle décisif dans la tenue

aux chocs des relais. Il est moins commode de valider expérimentalement cette courbe point par

point, comme ça avait été le cas pour le relais PED PXC-1203. En effet, hormis pour le premier

mode propre, les niveaux à atteindre sont largement supérieurs au seuil limite de 100 g du

matériel vibratoire. Nous n’avons cependant pas vérifié, dans le cadre de ce travail, le résultat

de nos simulations numériques au voisinage du premier mode propre.
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Fig. 7.55 – Évolution de l’accélération limite Amax en fonction de la fréquence d’excitation

7.7 Conclusions

Ce chapitre était dédié à l’élaboration d’une méthodologie permettant de simuler

numériquement la réponse vibratoire de relais en vue de prédire les niveaux de choc à partir

desquels une perte de contact apparâıt. Nous avons appliqué notre méthodologie à deux

relais : le premier est un relais monostable, le relais PED PXC-1203, utilisé surtout dans

l’industrie automobile, et le second est un relais bistable, le relais GP250, employé dans les

bôıtiers électroniques du lanceur Ariane 5. Bien que le contexte de nos recherches soit le

spatial, nous avons élaboré notre méthodologie à partir de l’étude du relais PED PXC-1203

car celui-ci présente l’avantage d’être beaucoup moins compact que le relais GP250. De ce

fait, l’identification des propriétés physiques, telles que la raideur de contact ou la valeur de

l’entrefer de l’électroaiamant, est rendue plus aisée. Nous l’avons ensuite adaptée et appliquée

au cas du relais GP250.
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Dans notre approche, la partie amovible du relais est simplement représentée par une

poutre encastrée-libre. La résultante des forces de contact agissant à l’extrémité libre de cette

poutre est décrite par un ressort linéaire. La poutre a été modélisée par une méthode classique

aux éléments finis à l’aide de la bibliothèque EasyFEM développée sous l’environnement MatLab

par le service de Mécanique Rationnelle, Dynamique et Vibrations de la Faculté Polytechnique

de Mons. Les effets dissipatifs ont été pris en compte dans notre modèle par l’introduction

d’un amortissement proportionnel de Rayleigh dont les paramètres α et β ont été recalés à

partir de l’identification du degré d’amortissement réduit des deux premiers modes propres

de la poutre. Dans les simulations numériques de chocs, l’interaction entre les phénomènes

mécaniques et électromagnétiques a été prise en considération par une procédure itérative

basée sur des hypothèses de couplage électromagnétique faible.

Dans le cas du relais PED PXC-1203, la raideur du ressort linéaire a été estimée à l’aide de

la théorie du contact de Hertz et recalée plus finement à partir des propriétés modales de la

partie amovible du relais en configuration fermée. Les propriétés modales ont été identifiées

expérimentalement à partir de la mesure de la transmissibilité entre, d’une part l’accélération

de la base du relais, et d’autre part la vitesse relative d’un point de la partie mobile. La

comparaison entre les transmissibilités expérimentale et numérique nous a permis de valider

notre modèle mécanique jusqu’à 8000 Hz.

La force magnétique créée par le solénöıde et agissant sur la partie mobile du relais a été

simulée en utilisant une approche par circuit magnétique équivalent pour lequel les propriétés

géométriques et physiques ont été identifiées expérimentalement. Les prédictions numériques

de la force magnétique ont été comparées pour différentes valeurs de la tension d’alimentation

de la bobine du relais à celles déduites à partir d’un modèle éléments finis bidimensionnel. Les

deux approches numériques fournissent des résultats qui sont comparables et cohérents avec le

relevé expérimental de la force magnétique.

Pour des excitations harmoniques s’étalant de 2 kHz à 8 kHz, nous avons évalué les niveaux

d’accélération minimaux conduisant à une perte de contact du relais et les avons comparés

à ceux obtenus expérimentalement. Au voisinage des fréquences propres de la partie mobile

du relais, lorsque celui-ci est en configuration fermée, notre modèle permet de reproduire

avec une bonne précision les prédictions expérimentales. Par ailleurs, pour des chocs de type

« demi-sinus », les prédictions numériques sont cohérentes avec les spécifications fournies par

le constructeur.

Une analyse paramétrique a été réalisée et a permis de mettre en évidence l’influence

de certains paramètres de fonctionnement, comme par exemple la valeur de l’entrefer ou
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encore la tension d’alimentation de la bobine, sur la tenue aux vibrations et aux chocs. Le

modèle peut être une aide numérique aux fabricants pour élaborer des règles de conception

concernant les propriétés physiques et géométriques des parties mécanique et magnétique des

relais électromécaniques.

A partir d’impacts mécaniques réalisés au vérin pneumatique et de chocs pyrotechniques

réalisés sur trois relais GP250, nous avons pu mettre les aspects suivants en évidence :

• les deux contacts GP250 ne présentent pas la même sensibilité aux chocs. Le contact

de repos, qui est maintenu en position par l’effet ressort de la lame mobile, est le plus

perturbé ;

• les pertes de contact commencent à être observées pour des chocs dont l’amplitude asymp-

totique avoisine les 1000 g.

Ces constatations expérimentales ont été confirmées par Thales Alenia Space (Toulouse)

à partir de chocs de type « demi-sinus » [POU02]. Afin de reproduire par voie numérique

ce niveau limite de 1000 g, nous avons adapté et appliqué au cas du relais GP250 notre

méthodologie, développée et validée à partir de l’analyse du relais PED PXC-1203. Le modèle

a été partiellement validé à partir de la comparaison entre les fréquences propres calculées et

celles identifiées expérimentalement par Thales [BRE02].

Pour des chocs « demi-sinus », dont les caractéristiques d’amplitude et de durée ont

été prises égales à celles utilisées par Thales Alenia Space (Toulouse) lors de leurs tests de

caractérisation vibratoire, notre modèle permet de reproduire l’ordre de grandeur du niveau

minimum d’accélérations provoquant une perte de contact du relais GP250. Par ailleurs,

lorsqu’on applique à la base du relais les évolutions temporelles, relevées expérimentalement

lors de chocs mécaniques et pyrotechniques, les prédictions numériques de notre modèle sont

cohérentes avec les constatations expérimentales.

La courbe donnant, en fonction de la fréquence, l’évolution du niveau d’accélérations limite

conduisant à une perte de contact évolue comme l’inverse de la transmissibilité du système.

Cette courbe n’a pas été validée expérimentalement car les niveaux auxquels il faut parvenir

pour rompre le contact sont nettement supérieurs aux limites physiques du matériel vibratoire,

sauf au voisinage du premier mode propre, localisé aux alentours de 4000 Hz, où les niveaux

d’ouverture sont inférieurs à 100 g. Toutefois, nous n’avons pas effectué de tests vibratoires

dans cette zone de fréquences.

Le principal intérêt de notre approche est qu’elle permet de prendre en considération aussi

bien les aspects mécaniques que les aspects magnétiques. En outre, elle peut facilement être

adaptée à n’importe quel autre type de relais électromécanique.
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Chapitre 8

Conclusions et perspectives

Les équipements électroniques utilisés dans les applications spatiales sont soumis à des

environnements sévères de type choc pyrotechnique (séparations d’étages, déploiement de

panneaux solaires,. . . ) caractérisés par des Spectres de Réponse au Choc (SRC) dont la

reproduction en laboratoire ne peut pas toujours être assurée de manière convenable à l’aide

d’excitateurs électrodynamiques ou de machines à choc classiques. Depuis plusieurs années,

l’objectif poursuivi par l’entreprise Thales Alenia Space ETCA est de mettre en oeuvre des

dispositifs de test spécifiquement dédiés à la reproduction de ce type d’environnement. Les

paramètres du dispositif de test influencent la forme et l’amplitude des SRC et doivent être

identifiés empiriquement de telle manière à satisfaire les spécifications relatives à ce type

d’environnement.

Ce travail de recherche vise à élaborer, en renfort de l’approche expérimentale, un modèle

permettant de simuler les niveaux vibratoires générés par les chocs pyrotechniques, et ainsi

d’estimer numériquement les paramètres du dispositif de test conduisant à la spécification

requise. Dans le contexte de chocs pyrotechniques, la principale difficulté dans la modélisation

réside dans l’identification des sources d’excitation car celles-ci ne sont pas directement

accessibles à la mesure de par la nature explosive du phénomène. Par conséquent, les sources

d’excitation doivent être déterminées à partir de méthodes d’identification exploitant les

réponses vibratoires expérimentales.

Les dispositifs de test pyrotechniques ont été modélisés par une méthode classique aux

éléments finis. Les différents modèles éléments finis ont été systématiquement recalés et validés

dans le domaine modal jusqu’à une fréquence de 1 kHz. Nous avons ensuite extrapolé nos

modèles dans le domaine des hautes fréquences (10 kHz) en veillant à choisir judicieusement

la taille des éléments.

En pratique, les niveaux vibratoires occasionnés par les chocs pyrotechniques peuvent très

souvent être reproduits en laboratoire au départ de dispositifs plus conventionnels tels que des

impacts au vérin. Ces observations expérimentales nous ont motivé, dans un premier temps, à

simuler les niveaux vibratoires générés par un choc pyrotechnique en remplaçant l’excitation

réelle par un impact ponctuel et unidirectionnel, de forme triangulaire, pour lequel l’amplitude

et la durée sont optimisées de manière à reproduire un Spectre de Réponse au Choc (SRC)



206 Conclusions. . .

équivalent à celui calculé à partir du champ d’accélération mesuré lors de l’explosion.

Cette approche du Choc Mécanique Équivalent (CME) permet de reproduire avec des

précisions supérieures à 3 dB les niveaux vibratoires simultanément dans les trois directions

orthogonales à condition que la géométrie des cubes de fixation soit prise en compte dans le

modèle éléments finis. Par ailleurs, la définition du CME reste stable lorsqu’on passe à des

configurations plus complexes du dispositif de test pyrotechnique telles que des structures

double plaque. Cette stabilité conforte notre approche du CME pour simuler les niveaux

vibratoires provoqués par un choc pyrotechnique. Bien que les résultats obtenus soient

encourageants, l’approche du CME n’est toutefois pas la panacée. Elle ne permet aucunement

de prendre en compte la propagation de l’onde de pression à la surface de la structure. Par

ailleurs, cette approche perd en généralité étant donné que le profil de force est imposé dès le

départ.

Les résultats encourageants du CME nous ont incité à explorer des méthodes d’identifica-

tion plus sophistiquées reposant également sur l’hypothèse d’une force d’excitation ponctuelle

et unidirectionnelle. Une étude bibliographique des principales méthodes inverses existantes,

nous a conduit à explorer deux méthodes d’identification se basant sur la théorie de la

déconvolution. La première méthode s’applique dans le domaine fréquentiel et consiste à

construire à l’aide de la théorie de Wiener un filtre numérique linéaire permettant d’obtenir la

meilleure estimation de la force d’excitation. La seconde méthode s’applique dans le domaine

temporel et consiste à décomposer la force d’excitation inconnue en une somme pondérée

d’ondelettes et d’établir la correspondance entre les coefficients d’ondelettes discrets de la force

d’excitation et ceux de la réponse transitoire mesurée. Dans le contexte de l’identification de

chocs mécaniques, la méthode de décomposition en ondelettes est plus adaptée que la méthode

fréquentielle car celle-ci s’applique en théorie principalement à des processus stationnaires. En

outre, la méthode temporelle permet une meilleure représentation de la propagation des ondes

dans la structure.

L’application de ces deux méthodes à l’identification d’impacts au marteau donne des

résultats convenables malgré une grande sensibilité aux erreurs de mesures. Dans le contexte

de chocs pyrotechniques, ces deux méthodes sont cependant inaptes à identifier de manière

acceptable une force d’excitation ponctuelle équivalente. Les niveaux vibratoires simulés à

partir des profils de force identifiés sont systématiquement sous-estimés, en particulier pour

la méthode de Wiener qui conduit à des écarts fréquentiels moyens entre les SRC mesurés et

simulés de l’ordre de 9 dB. La méthode de décomposition en ondelettes conduit, quant à elle,

à des résultats plus convaincants que la méthode fréquentielle mais reste néanmoins moins

précise que l’approche du CME. En effet, quels que soit les niveaux d’excitation considérés, les

écarts fréquentiels moyens observés avec la méthode de décomposition en ondelettes sont de
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l’ordre de 4 dB.

Parallèlement à l’identification des sources d’excitation pyrotechniques, ce travail de

recherche s’est également intéressé à l’analyse de la sensibilité aux vibrations et aux chocs

des relais électromécaniques ; l’objectif étant d’élaborer un modèle permettant de prédire les

niveaux vibratoires à partir desquels des dysfonctionnements électriques apparaissent. Dans le

cadre de cette étude, nous nous sommes principalement intéressés au cas de deux relais : le

relais monostable PED PXC-1203, utilisé dans des applications industrielles simples, et le relais

bistable GP250, employé dans certaines applications spatiales.

Pour les deux relais, le comportement dynamique de la partie amovible a été décrit par une

poutre encastrée libre. Les forces de contact s’exerçant sur l’extrémité libre de la poutre ont

simplement été modélisées par un ressort linéaire. Les effets dissipatifs ont également été pris

en compte par l’introduction d’un amortissement proportionnel de Rayleigh. L’ensemble des

caractéristiques physiques, tels que le module d’élasticité de Young, la raideur de contact ou

encore les paramètres d’amortissement ont été ajustés en recalant les propriétés modales issues

du modèle à celles identifiées expérimentalement. La force magnétique s’exerçant sur la partie

amovible du relais pour maintenir celui-ci en position de travail a été simulée en utilisant une

approche basée sur la théorie des circuits magnétiques. Dans le cas du relais PED PXC-1203, les

prédictions numériques de la force magnétique ont été confrontées pour différentes valeurs de

la tension d’alimentation de la bobine du relais à celles déduites à partir d’un modèle éléments

finis bidimensionnel. Les deux approches numériques fournissent des résultats similaires.

Par ailleurs, une mesure expérimentale de cette force magnétique a confirmé ces résultats

numériques. L’interaction entre les phénomènes mécaniques et magnétiques a été prise en

compte dans notre modèle en adoptant une procédure itérative basée sur des hypothèses de

couplage électromagnétique faible. La méthodologie a été appliquée au relais PED PXC-1203 et

a été validée en comparant, pour des excitations harmoniques s’étalant de 2 kHz à 8 kHz, les

niveaux d’accélération minimaux conduisant à une perte de contact du relais à ceux estimés

expérimentalement. Par ailleurs, pour des chocs de type demi-sinus, nos prédictions numériques

sont cohérentes avec les spécifications renseignées dans la datasheet du relais PED PXC-1203.

Nous avons ensuite appliqué cette méthodologie au cas du relais GP250 et nous avons

montré que, aussi bien pour des chocs « mécaniques » (chocs au vérin pneumatique, chocs

demi-sinus) que pour des chocs pyrotechniques, les prédictions numériques du niveau de

choc limite cöıncident avec l’ordre de grandeur mesuré expérimentalement. Contrairement au

relais PED PXC-1203, la courbe donnant l’évolution de l’accélération limite avec la fréquence

d’excitation n’a pas été confirmée par des mesures expérimentales car les niveaux vibratoires à

atteindre pour observer des pertes de contact sont aux limites des niveaux accessibles par les

dispositifs vibratoires classiques.
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Nous avons montré au travers de cette thèse de doctorat qu’une description des sources

d’excitation par une force ponctuelle équivalente permet de simuler avec une précision accep-

table les environnements de type choc pyrotechnique pour autant qu’une série de précautions

soit respectée : correction de la dérive de zéro, nombre suffisant d’éléments par longueur

d’onde, prise en compte de l’effet « bras de levier » des cubes,. . . Cette recherche peut être

valorisée par le fait que les outils numériques que nous avons développés commencent à être

progressivement exploités par l’entreprise Thales Alenia Space Etca pour la recherche des

paramètres optimaux du dispositif de test pyrotechnique.

Les perspectives que suggère ce travail de recherche sont multiples et variées. Premièrement,

il serait intéressant d’étoffer l’état de l’art concernant les méthodes, telles que celle proposée

par [DHA95], dans lesquelles la propagation de l’onde de pression à la surface de la structure

est prise en compte. Une telle approche serait évidemment plus proche de la réalité physique.

Deuxièmement, quelques efforts sont encore à fournir sur la modélisation des dispositifs de

test double plaque, et tout particulièrement sur la transmission des vibrations d’une plaque à

l’autre. La description du comportement dynamique des tiges filetées par des éléments de type

« poutre » semble être inappropriée : le modèle du CME éprouve en effet quelques difficultés à

reproduire correctement les niveaux vibratoires relevés sur la plaque support.

En ce qui concerne le relais GP250, il serait essentiel de pouvoir mettre en oeuvre un banc

d’essai employant des résonateurs mécaniques de telle manière à valider par des mesures

expérimentales la courbe théorique donnant la courbe de l’accélération limite en fonction de

la fréquence d’excitation. De plus, dans le cadre de ce travail, nous nous sommes uniquement

intéressés à la modélisation de la lame mobile du relais GP250. Il serait également intéressant

de modéliser le comportement dynamique de la palette de telle sorte à pouvoir simuler le

phénomène de basculement.

A long terme, l’objectif serait de modéliser un équipement complet, la carte électronique

(PCB) ainsi que ses composants électroniques, et de simuler son comportement vibratoire lors-

qu’il est soumis à un environnement pyrotechnique.
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Feynman : Électromagnétisme 1. Dunod, Paris, 1999.

[FIL93] E. Filippi, J. Morandi, J.P Semerie, T. Youssefi, and P. Zemlianoy. Pyrotechni-

cally initiated shocks – effects on electronic equipement – test implementation. In

Proceedings of the second environmental testing for space programmes, Noordwijk

(Netherlands), October 1993. ESTEC.

[FIL98a] E. Filippi, F. Cambier, and C. Conti. Development of the alcatel etca pyroshock test

facility. In Proceedings of European Conference on Spacecraft structures, Materials

and Mechanical Testing, Stadthalle Braunschweig (Germany), november 1998.



212 Bibliographie

[FIL98b] E. Filippi. Moyen d’essais chocs pyrotechniques – Stockage et mise en œuvre

des explosifs. Thales Alenia Space ETCA, Mont-sur-Marchienne (Belgium), 1998.

MF/EF/vvg 98/111.

[FIL99] E. Filippi, H. Attouoman, and C. Conti. Pyroshock simulation using the alcatel

etca test facility. In Proceedings of the first European Conference on Launcher

Technology, Toulouse (France), December 1999. CNES.

[FRU04] Ch. De Fruytier. Etude paramétrique d’un moyen d’essais aux chocs pyrotechniques.
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fin d’études, Faculté Polytechnique de Mons (FPMs), Juin 2002.

[ICATS] Imperial College Analysis, Testing and Software (ICATS), 2001. Manuel d’utilisa-

teur.

[IRV02] T. Irvine. An introduction to the shock response spectrum, May 2002.

www.vibrationdata.com.

[ISO] Organisation international de normalisation (ISO). Vibrations et Chocs mécaniques
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[SAI98] D. Säıd. Etude théorique et numérique des vibrations de structures soumises à
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Juin 1998.

[TIK77] A. N. Tikhonov and V. Y. Arsenin. Solutions of ill posed problems. John Wiley,

New York, 1977.

[TRU78] D. M. Trujillo. Application of dynamic programming to the general inverse problem.

12 : 613 – 624, 1978.

[TRU96] D. M. Trujillo and H. R. Busby. Practical Inverse Analysis in Engineering. CRC

Press, October 1996.
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de Mons (FPMs), 2003. Note de cours.

[VER06] O. Verlinden, S. Boucher, and C. Conti. Mécanique rationnelle i. Faculté Polytech-
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tations mécaniques », Proceeding of 17ème Congrès Français de Mécanique (CFM 2005),
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1.4 Illustrations des liaisons à découpe mono et bi-ruptures (Figure issue de [DER05]) 4

1.5 Représentation de quelques configurations possibles du dispositif de test pyro-

technique [FIL99] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5

1.6 Principe de la modélisation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
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diculaire à la plaque – Nœud 11 – Longueur du cordeau détonant de 0 cm . . . 70
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pneumatique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83
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5.29 Les différentes configurations envisagées du dispositif de test pyrotechnique . . . 87

5.30 Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés – Configuration 2 . . . . 89

5.31 Comparaison entre les SRC expérimentaux et simulés – Configuration 3 . . . . 90

5.32 Influence sur le calcul du SRC de quelques paramètres opérationnels du dispositif
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6.19 Caractéristiques temporelle et fréquentielle de la force d’excitation mesurée au

nœud 8 . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 120

6.20 Exemples d’accélérations mesurées aux différents nœuds durant l’essai . . . . . . 121
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Annexe A

Méthodes d’identification des forces

d’excitation dans le domaine

fréquentiel – La méthode de

régularisation

A.1 Position du problème

Dans le domaine fréquentiel, pour une structure linéaire, la matrice des fonctions de réponse

en fréquence [H] relie, à chaque pulsation ω les réponses {x} aux forces d’excitation {f} :

{x(ω)} = [H(ω)] {f}(ω) (A.1)

Cette matrice des fonctions de réponse en fréquence [H] peut être déterminée de différentes

façons :

• soit à partir d’un modèle physique de la structure exploitant les matrices de masse [M], de

raideur [K] et d’amortissement [C] déduites généralement d’une approche aux éléments

finis :

[H] =
(
[K] + jω [C] − ω2 [M]

)−1
(A.2)

• soit à partir des paramètres modaux de la structure, eux-mêmes identifiés

expérimentalement ou tirés d’un modèle aux éléments finis :

[H] =
∞∑

k

{Ψk}
1

jω − λk

{Ψk}T +
∞∑

k

{Ψk}⋆ 1

jω − λ⋆
k

{Ψk}H (A.3)

avec {Ψk} et λk représentant respectivement le mode propre k et le pôle correspondant.

Les exposants T, ⋆ et H désignent respectivement une matrice transposée, conjuguée et

hermitienne (transposée et conjuguée).

• soit enfin par mesure directe sur la structure entre couples de nœuds (i,j) de réponse xi(t)

et d’excitation fj(t)
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fj(t)
FFT−−−→ Fj(ω)

xi(t)
FFT−−−→ Xi(ω)







⇒ Hij(ω) =
Xi(ω)

Fj(ω)
(A.4)

L’identification de forces d’excitation passe par l’inversion de la relation (A.1). Elle consiste

à exprimer les forces localisées aux nœuds d’excitation en fonction de réponses mesurées sur la

structure et de la matrice des fonctions de réponse en fréquence.

{fid(ω) } = F ({x(ω) }, [H(ω) ]) (A.5)

Dans cette relation, le nombre de réponses mesurées Nx doit constamment être supérieur

au nombre de forces à identifier Nf . Dans le cas contraire, le système (A.1) n’admettrait pas

de solution unique. De plus, toutes les grandeurs mesurées étant entachées d’erreurs, on peut

espérer, par effet de moyenne, réduire leur nuisance en augmentant le nombre de mesures. La

matrice [H] n’est donc pas carrée et les techniques d’identification doivent alors exploiter une

généralisation de la relation d’inversion.

Pour des systèmes linéaires, la relation (A.5) peut s’exprimer de la manière suivante

{fid(ω) } = [G(ω) ] {x(ω)} (A.6)

dans laquelle la matrice [G] désigne l’inverse généralisée de [H].

A.2 Méthode en coordonnées principales

Dans cette méthode [HIL83], les forces d’excitation sont identifiées par pseudo-inversion de

la relation réponses – efforts (A.1) :

{fid} = [H]+ {x} (A.7)

où [H]+ désigne la pseudoinverse, définie à partir de :

[H]+ [H] = [I] (A.8)

La pseudoinverse [H]+ peut être estimée directement à partir de l’expression suivante :

[H]+ =
(
[H]H[H]

)−1
[H]H (A.9)

La méthode en coordonnées principales est équivalente à une résolution au sens des moindres

carrés du système (A.1), à savoir, rechercher les forces {f} qui minimisent l’écart ǫ entre {x} et

[H] {f} :

ǫ = min
{f}

||{x} − [H] {f}||2 (A.10)
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En effet,

min
{f}

||{x} − [H] {f}||2 = min
{f}

({x} − [H] {f})H ({x} − [H] {f}) (A.11)

= min
{f}

(
{x}H {x} + {f}H [H]H[H]{f} − 2{f}H[H]H{x}

)
(A.12)

En égalant à zéro la différentielle ǫ par rapport à {f}, on obtient :

min
{f}

||{x} − [H] {f}||2 ⇔ 2[H]H[H]{f} − 2[H]H{x} = 0 (A.13)

On retrouve bien la pseudoinverse (A.9) :

{fid } =
(
[H]H[H]

)−1
[H]H {x } (A.14)

A.3 Méthode de régularisation

Cette méthode [TIK77] procède par optimisation d’une fonction d’erreur ǫ construite au

départ de deux termes. Le premier représente l’erreur entre réponses mesurées et réponses

calculées à partir des forces identifiées et correspond à la fonction d’erreur de la méthode en

coordonnées principales. Le second terme, représentant la norme du vecteur force pondérée par

un paramètre β dit de régularisation, a pour objet de rendre la méthode moins sensible aux

erreurs de mesures :

ǫ = min
{f}

(
||{x} − [H] {f}||2 + β ||f||2

)
(A.15)

En développant les normes, la fonction erreur ǫ peut se mettre sous la forme :

ǫ = min
{f}

({x} − [H] {f})H ({x} − [H] {f}) + β {f}H{f} (A.16)

= min
{f}

(
{x}H {x} + {f}H [H]H[H]{f} − 2{f}H[H]H{x}

)
+ β {f}H{f} (A.17)

En égalant à zéro la différentielle de ǫ par rapport à {f} :

ǫ = min
{f}

||{x} − [H] {f}||2 + β ||f||2 ⇔ 2[H]H[H]{f} − 2[H]H{x} + 2β{f} = 0 (A.18)

on montre que le vecteur force s’exprime par :

{fid } =
(
[H]H[H] + β [I]

)−1
[H]H {x } (A.19)

La différence par rapport à la relation (A.14), relative à la méthode en coordonnées

principales, montre que la méthode de régularisation revient à ajouter une matrice identité
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multipliée par le paramètre de régularisation β dans le calcul de la pseudoinverse.

La compléxité de la méthode de régularisation réside dans la détermination d’une valeur du

paramètre de régularisation β optimal qui lui assure une précision et une robustesse suffisantes.

En effet, d’une part le paramètre optimal doit minimiser l’erreur entre les forces identifiées

et les forces réelles or celles-ci constituent l’inconnue du problème. D’autre part, il dépend de

paramètres qu’il est délicat de définir avec précision comme par exemple le type ou le niveau

de bruit entachant les réponses mesurées.

Malgré ces difficultés, diverses méthodes pour la détermination du paramètre de

régularisation β peuvent être trouvées dans la littérature, telles que les méthodes GCV

(pour « Generalized Cross Validation ») [GOL79, HAD01] et la méthode LC (pour « L

Curve ») [HAD01]. Ces deux méthodes permettent de déterminer une valeur du paramètre de

régularisation β à partir uniquement des données du problème d’identification et ne nécessitent

aucune autre information supplémentaire. Dans ce travail, nous présenterons uniquement, à

titre informatif, la méthode LC.

A.4 Méthode LC

Cette méthode permet de déterminer le paramètre de régularisation de manière gra-

phique [HAD01]. Elle a été développée pour la régularisation au sens de Tikhonov, telle que

celle mise en œuvre ici, où on recherche l’optimum d’une fonction objectif composée de deux

termes, un résidu appelé RN (Residual Norm) et la norme de la solution, désignée par SN

(Semi-Norm), pondérée par un paramètre. Par rapport à (A.15), on a :

RN = ‖{x} − [H]{f}‖2 (A.20)

SN = ‖{f}‖2 (A.21)

La méthode consiste simplement à porter en graphique, en utilisant une échelle logarith-

mique, l’évolution de SN en fonction de RN. La courbe obtenue a une forme caractéristique en L

et chaque point de celle-ci correspond à une valeur particulière du paramètre de régularisation

(Figure A.1).

Le paramètre de régularisation optimal est défini comme celui correspondant à la transition

entre les deux branches de la courbe, c’est-à-dire là où la courbure atteint son maximum.

On peut rapidement justifier la forme de cette courbe pour un système mal conditionné par

les observations suivantes. Pour β faible, la méthode revient à minimiser l’écart entre réponses

mesurées et calculées, RN tend alors vers 0, et en raison des erreurs de mesures amplifiées par



La méthode de régularisation 237

Fig. A.1 – Évolution de la norme SN en fonction de celle de RN (méthode LC)

l’inverse de valeurs singulières très faibles, SN prend des valeurs très importantes. On retrouve

ainsi la partie verticale de la courbe. A l’opposé, lorsque β devient important, l’adéquation

calculs – mesures n’a plus qu’une importance relativement faible dans la fonction d’erreur, le

second terme étant prépondérant, SN tend vers 0 et RN crôıt avec β . Ceci justifie la partie

horizontale de la courbe.

La valeur charnière entre les deux branches de la courbe traduit l’équilibre entre la

vérification des mesures et la limitation de l’amplification des erreurs sur les forces d’exci-

tation, c’est pourquoi elle est définie comme la valeur optimale du paramètre de régularisation

β. Précision que le paramètre de régularisation optimal β doit être déterminé pour chaque

pulsation ω.
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Annexe B

Modèle éléments finis des dispositifs

double plaque et validation dans le

domaine modal

B.1 Modélisation des dispositifs pyrotechniques en

configuration double plaque

B.1.1 Description du modèle éléments finis du dispositif de test py-

rotechnique sans maquette d’équipement électronique

Le système à modéliser correspond à un dispositif double plaque composé d’une plaque de

base carrée en acier, de dimensions 1 m x 1 m x 0.015 m, et d’une plaque support rectangulaire

en aluminium de dimensions 0.8 m x 0.6 m x 0.006 m. Les deux plaques sont reliées entre

elles au moyen de huit tiges filetées, chacune d’un diamètre de 8 mm, dont la disposition est

illustrée à la Figure B.1. Les tiges filetées ont une longueur active de 50 mm permettant ainsi

un écartement constant entre les deux plaques.

Les plaques ont été modélisées par des éléments parallélépipédiques à faces carrées définis

par huit nœuds avec six degrés de liberté par nœud (trois translations et trois rotations).

La taille des éléments est un paramètre significatif dans la simulation et doit être choisie en

fonction de la gamme fréquentielle que l’on souhaite analyser. Étant donné que les spécifications

des équipements électroniques sont généralement définies dans la bande de fréquences [0 –

10 kHz], le modèle éléments finis devra pouvoir être capable de décrire avec précision le

comportement vibratoire de la plaque dans cette même bande de fréquences.

Théoriquement, la taille des éléments doit être inférieure à la plus petite longueur d’onde

des phénomènes physiques que l’on souhaite modéliser. Dans le cadre de notre étude, nous nous

sommes principalement intéressé aux modes de flexion. Pour une plaque uniforme et infinie, la

longueur d’onde λ associée aux ondes de flexion est donnée par [GOR82, GER93] :
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Fig. B.1 – Disposition des huit tiges filetées sur les plaques en acier et en aluminium

λ =

√
2π

f

(
D

Ms

)1/4

(B.1)

D =
E h3

12 (1 − ν2)
(B.2)

où Ms représente la masse surfacique, E le module d’élasticité de Young, ν le rapport

de Poisson, h l’épaisseur de la plaque et f la fréquence de l’onde de flexion. Nous avons

considéré pour définir la taille des éléments une longueur d’onde « critique » λc correspondant

à une fréquence de 10 kHz. Le choix de cette fréquence s’explique par le fait que tous les

enregistrements temporels que nous avons exploités sont filtrés par un filtre anti-aliasing de

fréquence de coupure de 10 kHz. Le Tableau B.1 renseigne sur les caractéristiques physiques

et géométriques des deux plaques.

Pour chaque plaque, nous avons défini une taille d’élément de telle manière à respecter un

nombre de 6 éléments par longueur d’onde « critique ». Les tiges filetées ont été simplement

modélisées par des éléments « poutre », codifiés BEAM4 dans ANSYS. L’exploitation d’un élément

de type BEAM4 nécessite la connaissance de l’aire A, et des moments d’inertie géométrique Iyy

et Izz de la section droite de la poutre, celle-ci étant définie axialement selon l’axe x.

Les élingues en acier supportant la structure ont été modélisées par des éléments de

type « câble », codifié LINK10 dans ANSYS. Ces câbles présentent les propriétés physiques et

géométriques suivantes :
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Tab. B.1 – Propriétés physiques et géométriques du dispositif double plaque

Plaque en acier Plaque en aluminium

E 210 GPa 69 GPa

ρ 7850 kg/m3 2715 kg/m3

ν 0.3 0.346

h 0.015 m 0.006 m

f 10000 Hz 10000 Hz

λ 0.121 m 0.0605 m

Ecable = 2.1 1011 N/m2 ; Øcable = 0.02 m ; Lcable = 0.3 m

où Ecable, Øcable et Lcable représentent respectivement le module d’élasticité de Young,

le diamètre et la longueur des câbles. Dans nos modèles éléments finis, les câbles ont leur

extrémité inférieure solidarisée à la plaque de base et leur extrémité supérieure attachée au bâti.

Le modèle éléments finis du dispositif d’essais est illustré à la Figure B.2

Fig. B.2 – Modèle éléments finis du dispositif d’essais double plaque en configuration verticale

sans équipement
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B.1.2 Description du modèle éléments finis du dispositif d’essais

avec une maquette simulant un équipement électronique

Un modèle du dispositif d’essais à double plaque avec maquette de l’équipement Septaa a

été également développé. Dans ce modèle, les plaques et les entretoises ont été modélisées à

partir du modèle décrit à la section précédente mais pour lequel le maillage a été légèrement

adapté pour faire cöıncider les nœuds du plan de pose de la maquette avec les nœuds de la

plaque support (plaque en aluminium).

Le socle et le bloc ont également été discrétisés à l’aide d’éléments parallélépipédiques

(SOLID73). Nous avons défini 18 éléments sur chaque côté du bloc et 2 sur la hauteur. La

hauteur a par ailleurs été légèrement adaptée de manière à conserver la masse de la maquette.

La fixation de la maquette sur la plaque support a été réalisée en fusionnant les nœuds de la

maquette et de la plaque au droit des vis de fixation. Le modèle de la maquette est donné à la

Figure B.3.

La Figure B.4 illustre le modèle éléments finis complet du dispositif expérimental.

Fig. B.3 – Modèle éléments finis de l’équipement

B.2 Tests de caractérisation modale

B.2.1 Introduction

Les tests de caractérisation modale ont pour objet l’identification des modes propres

de vibrations de la structure étudiée : forme des modes, fréquences propres et degrés

d’amortissement réduit. C’est, de manière pratique, l’information la plus couramment exploitée

aLe Septa est un équipement électronique embarqué sur Ariane 5.
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Fig. B.4 – Modèle éléments finis du dispositif d’essais double plaque en configuration verticale

avec maquette de l’équipement

pour vérifier la qualité des modèles et, le cas échéant, corriger ceux-ci (cf. par exemple [ALG99]).

Les analyses modales utilisées sont basées sur des méthodes dont une description peut être

trouvée dans [MAI97], au départ du logiciel commercial ICATS [ICATS].

Ces analyses se basent, classiquement, sur les fonctions de réponse en fréquence (FRF)

disponibles expérimentalement. Le premier volet de la caractérisation modale a donc consisté

en un relevé d’ensemble de fonctions de réponse en fréquence sur chacun des dispositifs de test

pyrotechniques. Les fonctions de réponse en fréquence Hij(ω) ont été identifiées à partir de la

mesure directe sur la structure de la réponse xi(t) et de l’excitation fj(t) :

fj(t)
FFT−−−→ Fj(ω)

xi(t)
FFT−−−→ Xi(ω)







⇒ Hij(ω) =
Xi(ω)

Fj(ω)

où xi(t) représente l’évolution temporelle de la réponse au point de mesure i si une

excitation fj(t) est appliquée au point j. A partir des grandeurs Xi(ω) et Fj(ω) représentant

les transformées de Fourier de ces deux évolutions temporelles, on fait aisément apparâıtre la

fonction de réponse en fréquence Hij(ω).

En pratique, la Fonction de Réponse en Fréquence Hij(ω) est évaluée à partir du rapport

entre la densité spectrale de puissance SXX(ω) de la réponse xi(t) et de la densité spectrale de

puissance croisée SXF (ω) entre la réponse xi(t) et l’excitation fj(t) [DEH01] :
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Ĥ(ω) =
SXX(ω)

SXF (ω)
(B.3)

De manière générale, la Fonction de Réponse en Fréquence Hij(ω) peut être exprimée à

partir des caractéristiques modales de la structure par la relation suivante [MAI97, CON00] :

Hij(ω) =
N∑

k=1

rijk

jω − λk

+
N∑

k=1

r∗ijk
jω − λ∗k

(B.4)

où N désigne le nombre de modes propres de la structure dans la gamme de fréquences

analysée. Pour un mode k, rijk et λk sont respectivement le résidu et le pôle. Le pôle λk est

relié aux caractéristiques modales du mode k par l’intermédiaire de ses parties réelle ℜ(λk) et

imaginaire ℑ(λk) :

ℜ(λk) = −ξk ω0k (B.5)

ℑ(λk) = ω0k

√

1 − ξ2
k (B.6)

où ω0k et ξk représentent respectivement la pulsation propre non amortie et le degré

d’amortissement réduit du mode k.

Si l’excitation s’effectue toujours au même nœud (autrement dit, à j constant), alors les

résidus rijk sont proportionnels aux composantes du vecteur modal ~ψk :







r1jk

...

rijk

...

rNjk







∝







ψ
(1)
k
...

ψ
(i)
k
...

ψ
(N)
k







(B.7)

où ψ
(i)
k désigne la i-ème composante du vecteur modal associé au mode propre k.

B.2.2 Analyse modale du moyen d’essai en configuration double

plaque sans équipement

Le système étudié est le dispositif pyrotechnique double plaque représenté à la Figure B.5.

Les Figures B.6 et B.7 indiquent la localisation des points de mesure respectivement sur la

plaque de base (plaque en acier) et la plaque support (plaque en aluminium) ; ils sont au

nombre de 14. C’est en ces différents points que sont fixés les accéléromètres permettant

de relever les réponses de la structure. Un marteau instrumenté d’un capteur de force
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DYTRAN 1061V2, de sensibilité égale à 888 N/V a été utilisé pour exciter la structureb. Pour

limiter les erreurs dues à l’expérimentateur, chaque impact a été répété 4 fois et les fonctions

de réponse en fréquence sont estimées à partir de la moyenne des essais. Les coups de marteau

ont été donnés sur la plaque de base dans la direction perpendiculaire à la plaque (direction X).

Fig. B.5 – Moyen d’essais à deux plaques verticales

Le principal matériel utilisé est le suivant :

• un marteau instrumenté, équipé d’un capteur de force DYTRAN 1061V2, de sensibilité égale

à 888 N/V,

• sept accéléromètres DYTRAN 3100B, d’une sensibilité de 100 mV/g, fixés à la plaque de

base par un aimant intégréc,

• sept accéléromètres DYTRAN 3100B, d’une sensibilité de 100 mV/g, collé à la plaque d’alu-

minium,

• une carte d’acquisition OROS-25 à huit canaux d’acquisition, dont les paramètres d’acqui-

sition sont renseignés au Tableau B.2.

Etant donné qu’il y a au total 14 nœuds expérimentaux, et que la carte OROS ne dispose

que de huit canaux, il est indispensable d’effectuer deux séries de mesures.

Une analyse modale globale pratiquée, à l’aide du logiciel commercial ICATS, sur les 14

fonctions de transfert relevées expérimentalement a permis d’identifier 19 modes propres dans

la bande de fréquence [0 – 1 kHz]. Le Tableau B.3 reprend les différentes fréquences propres

bLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 1061V2 est donnée à l’annexe C.
cLa datasheet complète de l’accéléromètre DYTRAN 3100B est donnée à l’annexe C.
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Tab. B.2 – Paramètres d’acquisition

Type d’excitation impulsionnelle (au marteau)

Nombre d’accéléromètres 14

Gamme de fréquence 1000 Hz

Résolution fréquentielle 0.625 Hz

Nombre de moyennes 4

Fenêtrage d’entrée rectangulaire

Fenêtrage de sortie exponentiel

Fig. B.6 – Localisation des accéléromètres sur la plaque de base

Fig. B.7 – Localisation des accéléromètres sur la plaque support

identifiées pour le système double plaque sans équipement.
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Tab. B.3 – Résultats ICATS - configuration double plaque sans équipement

Mode fE (Hz)

1 48.67

2 92.72

3 126.38

4 188.21

5 234.08

6 254.60

7 260.81

8 290.88

9 389.27

10 436.44

11 451.59

12 479.73

13 557.68

14 567.06

15 689.96

16 732.16

17 756.22

18 793.51

19 893.64

Pour ces 19 modes, le degré d’amortissement réduit moyen est de 0.15%, moyenne à laquelle

correspond un écart-type de 0.09%. Ces faibles valeurs sont en accord avec la réalité physique

d’une structure purement métallique en régime libre-libre et dissipant donc peu d’énergie.

B.2.3 Analyse modale du moyen d’essais en configuration double

plaque avec maquette d’un équipement électronique

Le système étudié est le dispositif d’essai à double plaque traité dans la section précédente,

un bloc d’aluminium représentant une maquette de l’équipement Septa ayant été fixé sur la

plaque en aluminium (Figure B.8). Le bloc utilisé est représenté à la Figure B.9. Il s’agit d’un

bloc en aluminium de forme parallélépipédique, fixé dans la partie centrale de la plaque en

aluminium d’épaisseur 6 mm à l’aide de 10 tiges filetées M4 réparties symétriquement sur

toute la longueur de son socle.
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Fig. B.8 – Dispositif d’essai en configuration double plaque avec équipement

Fig. B.9 – Schéma du bloc d’aluminium

La disposition des accéléromètres sur la plaque de base et sur la plaque support est la

même que celle prise dans l’analyse modale du dispositif d’essai sans équipement (Figure B.6

et B.7). La direction de mesure est celle perpendiculaire au plan de la plaque. L’excitation a

été imposée au marteau instrumenté au niveau du point 1 suivant la même direction ; chaque

impact a été répété 4 fois et les fonctions de réponse en fréquence sont estimées à partir de la

moyenne des essais. Ces essais nous ont donc permis de mesurer un ensemble de 14 fonctions

de réponse en fréquence. Nous avons limité nos mesures à la bande de fréquences [0 - 1 kHz]

avec un pas de discrétisation imposé à 0.625 Hz.

Une analyse modale globale pratiquée sur les 14 fonctions de réponse en fréquence

exploitées a permis d’identifier 24 modes propres entre 0 et 1000 Hz. Le Tableau B.4 reprend

les différentes fréquences propres identifiées pour le système double plaque avec maquette de

l’équipement Septa.
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Tab. B.4 – Résultats ICATS - Configuration double plaque avec équipement

Mode fE (Hz)

1 49.09

2 94.36

3 126.97

4 179.70

5 224.80

6 234.11

7 281.25

8 339.15

9 391.39

10 413.86

11 436.69

12 453.93

13 467.62

14 480.67

15 494.82

16 554.19

17 558.63

18 563.26

19 592.58

20 599.72

21 732.21

22 755.64

23 791.48

24 894.64

B.3 Validation modale

Pour le dispositif de test en configuration double plaque sans équipement, 60 modes

propres ont été extraits du modèle éléments finis et 19 modes propres ont été identifiés à partir

des fonctions de réponse en fréquence mesurées dans la gamme fréquentielle [0 – 1 kHz]. Le

Tableau B.5 détaille les 13 modes expérimentaux et simulés qui sont corrélés avec une valeur

du MAC supérieure à 0.6 et un écart fréquentiel ∆k inférieur à 10 %. Les Figures B.10 et B.11

montrent, à titre illustatif, les déformées modales correspondant respectivement aux modes

propres à 49 Hz et 188 Hz.



250 Modèle éléments finis des dispositifs double plaque. . .

Fig. B.10 – Déformée modale à 49 Hz - Configuration double plaque sans équipement

Fig. B.11 – Déformée modale à 188 Hz - Configuration double plaque sans équipement

Pour le dispositif de test en configuration double plaque avec maquette de l’équipement

Septa, 59 modes propres ont été extraits du modèle éléments finis et 24 modes ont été identifiés

à partir des fonctions de réponse en fréquence relevées dans la gamme fréquentielle [0 – 1 kHz].

Le Tableau B.6 résume les 12 modes expérimentaux et simulés qui sont corrélés avec une valeur

du MAC supérieure à 0.6 et un écart fréquentiel ∆k inférieur à 10 %. Les Figures B.12 et B.13

montrent les déformées modales associées respectivement aux modes propres à 49 Hz et 180 Hz.

Sur base de ces résultats, on peut raisonnablement valider nos modèles éléments finis

jusqu’à 1000 Hz : les écarts fréquentiels relatifs ∆k sont faibles et les valeurs des MAC indiquent

une bonne corrélation entre les déformées modales.

Nous avons néanmoins émis l’hypothèse que nos modèles éléments finis pouvaient être ex-
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Tab. B.5 – Corrélation entre les modes expérimentaux et ceux déduits à partir du modèle

éléments finis pour une configuration double plaque sans équipement

fE (Hz) fM (Hz) ∆k (%) MAC (%)

48.67 49.47 1.61 99.54

92.72 89.31 3.82 96.68

126.38 128.2 1.42 84.44

188.21 176.65 6.54 98.75

234.08 235.19 0.48 81.00

260.81 255.04 2.26 92.66

290.88 269.51 7.89 83.25

436.44 443.23 1.53 64.78

451.59 454.03 0.53 83.96

597.06 632.47 5.60 87.24

689.96 703.32 1.90 97.11

732.16 741.49 1.26 70.23

756.22 776.04 2.55 67.43

Fig. B.12 – Déformée modale à 49 Hz - Configuration double plaque avec maquette de

l’équipement

trapolés à plus hautes fréquences, en particulier jusqu’à 10 kHz. Évidemment, cette hypothèse

n’a de sens que si la taille des éléments est choisie de manière à respecter un nombre suffisant

d’éléments par longueur d’onde. Rappelons que le choix de cette fréquence s’explique par le

fait que tous les enregistrements temporels que nous avons exploités sont filtrés par un filtre

anti-aliasing de fréquence de coupure de 10 kHz.
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Fig. B.13 – Déformée modale à 180 Hz - Configuration double plaque avec maquette de

l’équipement Septa

Tab. B.6 – Corrélation entre les modes expérimentaux et ceux déduits à partir du modèle

éléments finis pour une configuration double plaque avec maquette de l’équipement

fE (Hz) fM (Hz) ∆k (%) MAC (%)

49.09 49.95 1.72 95.95

94.36 89.39 5.56 95.75

126.97 127.62 0.51 79.72

179.70 173.59 3.52 95.55

281.25 290.53 3.19 72.86

339.15 340.56 0.41 98.36

391.29 402.72 2.81 65.55

453.93 437.77 3.69 74.61

467.62 487.48 4.07 65.22

558.63 568.30 1.7 78.44

732.21 741.70 1.28 72.81

894.64 907.75 1.12 61.63



Annexe C

Datasheets des capteurs utilisés

C.1 Capteur accélérométrique ISOTRON 7255A-01

Le modèle ISOTRON 7255A-01 de chez ENDEVCO est un accéléromètre piézoélectrique, mi-

niature et très léger avec une électronique intégrée (ICP). Cet accéléromètre est spécialement

conçu pour les chocs pyrotechniques en champ proche et pour les mesures d’impacts mécaniques

de hauts niveaux (Figure C.1). Ces accéléromètres ont une sensibilité égale à 0.1 mV/g et

peuvent mesurer des vibrations jusqu’à 10 kHz (leur fréquence de résonance se situe au

alentour de 15 kHz) dans une gamme d’amplitudes s’étalant de -50 à 50 kg.

Fig. C.1 – Capteur accélérométrique ISOTRON 7255A-01

Les principales caractéristiques de l’accéléromètre ISOTRON 7255A-01 sont reprises au Ta-

bleau C.1.

Tab. C.1 – Spécifications du capteur accélérométrique ISOTRON 7255A-01

Spécification Valeur Unité

Conditionnement ICP

Sensibilité 0.1 mV/g

Gamme d’amplitudes ± 50000 g

Gamme de fréquences 10 à 10000 Hz

Fréquence de résonance 15 kHz

Masse totale 5 g
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