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Résumé

Le comportement des structures en béton armé (BAjh dééton précontraint (BP) exposées
au feuest une thématique de recherche importantegémie civil. Actuellement, le
comportement de [linterface béton-acier a haute péature et la simulation
thermomeécanique non linéaire des structures embstat des verrous a lever. Ces deux
guestions font I'objet de cette thése. Aprés afaiirun état de l'art sur le comportement a
froid de l'interface béton-acier, un modele a haetapérature est proposé ainsi que son
intégration numérique dans le code de calcul ANSKF@s, les performances de plusieurs
modeles non linéaires du béton ont été analysEemlement, des méthodologies de
modélisation du transfert thermique et du compogtgnmécanique des structures exposées
au feu ont été proposeées et validées a traversimesgations d’essais.

Mots clés :interface béton-acier, adhérence-glissement, betme, feu, transfert thermique,
thermomécanique, nonlinéarité de matériau, plasti@ndommagement, modélisation de
structure, MEF.

Abstract

Behaviour of reinforced concrete and prestressedrete structures subjected to fire is an
important research theme in civil engineering. €ntly, steel-concrete interface behaviour at
high temperature and nonlinear thermomechanicalulaion of concrete structures are
obstacles we need to solve. These obstacles arsuttject of this thesis. After doing a

summary of all studies concerning the steel-corcieterface, a behaviour model of the
interface at high temperature has been developédarumerical integration method of this
model has also been proposed. Subsequently, near limaterial models for simulating

concrete have been analyzed. Finally, methodologfesnodeling thermal transfer and

mechanical behaviour of structures have been pespasd validated through simulations of
experimental tests.

Keywords: steel-concrete interface, bond-slip, reinforcedhctete, fire, thermal transfer,
thermomechanical, material nonlinearity, plasticdigmage, structure modeling, FEM
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Introduction

Contexte et objectif

L’étude de la tenue au feu des structures et desages est un axe de recherche majeur en
génie civil depuis une vingtaine d’années. L'impiagportant de la ruine d’ouvrages sur les
aspects humains et matériels ont stimulé cetteerebh. Les connaissances obtenues dans ce
domaine au niveau mondial sont aujourd’hui tresartgntes. Elles contribuent efficacement

a la sécurité des personnes et des ouvrages loendie. Cependant, il y a encore des
guestions difficiles a résoudre pour optimiserdaaeption des ouvrages et la sécurite.

Dans le theme de recherche «comportement destwsgacen béton armé et en béton
précontraint exposées au feu », il y a des questjoin ne sont pas encore bien résolues. On
peut citer ici deux questions importantes :

- Premierement, les connaissances sur le comporteteehinterface béton-acier a haute
température et son impact sur le comportement detriacture ne sont pas encore
suffisants.

- Deuxiemement, les logiciels de calcul standardumat difficulté dans la modélisation du
comportement des structures en béton armé et en pétcontraint au feu. En effet, sous
'action du feu, il y a des phénomenes complexesguproduisent : I'écaillage du béton
aux surfaces exposées, la dégradation des pragpdétematériaux et de I'interface béton-
acier en fonction de la température, 'apparitiencdntraintes thermique dans la structure.
De plus, le comportement du béton qui est a ladlaistique, plastique et endommageable
n’est jamais facile a simuler. Toutes ces caragtigties provoquent une grande difficulté
dans la modélisation. Jusqu’a maintenant, seul&jgeg logiciels spéciaux donnent des
résultats satisfaisants mais ce sont des prodévsiappés en interne dans les laboratoires
et leur capacité est limitée a quelques typesrdetste.

Pour pouvoir résoudre ces deux questions, le Cdititedes et de Recherches de I'Industrie
du Béton a lancé un grand projet de rechercheayte gur « développement d’'un outil métier
de l'analyse des structures en béton armé et eonb@técontraint exposées au feu ».
L’objectif final de ce projet est de disposer d’ontil numérique et d’'une méthodologie

d’analyse performante permettant de simuler plusigpes de structure au feu. Concernant
le logiciel utilisé dans la modélisation, I'objéctle CERIB est de se baser sur un logiciel
d’élements finis standard qui est fiable et le phampté au probleme. Il faut aussi que ce
logiciel permette de définir de nouvelles lois denportement de matériau et de nouveaux
éléments finis si I'exploitation de ses ressoursespermet pas d'avoir des modélisations
optimales. Pour toutes ces raisons, ANSYS a finaigrété choisi.

Dans le cadre de ce projet, les missions de no&setsont d’étudier I'interface entre le béton
et 'armature a haute adhérence et d’exploitere®lgs ressources d’ANSYS pour construire

1



une méthodologie de modélisation des structuresitettempérature.

Synopsis du contenu de la these

Les travaux de la these peuvent étre groupés &n drands problemes : modélisation de
l'interface béton-acier, modélisation du béton etdélisation de la structure au feu. La
modélisation de l'interface est présentée danddex premiers chapitres. La modélisation du
béton est présentée dans le chapitre 3 et la nsatiéh de la structure au feu est présentée
dans les deux derniers chapitres.

Dans le chapitre 1, une étude bibliographique &gt sur plusieurs aspects du probleme de
linterface : les mécanismes intrinseques, les rnesdéle comportement, les essais de
caractérisation, les méthodes de simulation etingsacts sur la tenue de structure... En
analysant ces aspects, ce chapitre a pour le leut fdire une synthése claire, compléte et
systématique et de déterminer I'orientation de eede pour la suite de I'étude.

Dans le chapitre 2, le développement d’'un modeleareportement de linterface a haute

température est présenté et une méthode d’intégrate ce modele dans ANSYS est

proposée. Notre approche est de se baser suratidas d’interface a température ambiante
et de les adapter a la haute température en suggdes#ecouplage entre I'impact de la haute
température et celui des autres facteurs sur ifate. Dans un premier temps, on étudie
limpact de la haute température sur le comportérden’interface grace aux résultats de la
littérature. A partir de ces résultats, un modeieterface approprié est choisi et adapté a la
haute température. Ensuite, une méthode d’intégratie ce modele dans ANSYS est
proposée. Enfin, la validation est faite par sirialad’un essai issu de la littérature.

Le chapitre 3 est dédié a I'adaptation des modd#dematériau d’ANSYS a la simulation du
béton. Aprés la mise en évidence de la base théodgs modeles de matériau plastiques ou
fragiles d’ANSYS, leurs paramétres sont détermipéar s’adapter le mieux possible au
comportement réel du béton. L’extension de ces tedgour qu’ils s'adaptent aux
prescriptions du comportement 1D du béton a hartgérature est aussi faite. Et puis, les
avantages et les inconvénients des modeles sdniééwa I'aide des simulations des essais bi
axiaux. Finalement, la simulation d’'un essai detgoussu de la littérature a permis de

déterminer les meilleurs modeles pour le calculstiesctures.

Le chapitre 4 est consacré a la proposition d'ugthodologie de modélisation thermique des
structures exposees au feu. Cette méthodologieagstble de bien modéliser le transfert
thermique transitoire dans des structures complé&sse base sur l'utilisation d'un élément
spécial d’ANSYS dont la base théorique est misévetience dans ce chapitre. La proposition
et la validation de la méthodologie sont présentédsavers de la simulation d’'un essai
thermique de dalle alvéolée du CERIB.

Dans le chapitre 5, on propose une méthodologienddélisation thermomécanique des



structures a travers de la simulation d’'un essgpaére au feu issu de la littérature. Cette
méthodologie est capable de modéliser I'ensembieptexe d’'une structure en béton armé
(béton, armature active, armature de renforcememsversal, interface béton-acier), de
prendre en compte le couplage thermomécanique ebmdinéarité des matériaux et de
l'interface béton-acier. Des recommandations diatlon de la méthode de stabilisation non
linéaire d’ANSYS sont aussi établies pour optimidar convergence de calcul. La
comparaison des résultats numériques avec ceulesail est ensuite faite pour valider la
méthodologie proposée. En outre, les avantages daeéthodologie sont mis en évidence
grace a des résultats riches et importants foparida simulation : I'évolution de la fleche en
fonction du temps, les zones fissurées et dégratiédston, les glissements des armatures,
'impact du comportement de l'interface sur la stue...

A la fin de ce document, les conclusions de ceaitaont présentées et quelques perspectives
sont déterminées pour compléter le projet de retieedlu CERIB « développement d’un outil
métier de lI'analyse des structures en béton arngh dtéton précontraint exposées au feu »
dans lequel la thése s’inscrit.



PARTIE | Modélisation de l'interface acier-béton



Chapitre 1  Etat de I'art sur I'interface acier-béto na
température ambiante

Dans la littérature, plusieurs recherches suelfate béton-acier a température ambiante ont
été réalisées. Ces recherches abordent les diféaspects liés a l'interface : mécanismes
d'activation, modeles de comportement, implémesatumeérique, impacts sur les structures
réelles,... Ce chapitre a pour but d'analyser spedts afin d’en faire une synthése compléte
et systématique en s’appuyant sur les résultatsaterche les plus importants.

1.1 Description phénoménologique et mécanismes intr inseques
1.1.1 Généralités sur l'interface acier-béton

1.1.1.1 Définition

1) Interface acier-béton :C'est la zone de contact entre les deux matéri@aite zone se
compose du béton autour de la barre d'acier enelesires de l'acier.

Longitudinal section of axially loaded specimen Cross section

P concrete

o uncracked zone

| S ey -
2 mternally X
8 /cracked zone \ °

|
internal crack force on concrete tightening force on bar
(due to wedge action and
deformation” of teeth of

primary crack force components on bar comb —like concrete)

Figure 1.1

Interface entre béton et armature [1]

2) Comportement de linterface c’est la relation entre la contrainte transféréelee
déplacement relatif de la face du béton par rappatlle de I'armature dans les directions
tangentielle et radiale :

- Contrainte d'adhérence et glissement dans la dwretangentielle

- Contrainte normale et ouverture/pénétration emtria¢e de béton et celle d’acier dans la
direction radiale

Ces contraintes résultent des interactions mécasiqutre les deux matériaux béton et acier.



Les lois de comportement de linterface sont n&iess pour intégrer I'impact de l'interface
dans la modélisation des structures. La relationplias importante pour décrire le
comportement de l'interface est celle entre lareamte tangentielle et le glissement relatif de
l'armature.

1.1.1.2 Roble de l'interface

L'interface a pour role de permettre le transfes dfforts entre le béton et I'acier. Elle assure
le bon fonctionnement de I'ensemble des deux naatéafin d'obtenir la capacité portante de
la structure.

1.1.1.3 Dégradation de l'interface

C'est la dégradation de la zone du béton autola darre d'acier qui entraine une diminution
ou une perte de I'adhérence et une augmentatioiépglacement relatif entre le béton dans la
structure et I'armature.

1.1.2 Mécanismes intrinséques de l'interface

Dans le but d'étudier I'impact de l'interface surcbmportement de la structure, seules les
armatures actives sont considérées. Ainsi, on ne'intéresser qu'aux armatures de haute
adhérence (HA) dans les structures en béton arre8. drmatures lisses ne sont pas
considérées dans cette étude.

Les recherches sur les mécanismes intrinsequesinderface ont été realisées depuis
longtemps au travers d’études expérimentales eerigues. Elles ont pour but de déterminer

- Les mécanismes de transfert des contraintes aawnoe I'interface.

- Les causes et I'évolution de la dégradation durbdems la zone de l'interface.

- Lataille de la zone d'activation de l'interface.

- Les parametres mécaniques et géomeétriques infloeleggaomportement de l'interface.
- L'influence de I'endommagement de l'interface auupture de la structure.

Parmi ces recherches, on peut citer les étudearde :

1.1.2.1 Essai de tirant avec la technique d'injecti  on de I'encre de Goto [1]

Goto a employé un spécimen de forme parallélépipédiSa section est de 100 x 1007t

sa longueur est de 1 m. Au milieu, il a placé uaeré nervurée standard de 19 mm de
diametre. Les deux extrémités de la barre d'aaierété soumises aux efforts de traction
jusqu'a un chargement maximal dont la valeur spraae du seuil de résistance de l'acier.
Deux conduits ont été placés parallelement a kex&a barre d'acier pour injecter de I'encre
dans les fissures. Aprés le déchargement, le spécim été scié longitudinalement afin



d'examiner la distribution des fissures internes.

red ink .

_-vinyl pipe

—— reinforcing bar

—concrete

A (FE

“rubber pipe

injecting hole

Longitudinal section of axially loaded specimen

—-brass pipe

-vinyl pipe
\\\%‘_ Eﬁ — cock

—= = Location of notch

Figure 1.2

Equipement pour I'injection de I'encre [1]

Cette étude fournit plusieurs informations qualiteg sur la configuration des réseaux de
fissures internes dus a l'activation de l'interfd@e sont les fissures internes transversales qui
causent I'endommagement du béton et diminuengildité de l'interface alors que les fissures
internes longitudinales qui se développent entrdileefendage des éprouvettes.

Quand on applique des forces de traction aux dgtreéreités de la barre, il y a tout d'abord
des fissures transversales nommées fissures pesnguri divisent I'éprouvette en quelques
petits tirants (sous-tirants) dont la longueuresstiron de 25 cm. Ces fissures sont dues a la
faible résistance de traction de la barre de béton.

Ensuite, on ne voit pas de nouvelles fissures prasajui apparaissent parce que la longueur



de 25 cm de chaque segment n'est pas suffisantegpeuda contrainte dans le béton dépasse
sa résistance en traction. Pendant cette périaateraction entre le béton et 'acier au niveau

de l'interface entraine la formation de fissurdsrimes transversales autour de la barre. Ces
fissures internes se trouvent le plus pres desaesflibres aux deux extrémités de chaque
petit tirant (sous-tirant). Elles forment un résaimi fissures internes avec une inclinaison

moyenne de 60°. Plus le chargement augmente, ptudidsures internes se développent.

Enfin, il y a des fissures transversales seconsl@jte atteignent les surfaces extérieures de
I'éprouvette.

injecting hole

o [
primary crack ~" primary crack ] rimary crack |
(1,050 ¥9/c<t) (1,050 %%/ ct) ! POT080 9wty |

injecting hole

I
secondary crack primary crack rimary crack
(3,000 *%/c?) (1,850"9/2) p( 1,500y“/cm2)

I location of notch

( ) values in parentheses indicate steel stress at formation of cracks

Figure 1.3

Fissures internes et secondaires. Face de ruptmgitudinale et section transversale [1]

L'interaction mécanique entre le béton et I'acisvpque aussi des contraintes de traction
circonférentielle. Si le béton n'est pas capableédester a ce type de traction, les fissures
internes longitudinales se formeront tout d'abamd surfaces libres des fissures primaires et
se développeront radialement et longitudinalement provoquer la rupture longitudinale de
I'enrobage.

1.1.2.2 Essai de tirant avec la technique Moiré cit é par Gambarova et al. (cité
dans [2])



b di ter: $=l4 mm T
ar diamete %

left right Ag=116 mm®
A Ap ¢ slip length
Figure 1.4

Essai de tirant pour la technique Moiré (cité dgap

Il s'agit de coller une grille de Moiré ayant 4@nies par millimetre sur la surface de
I'éprouvette. Une autre grille dite de "référenneh déformable a été posée sur la premiére
grace a un mince film d'huile de paraffine permttane adhésion parfaite. Des photos ont
été prises au cours de l'essai.

Avec cette technique, l'auteur a pu visualiser lerorfissuration et le glissement relatif le

long de la barre. En se basant sur les résultdenoed, Gambarova et al. [2] ont prouvé
l'importance de I'écrasement du béton devant lesures dans l'augmentation du glissement
relatif de linterface. L'impact de I'‘écrasement escore plus grand dans les essais
d'arrachement.

Gy =0

e
\“t“l“]“ i::-.’m‘! it
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._ j l ( / rrf T W) I5|Ii‘)l.1'.f..
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~“""‘mmf“ f{‘iff:’

Figure 1.5

Résultat de visualisation par la technique Moirdé§dans [2])

Les deux essais de tirant présentés ci-dessusmonsent les causes de la dégradation de
l'interface entre le béton et les nervures dedfadioutefois, les essais de tirant ne permettent
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pas de voir I'état ultime de l'interface béton-adterec ce type d'essai, la ruine se produit soit
par la rupture longitudinale de l'enrobage, soitlaalasticité de l'acier. Donc, I'extraction de
la barre d'acier et les phénomenes qui la précédiatgrviennent pas.

1.1.2.3 Essai d'arrachement classique

Contrairement a I'essai de tirant, I'état conteitéformation dans la zone d'interface pour
I'essai d'arrachement est di non seulement &8st de l'interface mais aussi a la condition
limite (réaction des appuis sur la surface infé@gedu béton). Donc, on n'utilise pas cet essai
pour observer les phénomenes intrinséques au amurevolution du comportement de
l'interface.

Cependant, avec un enrobage suffisamment grandessai présente bien I'état ultime de
l'interface : rupture cylindriqgue par extraction e barre d'acier. Ainsi, les observations
obtenues sur la ruine dans cet essai nous permditgentifier les phénomeénes intrinseques
responsables de la diminution de la résistanadedt ruine de l'interface.

L&

’» Capteur de déplacement

l

;”‘
- L.
-
=
Parties non - |
| | 16cm
adhérente -
1
|

FPlague o appui D

|

Z25pum

Figure 1.6

Essai d'arrachement classique [3]

Apres une phase de fissuration interne et d'écrasiedu béton devant les nervures, la zone
d'interface est tres endommagée. Cela favorisésédllement des "crans” du béton entre les
nervures [4]. Il y a aussi le phénoméne d'effritetméu béton autour de la barre. Ces
phénoménes diminuent la résistance d'adhérencéntface. Finalement, les fissures de

10



cisaillement coalescent pour créer une surfaceipieire cylindrique [4]. A ce moment-la, les
efforts entre les deux matériaux sont gérés pioteement.

Tandis que la contrainte tangentielle de l'intexfdet donc le glissement relatif) est tres
variable le long de l'armature dans l'essai denttiralle est presque uniforme dans l'essai
d'arrachement avec une petite longueur d'ancragec,Da relation force-déplacement issue
des essais d'arrachement décrit de fagcon appraxenigt comportement de l'interface. Ce
type d'essai est aussi utilisé pour étudier I'arilce des paramétres géométriques (enrobage,
diamétre de la barre,...) et mécaniques (résistdncbéton, confinement latéral,...) sur la
résistance de l'interface.

1.1.2.4 Essai d'arrachement avec la technique des é missions acoustiques de
Balazs et al. [5]

Il a été montré que I'adhérence de l'interface miépe I'endommagement du béton autour de
la barre. Pour évaluer qualitativement et quamigatent le niveau d'endommagement du
béton de l'interface, Balazs et al. ont utiliséelghnique des émissions acoustiques avec l'essai
d'arrachement pour des chargements monotoneslgfuas

La description de I'essai est présentée sur la&iga

rq——-l E‘

fael
U] Bonded
|

| | 1

= ‘l 8| Uunbended
11
il

Figure 1.7

Description de I'essai de Balazs [5]
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a) Pour le chargement monotone (voir Figure 1.8)
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Figure 1.8
Détection des signaux d’émissions acoustiques powhargement monotone :

(a) Somme des EA pour les intervalles 10s(coloenedntrainte d'adhérence par rapport au
temps(ligne) [5]

La ligne continue de la Figure 1.8 indique la dé&jzece de la contrainte d'adhérence par

rapport au temps et les colonnes de la figure reahtes amplitudes EA observées pour les

intervalles de 10 s. Les deux méthodes de mesunplétement indépendantes indiquent des

tendances similaires. Les amplitudes EA les plaséds sont enregistrées dans la région des
contraintes d'adhérence les plus élevées. Apras,l&s deux commencent a décroitre. Cela
signifie que la région de la courbe contraintesgliment autour de la contrainte maximale a la
dissipation d'énergie maximale due a I'endommagemesnine.

L'endommagement accumulé a un moment est détercoiméne la somme de toutes les
amplitudes EA précédentes. Balazs et al. ont &ogue l'endommagement augmente
rapidement dans la phase correspondant au mécami'smeraction mécanique entre les

nervures d'acier et le béton.
b) Pour le chargement cyclique (voir Figure 1.9)

Sur la figure (a), la plupart des signaux EA samegistrés au cours du chargement monotone
initial, puis au début du chargement cyclique stguavant la ruine d'extraction. Toutefois, les
signaux sont aussi détectés pendant le chargeyditjue avec des amplitudes constantes.

Figure (b) présente I'endommagement accumulé glissement relatif en fonction du temps.
Les deux courbes indiquent des tendances similaires
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Figure 1.9
Détection des signaux d'émissions acoustiques poehargement cyclique:

(@) Somme des EA pour les intervalles 10s (coloenedntrainte d'adhérence par rapport
au temps (ligne), (b) Amplitudes EA cumulées pppoat au temps et glissement par
rapport au temps [5]

1.1.2.5 Simulation numérique de Ben Romdhane [3]

Pour confirmer les observations expérimentales ahpdéter les connaissances sur les
meécanismes internes, Ben Romdhane a réalisé detasons numériques. Tout d'abord il a
simulé 'essai de tirant de Goto pour comparerdssltats numériques a ceux de l'essai Goto.
Puis, il a modélisé un tirant a enrobage variahlé éongueur suffisamment petite pour
éliminer toutes les fissures qui ne sont pas dlestivation de l'interface.

Pl umble TR
.l Y o =1
/ Rcsmumce ala “
{ traction ‘
&
=
\\ —~Element
\ a\|/ 3 de contact %f
i ; ™ Distributions aléatoire:
El‘emer}\fm\l \T R ™
solide — t o £ ¢
“"—‘_I E :E(Vt/vg’fc)
Figure 1.10

Modéle probabiliste avec les éléments de contautilsint les fissures [3]
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Les caractéristiques de cette modélisation sorgursntes:
- Modéle d'Eléments Finis:

o En tenant compte du caractére axisymétrique delgptte, Ben Romdhane a fait
une modélisation 2D axisymétriqgue avec le mémelmge du béton que dans
I'essai de Goto.

o Pour tenir compte de I'hétérogénéité du bétonadermation des micro-fissures
dans le béton et de I'impact mécanique des nerdiaeger sur le béton, la taille
des éléments finis était trés petite de sorte gaenérvures et les crans du béton
entre les nervures sont divisés en plusieurs élamen

0 Le contact entre les éléments 2D du béton a étéllisédpar les éléments de
contact spéciaux qui permettent le glissementoewdrture pour représenter les
fissures internes. Avec I'élément de contact dmdten et acier, seul le glissement
relatif est autorisé.

- Modele de matériaux :

o L'acier était élastique homogene isotrope car leénpmenes de linterface
interviennent bien avant la plasticité de I'acier

0 Le béton a été modélisé par le modele probabjbister simuler son hétérogénéité :
Il est localement isotrope et élastique, chaqumeétd du béton a une distribution
aléatoire du module Young et de la résistance.

Figure 1.11

Maillage de la modélisation numérique de I'essat@i@3]

Dans le cas de simulation de l'essai Goto, lesltedsuobservés sur la configuration des
fissures primaires, des fissures internes et desurés secondaires sont identiques a ceux
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obtenus par Goto (voir la Figure 1.12)

Incrément 2

Incrément 4

Incrément 6

Incrément 8

1 + L")

8.

Incrément 16

Figure 1.12

Schéma de la fissuration issue de la simulatiohedsai Goto [3]

Ben Romdhane a aussi modélisé cet essai avecetifféenrobages. Pour les petits enrobages,
les observations sont similaires a celles de Fe&@o. Dans chaque sous-tirant, la
configuration des fissures internes est symétripale rapport au centre du sous-tirant. La
plupart des fissures internes se concentrent pess ektrémités. Pour des enrobages
importants, les fissures primaires et secondaiteg absentes. Les fissures internes se
trouvent dans les deux zones d'extrémité du tiraat.longueur caractéristique de la
configuration des fissures internes est égaleradaié de la longueur de chaque sous tirant
pour le cas de petit enrobage ou a la longueua dere fissurée aux deux extrémités du tirant
pour le cas de grand enrobage. Ces deux longuenirgdentiques (Figure 1.13).

A partir de ces observations, Ben Romdhane a ptie tongueur (correspondant a 8 nervures
pour l'acier de ses études) pour proposer un maldglieant numérique (Figure 1.14).

Ce modeéle nous donne des informations trés int@néss sur la configuration des fissures
internes dues a l'interaction entre les nervurasiat' et le béton. Trois phénomeénes ont été
observés:

- Micro-fissuration: Tout d'abord, pres des extrémités, dans une Zépaidseur d’environ
un diamétre, il y a des micro-fissures qui sonlimées d’'un angle variant entre 45° et 80°
par rapport a I'axe de la barre. Généralement t@esm 60°, elles sont aussi dirigées vers
la direction du chargement. Ces micro-fissuresflo&mcent pas le comportement de
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Figure 1.13

Schéma de la fissuration a I'incrément ultime pl@srenrobages différents [3]

<

<

BETON >

<

F P o T o T o O . U Y G W W

= ACIER < V=0

AMAAAAAAAAAALAALAAAAREAAALAALARAAARAARAALAALALI
U=(}
Figure 1.14

Modéle numérique proposé par Ben Romdhane [3]

- Localisation : Ensuite, avec l'augmentation du chargement, lesrorfissures se
développent et se coalisent pour former des fissim®rnes plus grandes. En méme
temps, de nouvelles micro-fissures apparaisserd dae zone d'un diamétre d'acier au
voisinage de l'interface.
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- Macro-fissuration : Puis, on observe la formation d’'un réseau de mfssares internes
sous forme "d'arrétes de poisson”. Cependahgnsobage est faible, ces macro-fissures
se propagent a travers le béton jusqu'a la sudad¢éprouvette.
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Figure 1.15

Trois étapes de la fissuration interne [3]

L’avantage de ce type d'essai numérique est quamant les conditions géomeétriques

(enrobage, diameétre de la barre) et mécaniquessté@se du béton, hétérogénéité) on peut
évaluer l'influence de ces parameétres sur la cordigpn des fissures et la rigidité de

l'interface. Les résultats principaux sont:

- Les mécanismes intrinseques de linterface sordpeadants de I'épaisseur du béton
d’enrobage dés que cet épaisseur dépasse le ddubbtiametre de la barre. Cette
conclusion rejoint les recommandations du BAEL. ®&ncas ou la taille de I'enrobage
est plus petite que le double du diametre de leepatus la taille de I'enrobage diminue,
plus la diffusion des fissures internes est latgaies la performance de l'interface baisse.

- L'augmentation du diametre de la barre d'acieraémgr une réduction de la micro-
fissuration mais les macro-fissures internes fosrdriere les nervures sont plus nettes,
plus franches. Plus le diamétre de la barre augmeihis le processus de fissuration est
retardé. A un enrobage fixe et a un chargementginent) fixe, la fissuration est plus
importante dans les éprouvettes avec des barraghleé diametre. Par conséquent des
effets d'échelle, induits par la variation du digmmeéde la barre, influencent le
comportement intrinséque de l'interface.

- La résistance en compression du béton influena@itdiguration des fissures internes :
plus la résistance est faible, plus la micro-fiaion finale est importante. La localisation
dépend bien de la résistance du béton. En effés, sd fait généralement par le
développement d'une seule macro-fissure pbur 25MPa. Quand f, = 40MPa, les
éprouvettes ont plusieurs macro-fissures mais itle taoins importante. Elles ont des
tailles encore moins importantes et elles sont pleshes de I'extrémité chargée si le
béton a une résistance8Pa . L'augmentation de la résistance du béton fagatbnc
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la réponse de l'interface. Cette amélioration &st pisible, plus nette si le diamétre des
barres est plus grand.

- Ben Romdhane a fait varier I'hétérogénéité du bétofaisant varier le diamétre moyen

de granulats. En particulier, I'effet de I'hétémgjéé du béton devient prépondérant si
cette hétérogénéité dépasse le diamétre de la barre

L'essai numérique réalisé par Ben Romdhane coestituprogrés dans la compréhension des
mécanismes de la fissuration transversale au nidedlinterface et des parametres affectant
cette fissuration. Son essai nous montre aussiilla te la zone du béton ou se trouvent les
phénomeénes de dégradation de l'interface. Touteltésne permet pas d'observer d'autres
phénomeénes qui existent dans un essai de tiraqdi eéhfluencent aussi le comportement de
l'interface comme : la fissuration longitudinaldatuine du béton due a ces fissures. De plus,
avec l'essai de tirant, la résistance de l'interfae peut pas étre exploitée jusqu'a I'état ultime.
C'est pourquoi cette campagne numérique ne perasetie définir quantitativement la loi de
comportement de l'interface.

1.1.2.6 Conclusions sur les mécanismes de l'interfa  ce acier-béton

a) Processus de l'activation de l'interface

Cisaillement des corbels du béton

Macro fissuration

Effritement

Résistance

Localisation des micro-fissures

Micro fissuration

Frottement

Frottement

. - Glissement
Déformation élastique Dégradation
Adhérence chimique Action butée entre nervures et béton Frottement
Figure 1.16

Processus d'activation de l'interface

Apres avoir analysé les différentes études suplEmnomenes intrinséques responsables de
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'endommagement de l'interface acier-béton, on piegrt les conclusions suivantes qui sont
illustrées sur la Figure 1.16:

Quand la structure en béton armé ou en béton pmé&@an subit un chargement, les
contraintes en cisaillement ont tendance a dégiladirérence béton-acier et faire glisser les
armatures. Le premier mécanisme de transfert distefau niveau de linterface est
l'adhérence d'origine physico-chimique entre lasxdmatériaux. Le seuil de cette phase est
petit.

Des que la contrainte de cisaillement dépasse lieiite, le transfert des efforts a l'interface
est due a l'action mécanique entre les nervurdsuheature et le béton. Tout d'abord, il y a
une phase trés courte de déformation élastique fssmse du béton. Ensuite, la phase de
fissuration interne apparait avec le développendmtla micro-fissuration a la macro-
fissuration. Avec la formation des macro-fissuikg,a aussi I'écrasement du béton devant les
nervures qui contribue a la dégradation de l'iatfet a 'augmentation du glissement relatif.
Sous certaines conditions (enrobage, confinement,y. aura peut-étre des fissures internes
longitudinales qui se développeront radialementgiimdinalement et entraineront trés t6t la
rupture du béton autour de I'armature. Si ce mastle cas, le comportement de l'interface
peut atteindre le pic correspondant a la fin diéskuration interne avec un réseau des macro-
fissures internes autour de l'armature. Aprés cpktase, l'augmentation du chargement
entraine le cisaillement des crans du béton easr@érvures d'acier et I'effritement du béton
de la zone d'interface. Avec ces deux phénoméaesre du béton autour de I'armature sera
totalement dégradée. L'adhérence due a l'actionanigge entre les nervures d'acier et le
béton s’annule.

Le mécanisme final de transfert des efforts avamtipture de l'interface est le mécanisme de
frottement entre les deux solides de béton et éfaci

Dans le cas du chargement cyclique, la dégradaggoroduit principalement en trois étapes :
le chargement monotone initial, & dycle du chargement cyclique et les cycles jusamtla
rupture de l'interface.

Si le comportement de l'interface n'atteint pasoende pic avec le chargement monotone

initial, le béton dans la zone d'interface contiaugre fortement endommagé pour les mémes
raisons que le chargement initial afi dycle du chargement cyclique : la fissuration et

I'écrasement du béton devant les nervures. Powytdes suivants, ces phénoménes baissent
d’intensité. Le béton est de plus en plus endomnjzggu'au moment ou les crans du béton

entre les nervures d'acier sont totalement sciéscdmportement de l'interface passe a la
phase de frottement qui entraine la rupture cyidue.

Si, en subissant le chargement monotone initiatplaportement de I'interface dépasse le pic
et la dégradation est due au cisaillement cylindrigt a I'effritement, le béton est rapidement
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scié et effrité sous l'action des cycles de chaeggnsuivants. L'interface sera en ruine
cylindrique.

b) Ruptures dues a 'activation de l'interface

Lors d’'un chargement ultime, le béton de I'enrobpget rompre selon différents types de
rupture.

- Rupture par fissuration transversale : C'est ledemsenrobages peu épais (inférieurs au
double du diamétre de la barre). Les macrofissimeEsnes se développent jusqu'a la
surface de I'enrobage. Par conséquent, le bétodivesé en plusieurs parties le long de
l'armature.

- Rupture par fissuration longitudinale : Cette rupt@a souvent lieu sous chargement
monotone quand les conditions de confinement né @ assurées. L'action radiale de
I'armature sur le béton entraine l'apparition degraintes de traction circonférentielle. Si
le béton n'est pas capable de résister a ce typé&ragéon, des fissures internes
longitudinales se forment. Ces fissures internes deéweloppent radialement et
longitudinalement pour créer des macro-fissuresgitadinales. S'il n'y a pas de
renforcement transversal, I'enrobage est fenduwsigpirs blocs, I'adhérence de l'interface

est nulle, la structure est en ruine.

- Rupture par fissuration cylindrique : Avec de bamneonditions d'enrobage et de
confinement (confinement par des armatures de regrieent transversal, confinement par
pression latérale), soit les fissures longitudiaahéexistent pas, soit elles apparaissent
mais sont controlées par les armatures transversailesi, la rupture longitudinale ne se
produit pas. La résistance de linterface est mmbilisée jusqu'a la rupture par des
fissures cylindriques de cisaillement.

1.2 Modéles de comportement de l'interface et param  etres
d’influence

1.2.1 Modéles de comportement

Les phénomenes qui se produisent au niveau derface sont compliqués et difficiles a
modéliser au niveau local. De plus, le but de im®ades structures en génie civil est de
déterminer le comportement macroscopique de lectsime, d'obtenir I'état de contrainte-
déformation dans l'acier et le béton (hors de leeadinterface), de contrller I'état de rupture
de la structure. C'est pourquoi les phénomeénesoskiigant au niveau de l'interface sont pris
en compte de facon implicite a travers des loisalaportement selon deux approches:

- Construire les lois 2D
On remplace la zone compliquée de l'interface paraouche homogene équivalente

ayant une épaisseur caracteéristique. Le comportedeccette couche est décrit par les
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relations entre:

o la contrainte tangentielle et la déformation tarnigde (ou le déplacement
relatif tangentiel entre deux surfaces de la couche

o la contrainte normale et la déformation radiale lodéplacement relatif radial
entre deux surfaces de la couche).

- Construire les lois 1D

Pour ce modeéle, la zone de l'interface est élimih&nterface devient une ligne de
discontinuité entre deux corps: l'acier (modélisénme une barre 1D) et le béton
massif. Pour que la structure se comporte comme tapas réel, il reste encore a
caractériser cette interface imparfaite par lati@taentre la contrainte tangentielle (ou
I'effort tangentiel) et le déplacement relatif.

1.2.1.1 Modéeles de comportement 2D de l'interface

Les modeles de ce type sont essentiellement casstdans le cadre de la théorie
thermodynamique (endommagement, plasticité, méuaanide rupture,...). Les relations
analytiques développées contiennent des param@triesont identifiés et validés par les
essais. On cite ci-dessous les modeles les plusriengs:

a) Modele "endommagement avec frottement des fiestirde Dominguez [4]

En se référant aux mécanismes qui se produisentiveaau de l'interface, Dominguez a
considereé l'interface comme une couche spéciafgadseur tres faiblée, ., autour de la barre

ayant le comportement:

- Elasto-endommageable dans la direction normale

- Elasto-endommageable dans la direction tangentielle

- Pseudo-plastique da au glissement entre les fisslanes la direction tangentielle

La détermination dé ., est décrite en detail daf# .

En découplant le comportement dans les 2 directionsmal et tangentiel, en séparant
'endommagement tangentiel et le glissement tarejeantre les fissures, Dominguez a
proposé dans le cadre thermodynamique le compontenhe l'interface qui exprime la
relation entre :

- La contrainte tangentielle et la déformation tarigdie
- La contrainte normale et la déformation normale

Le potentiel thermodynamique proposé se met softsrze:
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1 - - + +
:_'[ <£N> *E*<£N> +<£N> *E*(l_DN)*<£N> te *G¥ (1.1)
(1 D, )* & +(g, —£! ) G* D, * (e, —&! )+ y*a® [+ H(2)
Dans cette expressiol correspond a I'énergie libre Helmholjz, est la densité.

Les variables observables sont les déformationmales, et tangentielle;. Le symbole

(£,)" désigne la pénétration de linterface(ef,)” désigne I'ouverture de l'interface.

Les variables internes sont : la déformation irelpiar le glissement avec le frottement des
fissures &/, les variables scalaires d'endommagement dansditestions normale et
tangentielle D, et D, , la variable d'écrouissage cinématique par lesgient entre les

fissuresa , la variable d'écrouissage isotrope par endommagem

Les lois d'état correspondant aux variables d@tdessus et les forces thermodynamiques
associees sont les suivantes:

La contrainte normale,, :

o = ¥ _JE&y sig, <0 (12)
N 'O'agN @-D,).Eg, sig, >0 '

La contrainte tangentielle totate,

oV
=po = G.1-D;).& +G.D, (5, - &) (1.3)

.
La contrainte tangentielle par glissemenit

P 0w _
Ir =P
|

&) (1.4)
Le taux d'énergie restituée par endommagement horga

ow 1 + +
V= p-= 2l Ele) | (15)

Le taux d'énergie restituée par endommagemen#gimetnt tangentieY;
- :_:0_—_[ G.e ] [( ) (g —&r )]:_(YDT +Yrr) (1.6)

Ou, Y,, est le taux d'énergie restituée par endommagetaggentiel, Y, est le taux

d'énergie restituée par frottement des fissures.

La loi d'état de I'écrouissage cinématique amédaedéfinition de la contrainte de rappel:

X = ,O-a—w =ya (1.7)
oa

Et finalement, la force associée a I'écrouissageeddommagement isotrope:
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oW
Z=p—
P pe (1.8)

En supposant le découplage entre la direction tdraje et celle normale et entre
'endommagement et le frottement, Dominguez a carnsie potentiel dissipatif et les lois
d’évolution des variables internes pour chaque @rtement :

i) Pour lendommagement tangentiel

Dans cette direction, I'évolution de 'endommageneshdivisée en 3 étapes:

- Région d'adhérence parfaite. Le seuil d'adhéreadaite: &,

- Région de passage des petits glissements aux ggisdements, correspondant a une

croissance stable des fissures transversales didasprésence de nervures sur l'acier
(écrouissage apparent positif de la loi d'évolytida limite de cette phase;,

- Région de résistance maximale de la liaison etadizgion jusqu'a la résistance résiduelle
ultime, ou on ne fait plus intervenir que la coatexce de ces fissures transversales
amenant a ne plus considérer que les mécanismiestdenent (écrouissage négatif vers
une contrainte de frottement résiduelle)

Le seuil d’endommagement et le potentiel dissipegifsuivant:

CDDT = YDT - (YDT (ng) + ZT) < O ( 19)

i) Pour 'endommagement normal

Dans le cas de compression, on admet une petittrpgan de I'armature dans le corps du
béton. Cela signifie que, < .Mans le cas de traction, il y a le détachemetneda béton et

la barre dacier. Dominguez a considéré I'endommagé normal similaire a
lendommagement tangentiel sauf le fait qu’il n’y @as décrouissage, le seuil
d’endommagement et le potentiel dissipatif estaiiv

Doy =Yon — Yon (En) <0
DN on ~ Yon (Ena) (1.10)

iii) Frottement entre les fissures par glissement

Dominguez a supposé que c’est un comportement pgaadtigue avec écrouissage
cinématique non linéaire, ce qui permet de simldsrboucles d'hystérésis non linéaires
produites lors du chargement et du déchargememasgrcyclique. Le critere de glissement
prend la forme classique de la fonction de seulDdecker-Prager qui prend en compte l'effet
du confinement radial sur le glissement:

®, =| g, =X |+cl, <0 (111)

Les lois d’évolution des variables internBs, D, Z;, & ,a sont aussi déterminées en se

basant sur les parametres du modele a calibrereg&irmé, tous les parametres du modéle
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sont présentés dans le tableau suivant:

Mécanisme Dénomination Parametre
Cinématique du contagt Pénétration maximale Poen
Elasticité Module d'Young E

Module de Poisson v

Direction normale:

Endommagement Seuil d'adhérence parfaite Ent
Fragilité en mode | Aox
Contréleur de la pente en mode | Bon

Direction tangentielle:

Endommagement Seuil d'adhérence parfaite &n
Fragilité en région | Apr
Contréleur de la pente en région | Bior
Seuil de grand glissement &tz
Fragilité en région Il Aot
Contréleur de la pente en région Il Boor

Frottement des fissures Paramétres du frottemenfisieires y
Ecrouissage cinématique a

Effet du confinement radial C

* Remarques:

Le modéle développé par Dominguez est utilisableasiou les fissures longitudinales de
I'enrobage n’entrainent pas la chute totale dédestance de l'interface. Elle est utile pour la
modélisation en 2D ou en 3D des essais et destugtegscdont I'état de contrainte est
multidirectionnel.

b) Modéle "plasticité" de Cox et al. [6]

Dans le concept de Cox et al., l'interface est idénée comme une couche a épaisseur

infiniment petite afin que le comportement de laneccomplexe réelle de linterface a
épaisseuD, (diamétre de barre) soit identique a celui du zmmabinée ayant deux couches

fictives: une couche du béton normal a méme epaid3g et la couche de l'interface (voir la

Figure 1.17). La couche spéciale de l'interface germettre de prendre en compte non
seulement le glissement relatif entre le béton mbehl'armature mais aussi l'action butée des
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nervures sur le corps du béton. Cox et al. ont ggépune relation entre les contraintes
généralisées normale et tangentielle et les détwnsagénéralisées correspondantes. Dans ce
cas, I'épaisseur de la couche d'interface estinméint petite, donc les déformations
généralisées sont définies par les déplacemenmttifselnormal et tangentiel) qui deviennent
sans unité grace a une valeur arbitraidg ). Les contraintes et les déformations généralisées

sont définies comme suit:

TR
)

I:‘.":.':,:s‘r'v.,".:i_
) b =

1
T _ T _
Q" =(r,0) et q —D—(Jt,dn) (1.12)
b
IR e IR TR
e Hoj .
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Figure 1.17
Déplacement et déformation homogene de la zontedate [6]:

a) état réel ; b) modele de Cox et al.

Pour ce modéle, la traction dans la direction néercause la perte totale de lI'adhérence. En
compression normale, I'action de butée des nervsvede béton entraine le déplacement
relatif positif entre le béton et I'armature.

L'établissement des formulations de ce modele ast én se basant sur les travaux

expérimentaux de Gambarova, Rosati, Zasso et deak@loir la Figure 1.18) qui permettent
de mesurer non seulementet 5, mais aussuo et od,.
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Figure 1.18

Essais de Malvar (a) et de Gambarova et al. (b) [6]

i) Module élastique

Les résultats expérimentaux de la contrainte etél@acement relatif de l'interface dans la
phase initiale permettent de déduire le moduldi§laes :

. 01 —-0.0012sgn(,)
D¢ =E,. (1.13)
-0.0012sgn@,) 004

Ici,

. - De. ]
Q . (1.14)

i) Surface de charge

Parce que le glissement plastique est beaucougy@nsl que la dilatation normale plastique,
pour caractériser I'écrouissage, Cox et al. ontpea@ que l'état interne de l'interface est
caractérisé par I'évolution du glissement plastigueavers un coefficierd :

S

r

p
d= min(é—t ;1] (1.15)

Ici, s, est la distance entre les deux nervures successend le glissement plastique est

égal a cette distance, le degré d’endommagementirderface est maximal. C'est a
dire d< 1

La construction de la surface de charge est conumévsir Figure 1.19 et Figure 1.20):

- Pour chaqued donné, a partir des essais, on a des couples deicbes (normale et
tangentielle). Ces couples déterminent la surfacehadrge.

- Pour différentes valeurs dd, les surfaces de charge correspondantes permelgent
déterminer la formulation de la loi d’écrouissage.

26



25 B e S S

-o- - Test1
--x--Test2
— o -Test3 i
—+ -Test4

——Test5 | ]

o

Average Bond Stress (N/mm?)

25 t - i . ; =%
o i = ¥est1 3
~ oT— e N . T e est2 | 4
520 1= = -Test3 |
2 \ —+ -Test4
:15 I~ ——Test5
@

] - T ]

(,,5) B \\ kl\\ .:

B 4 ~ i

10 - o) | R

@ | 5o ~o

2 i) ot e

ol - b s

g 5 M UM SR i

ol L i e
0.2 0.3 0.4 0.5 0.6
Plastic Slip - gP,

Figure 1.19

Relation contrainte d’adhérence - glissement

a) glissement total ; b) glissement plastique [6]

A partir des données ci-dessus, Cox et al. ontldgpé une formulation analytique de la
surface de charge qui prend en compte : la cotgrémmgentieller , la contrainte normale
et I'écrouissageal (voir la Figure 1.21). La formulation a aussi gasameétres a calibrer (voir

dang[6] ).
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Figure 1.20

Surface de charge retirée des résultats d’essai

a) plasticité initiale (d=0) ; b) au pic ; ¢) d=0.3d) phase de frottement [6]
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Figure 1.21

Evolution analytique de la surface de charge [6]

Les auteurs ont validé le modele en comparangleditats expérimentaux avec ceux obtenus
par d’autres auteurs (voir la Figure 1.22).
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20
16
e
8 IR e Experiment — sl
/ ----+--- Point model 1 é
i e —=a— 2D model - zero crack opening Et
0 1 i i i i J i |
0 1 2 4
End Slip (mm)
Bl e — =y e
- (b) : ; .
ji& | SNy SRS S ko] © @ - Experiment - highest
Lo : ; — B - Experiment - average { 4
r - = __ o - o- - Experiment - lowest 1
12?3/_»8:\‘ — Model .
i
g [
|
[esemeecy 1 | L | L (PR [ 1

6
End Slip (mm)

Figure 1.22
Validation par comparaison avec des résultats dasdes

a) de Gambarova et al. b) de Eligehausen et al. [6]
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* Remarques:

Ce modéle est utilisable dans I'analyse en 2D/3®stleictures ou des éprouvettes d’essai. En
particulier, il peut simuler I'action de butée desrvures d’acier sur le béton d'enrobage.
Ainsi, dans une modélisation massive, il peut séanld formation des fissures due au fendage
de I'enrobage (fissures longitudinales). Toutefoes formulations qui sont compliquées pour
le chargement monotone deviendront beaucoup plusploguées pour le chargement
cyclique.

1.2.1.2 Modeéle de comportement 1D de I'interface

En réalité, le comportement de linterface danglitaction tangentielle est toujours plus
prépondérant que celui dans la direction normale plus, la structure travaille
principalement dans la direction longitudinale de®atures. C'est pourquoi, des modeles 1D
de comportement de l'interface ont été proposés simplifier le probleme et pour faciliter le
calcul des structures. Dans la littérature, il exdifférents modéles 1D: modéle de Rehm,
modele de Tassios,... Parmi eux, le modele de ldiggen et al. [7] est le plus performant
parce qu'il s'adapte aux différentes conditionsafgement, confinement, caractéristiques de
structure et de matériau). Ce modele a été beauddigé par d’autres auteurs dans I'analyse
des structures.

a) Modele de Eligehausen, Popov et Bertero [7]

La relation adhérence-glissement de l'armature danbéton confiné sous l'action des
chargements monotone et cyclique a été largemeniéét grace a des séries d'essai. Les
résultats d'essai ont été ensuite utilisés pounic®din modeéle analytique du comportement
de l'interface.

i) Programme d’essais

Les éprouvettes (voir la Figure 1.23) représenigenégion confinée du joint poutre-colonne.
La barre HA est ancrée dans le béton avec unespetigueur d'ancragg.d, . Pour prendre
en compte I'existence possible des fissures lodigiles dans I'enrobage qui influencent sur
le comportement de l'interface, une plaque fineplstique est mise au plan horizontal
traversant I'axe de la barre pour pré-créer cears.

Dans les séries d'essais principales, les barr@ésdemm de diamétre sont ancrées dans le
béton (f, =30N/mnt), I'espace entre les armatures passives {2mm) est de 4.d, ,
l'influence de différentes histoires de chargemsat le comportement d'interface est
examinée. Pour d'autres séries, l'influence deanmgtres suivants est étudiée: pression
transversale, confinement par renforcement padisimetre de la barre, résistance du béton,
espace entre les armatures passives, taux d'augioardu glissement.
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Figure 1.23

Description de I'essai de Eligehausen et al. [7]

if) Construction du modele

A partir des courbes expérimentales de la contraifadhérence par rapport au glissement,
Eligehausen et al. ont établi les formulations @iges pour le comportement de linterface.
Dans le cas du chargement monotone, la courbe mi@artement se compose de 4 parties
(voir Figure 1.24):

S a
T = Tl{gj avecs< s

T=1, avecs <S<s,
(1.16)

L-n

T=r1,+ (r-1,) avecs,<s<s,
T2

T=T, avecs;<s
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Figure 1.24

Comportement de l'interface avec chargement momofoh

Quand le chargement est cyclique, le comportemerntirterface évolue comme suit (voir
Figure 1.25): Pour le chargement initial, la relaticontrainte-glissement suit I'envelope
monotone (trajetsOABCD ou OAB,C,D,). Si on appligue un chargement inverse, une
branche de décharge rigide et une branche derfrettear =7, se suivent successivement
jusqu'a lintersection avec la courb#\ (trajet EFGHI ). Ensuite, cette intersection est suivie
par I'enveloppe réduite (courli®A B,C,D,) qui a une forme similaire a celle de I'enveloppe
monotone initiale (trajetA J ). Quand on inverse de nouveau la direction duggraent au
point J, la branche de déchargement, celle de frottentesetlle de rechargement (a la méme
rigidité que la branche de déchargement) se susugessivement jusqu'a l'intersection avec
l'enveloppe réduiteOAB'C D (trajet JLNE ). Ce trajet est ensuite suivi par le trajet
EBC.

Par ailleurs, au lieu d'augmenter le glissemenbsapsi on applique des cycles répétés entre
les deux valeurs de glissement correspondant aintspdl et K, la relation contrainte-
glissement se répete par les branches "déchargfemierifrottement” et la résistance de
frottement diminue avec l'augmentation du nombre ajeles. Concernant le taux de
réduction de la résistance au pic apres chaque delchargement, Eligehausen et al. ont
proposeé de le calculer en fonction de I'énergisigée de I'interface (voir dans [7]).
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Figure 1.25

Modéle d’'interface pour chargement cyclique [7]

iii) Facteurs d’influence

Pour avoir un bon modele d’interface qui peut éttiisé dans différentes conditions de
travail de la structure, Eligehausen et al. onliséalusieurs tests en faisant varier :

La résistance du béton

Le diamétre de la barre d’acier

La position de I'armature de renforcement par rapadarmature principale

La pression latérale

A partir des résultats des tests ci-dessus, lesueutont pu déterminer la variation des
parametres du modéle d’interface en fonction detetes ci-dessus (voir dans [7]).

* Remarques

Tout d’abord, I'idée de faire un test pull-out awgwe barre ancrée dans un bloc du béton qui
contient des armatures de renforcement, qui sulst gtessions latérales et des fissures
longitudinales pré-créées est tres représentatéevdadréalité. Elle permet de simuler le
comportement de l'interface de facon la plus prodeela réalité. En suite, le modele
analytique proposé est simple, effectif et facibpaliquer. Il permet de prendre en compte les
mécanismes intrinseques (fissuration, écrasenettierient,..). De plus, ce modéle peut tenir
compte de la variation de différents facteurs stmawix et matériels. Donc, il est applicable a
plusieurs situations en réalité. Finalement, ldquerance de ce modéle a été confirmée dans
la littérature. En fait, I'exactitude des résultakpérimentaux a été validée par I'étude de Cox
et al [6]. Et puis, plusieurs auteurs ([8], [9]0[1[11], [12]...) ont utilisé ce modele pour faire
le calcul des structures. Ce modeéle est aussi neeomé par CEB-FIP (selon [4])
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1.2.2 Parameétres influencant sur l'interface

Le comportement de linterface au niveau local iafllencé par différents facteurs et
parameétres qui agissent a plusieurs échelles eifféredtes étapes de dégradation de
linterface. Lors d'une premiere sollicitation, & chargement ne dépasse pas le seull
d'adhérence parfaite, le comportement de la liaissh principalement contrélé par des
parametres de type chimique et des interactiomsvaau de la microstructure qui ne sont pas
vraiment connus ni déterminés actuellement. Perldgartemiere phase d'endommagement de
l'interface (apres la perte d’adhérence parfales) propriétés géométriques et matérielles des
deux matériaux en contact ainsi que les conditagxonfinement sont les parametres qui
vont geérer la détérioration de linterface. Aprasia atteint la résistance maximale de
linterface, la dégradation va dépendre plus desactéristiques structurelles que des
propriétés mécaniques des matériaux. Selon leéreliffes études dans la littérature, il y a
plusieurs facteurs qui influencent linterface. &eaomplique I'étude de linterface. On
s’intéresse seulement aux facteurs principaux.digges facteurs moins importants comme
I'effet d’échelle, la corrosion, la direction deutage du béton,... ne sont pas abordés. La
synthese suivante se base sur les conclusions ménDwez [4] et les études importantes dans
la littérature :

Etude de Eligehausen et al. [7]

- Etude de La Borderie et al. (cité a la page 14¢ke [
- Etude de Gambarova et al. [13]

- Etude de Romdhari8]

- Bulletin 10 de fib [14]

a) Caracteéristiques de la barre d'acier

Les caractéristiques géométriques de la barreed'aont primordiales pour I'évaluation de la
résistance de la liaison. Le premier parametre exmecla nature de la surface de la barre: les
barres lisses assurent une moindre résistanceaderique les barres nervurées. Pour ces
dernieres, a un diamétre fixe, plus la taille desvares augmente, plus la résistance de
l'interface croit. Au contraire, l'augmentation tespacement des nervures successives
entraine la diminution de la résistance du compwete de linterface. L'influence des
caractéristiques geométriques est représentée mpaindice ao, « surface relative des

nervures » qui est calculée par :

—_ FR
aSR -
TTgC,

Ici, F; est la surface de la projection de la nervurelausection transversale; est le
diamétre de la barre et est la distance entre deux nervures successivedgvFigure 1.26).

(1.17)
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Généralement, plus la valeur de, est grande, plus la résistance de l'interfaceckstée.
Une bonne valeur de; est dans la gamme de 0,05 a 0,10. En 1969, ude é® Rehm
(citée a la page 7 dans [14]) a conclut que Idicglaentre la résistance de linterfaceael;

est linéaire. D’autres études (citées a la pagers d14]) ont affirmé que cette relation
dépend encore du degré de confinement.

Figure 1.26

Caractéristiqgues géométriques [14]

D'autre part, en ce qui concerne le diametre dauee, il n'y a pas un véritable accord sur son
influence entre les expérimentateurs parce quérgescts sont directement liés a I'épaisseur
d'enrobage du béton, ainsi qu'aux effets d'écheliegénéral, I'influence du diamétre de barre
n'est pas significative. Eligehausen et [@l] confirment cela en disant qu'une variation du
diametre de la barre entre 19 mm et 32 mm a ub&faifluence sur le comportement de la
liaison.

Finalement, on peut aussi éliminer I'influence debntrainte dans I'armature HA. Plusieurs
auteursont affirmé que le processus d'activation de lifdee se passe avant la phase de
plasticité de I'acier. C’est pourquoi la déformatide I'acier est élastique, tres petite et n'a
pas d’'impact sur l'interface.

b) Espace entre les barres actives d’acier

La résistance de l'interface s'améliore en augnmérta distance entre les barres (dans la
limite de 1 a 4 diametres de la barfd]. Cette influence est plus importante lors du
développement des fissures longitudinales (voiufggdl.27). Autrement, dans le cas ou un
bon confinement est fourni et la propagation desufies longitudinales est évitée, l'influence
de I'espacement entre les barres sur le comportatediinterface devient insignifiante si cet
espacement dépasse la zone d’activation de l'aterf> 2 diamétres de la barre).
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Figure 1.27

Configuration des fissures longitudinales [14]

c) Caractéristiques du béton

Parmi les caractéristiques du béton qui peuvenirawee influence appréciable sur le
comportement de l'interface, on peut mentionner:

- La résistance a la compression, qui déterminegidité de liaison, et par conséquent sa
résistance. Selon Eligehausen et al. [7], |la @st&t de la liaison est proportionnelle a la
racine carré de la résistance de compression donbéindis que le glissement est
inversement proportionnelle a cette racine carrée.

- La résistance de traction, qui détermine le seatililterence parfaite de la liaison. Elle
participe aussi a la formation des fissures lomljitales.

- L'épaisseur d'enrobage, qui détermine la potetdialiavoir une rupture par fissuration
longitudinale ou d’avoir une perte de la liaisom paaillage du béton. Dans le cas d'un
bon confinement, I'enrobage (de plus de 2 diamé&teeta barre) n'influence pas sur le
comportement de l'interface. Pour des enrobages ppdtits, la résistance de l'interface
diminue avec la diminution d'enrobage.

- L'hétérogéneéité du béton qui affecte directementdéstance de la liaison au niveau local,
et par conséquent modifie la distribution de cellsur la longueur de la barre d'acier.

d) Confinement passif

Le renforcement passif est constitué par des bawassollicitées (barres transversales par
exemple). Le comportement de la liaison dans unetsire en béton sans renforcement varie
énormément en comparaison a celui d'une structwmex aenforcement additionnel.
Typiquement, pour une structure ordinaire avecrunlege de 2,5 a 3 diametres de 'acier, le
manque du renforcement cause plus facilement desrés longitudinales et produit la chute
presque immeédiate de la résistance de la liaiso¥sdp seuil d'adhérence parfaite (résistance
non supérieure a 6 MPa environ). Selon une sé@pEeditions mathématiques fournies dans le
rapport de Eligehausen et @] qui prend le Code ACI 318-77 comme référence, ait pe

35



considérer que l'existence de renforcement pasgihante la résistance de la liaison de 20 %
par rapport a une structure en béton partiellernenfiné et 'augmentation est de 100% en
comparaison avec le cas non confiné.

Eligehausen et al. affirment aussi que la résisgtaliaterface augmente Iégérement quand les
barres de renforcement sont loin de la barre #ééic

Il faut ajouter que le confinement par renforcemeadsif est trés important dans la premiére
phase de dégradation de la liaison puisqu'il sitoissance des fissures longitudinales. Par
contre, il n'a aucune influence dans la créatiotad®ipture cylindrique, prépondérante dans
la deuxiéme phase de dégradation.

e) Pression latérale

La deuxieme source de confinement est la presatérale ou transversale, qui agit sur la face
extérieure de I'enrobage du béton. C’est le caldmne aux appuis d’'une poutre ou de la
zone au joint poutre-colonne. Elle influence égalemsur la propagation des fissures
longitudinales dans le corps du béton. Les étun@sitantes sur cette question sont celles de
Borderie et Pijaudier Cabot (voir la Figure 1.28% Malvar, de Gambarova et al. (voir la
Figure 1.18)

it}

1

8 |45 | 50
|
|

L slip Q)

Figure 1.28

Essai de Borderie et al. : description et courbmsé-glissement (cité dans [4])

Tous ces auteurs ont confirmé que la pressionalat@ugmente la résistance de la liaison
pendant la premiére phase de dégradation de fawter(fissuration + écrasement). Dans la
phase post-pic du comportement de l'interface, Bioedet Pijaudier Cabot concluent que la
pression n'a aucun effet sur la résistance de dmadn du au frottement aprés le pic.
Cependant, I'étude de Malvar affirme une influenlegre de la pression latérale sur la courbe
post-pic du comportement de I'interface.

Toutes les remarques ci-dessus sont faciles aogeepli En fait, pendant la® phase de
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dégradation de l'interface, I'action des nervuréscigr sur le béton se développe et dilate
'enrobage. Elle cause 'endommagement de lintafaroutefois, cela est empéché par la
présence de la pression latérale. C’est pourquedstance de l'interface augmente avec la
pression latérale. En revanche, dans la phasetenfrent, I'action des nervures d’acier sur le
béton disparait. L'impact de la pression latéradiste si elle contribue a I'augmentation de
contrainte normale compressive au niveau de lfater qui entraine la croissance de la
résistance de frottement. C'est le cas de l'essaiMdilvar ou I'enrobage est petit et
longitudinalement fissuré et donc la pression &éest transférée a la face de I'armature. Par
contre, I'essai de Borderie et Pijaudier Cabot ggrand enrobage sans fissure longitudinale.
Donc, la pression latérale n'influence que I'étatabntrainte du béton dans I'enrobage, elle
n‘augmente pas la résistance de frottement.

1.3 Implémentation numeérique du comportement de [I'i nterface

1.3.1 Utilisation de I'élément « bond-zone »

Zone de béton
@ @

Zone d’interface

Zone d’acier

Figure 1.29

Elément « bond-zone »

Avec l'élément « bond-zone » (voir la Figure 1.29hterface est modélisée comme une
couche de matériau a épaisseur fihiePour modéliser un comportement réel de l'intexfac
qui exprime la relation entre la contrainte norm@kngentielle)on(t) et le déplacement
normal (tangentiel) 4fu), le comportement du matériau fictif s’exprime pearelation entre
on(tt) & en(er) avecey(s;) est calculé par I'équation ( 1.18) :

relatif

interface — ~t(n)
gt' ) = T (1.18)

Dans la définition du matériau de I'élément « bande », le comportement axial en direction
normale et celui de cisaillement en direction tamigéle sont considérés alors que dans les
autres directions le comportement du matériaua@sidéré comme infiniment rigide.

En pratique, on prend une épaisseur trés petite [@owouche d'interface pour ne pas
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influencer sur la cinématique réelle de la struet@Em particulier, pour simplifier le maillage
d’éléments finis, I'épaisseur de la couche d'iatfpeut étre prise a zéro, elle est prise en
compte implicitement seulement dans la formulatiencet élément bond-zone spécial. Le
logiciel Castem permet ce traitement avec son éébmnd-zone a épaisseur nulle.

Ce type de modélisation de linterface peut étrdiséit dans les analyses 2D (plan,
axisymétrigue) ou 3D (massif) de la structure (\@iFigure 1.30).

Elément béton Elément béton

Elément bond-zone Elément bond-zone
Elément acier Elément acier
Figure 1.30

Elément « bond-zone » dans le maillage de structure

1.3.2 Utilisation de I'élément bond-link

o Reinforcement Element Node

e Concrete Element Mode

Figure 1.31

Elément « bond-link »

Avec I'élément bond-link (élément joint) (voir lagbre 1.31), le comportement continu de
l'interface est discrétisé en plusieurs points dagl de l'armature. Les modeles de
comportement de l'interface 2D ou 1D sont transésrraux relations entre les forces aux
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noeuds et les déplacements relatifs entre les deexids. Dans le cas 1D, la rigidité en
direction normale de I'élément bond-link est pasec une trés grande valeur. Dans les codes
d’élément fini, ce type d'élément est concrétisédgméléments du ressort.

Ce type de modélisation de l'interface est utilsatans de différentes analyses: 1D (poutre,
barre, colonne), 2D (plan, axisymétrique) ou 3Dgsifx (voir la Figure 1.32).

Element béton Elementbéton o a0 | o
Element béton i

T an p . A 4
= = / N Element acier  ~/ AN e - S Element aCler - 7 - oo =P
T Element acier T T \

X X
Element rigid Element rigid

Elementjoint

Element joint Element joint

Figure 1.32

Elément bond-link dans les analyses : a) échellalébavec EF 2D, b) globale avec EF de
poutre 1D, c¢) semi-globale avec EF de poutre nfiblties

1.3.3 Construction de nouveaux éléments finis intég rant le
comportement de l'interface

Ce sont les éléments finis qui integrent dans léamsiulations le comportement de l'acier,
celui de l'interface et avec ou sans celui du bétea degrés de liberté de déplacement de ces
nouveaux eléments finis représentent les cinémegiges différents composants.

1.3.3.1 Elément de barre avec le glissement relatif

On peut combiner le comportement de l'acier etiaul'interface pour former un nouvel
élément fini appelé « élément de barre avec glissémrelatif » (voir la Figure 1.33). Les
degrés de liberté utilisés dans cette formulatant ks suivants :

i) Le champ de déplacement:

- Deplacements des poinits? (s),U 7 (s),U; (s) en chaque point d’abscisse de la barre
- Déplacement tangentiel relatif entre la barre &g®nU "’ (s)

i) Le champ de déformation généralisée:

du?(s)

-

- Déformation axiale de la bare? (s) =

- Déformation de l'interface’ (s) =U " (s )

iii) Le champ de contrainte généralisée:
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- Effort axial dans la barrd (s )

- Effort tangentiel au niveau de l'interfadé (s )

iv) Les lois de comportement:

- Loi de comportement d'une barre exprimée par &ticgl f ?(s) — £%(s)

- Loi de comportement 1D de l'interface expriméelaaelation f'(s) - &' (s)

Figure 1.33

Schéma d'élément fini de barre avec le glissenetatifr

Ce type d’élément fini spécial contient deux noewtlique noeud a 4 degrés de liberté. On
peut le combiner avec différents éléments finibéion (élément de barre, élément de poutre,
elément de plaque, élément 2D axisymétrique, etéhdé massif). Il peut étre utilisé dans tous
les types d'analyse de structure: 1D, 2D, 3D.

1.3.3.2 Elément de poutre avec glissement relatifd  es armatures de Limkatanyu
et al. [15]

Limkatanyu et al. ont créé un élément de poutreiaghén combinant le comportement de
I'acier, du béton et celui de l'interface [15] fvai Figure 1.34).

Les degrés de liberté sont les suivants :

i) Le champ de déplacement:

- Déplacements longitudinal et transversal des paiataxe de la poutre, (X), Vg (X)
- Rotation transversale de la secti@(x)

- Déplacement longitudinal dearmatures ui(x) aved :1-n
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Figure 1.34

Description de I'élément de poutre avec glissemelatif [15]

i) Le champ de déformation généralisée:

- Déformation axiale de I'axe de la pouttgx) = dus(¥)
i isai _ dvs (X)
- Gauchissement par cisaillemeayf(x) = +6,(X)
- Courbure de flexiord,(x) = @
X
du (X)

- Déformation axiale des armaturd§(x) =

- Déplacement relatif des barres d'acier par ragpokiétond, (x) = ug (x) =y, .05 (X )

iii) Le champ de contrainte généralisée:

- Efforts axial, transversal et moment fléchissankadgection en bétor, (x), f,(X), f;(X )
- Effort axial dans les armature$®(x), aved :1-n

- Effort tangentiel au niveau de l'interfade (x), aved :1-n

iv) Les lois de comportement:

- Loi de comportement de la poutre en béton exprimalat relation
f,(x)-d,(x), aveci:1-3

- Loi de comportement d'une armature exprimant ki f.°(x) —d?(x), aved :1-n

- Loi de  comportement 1D de linterface  exprimant la  relation
f'(x)—-d'(x), aved:1-n

Ce type d’élément fini 1D contient deux noeuds,geiganoeud a (3+n) degres de liberté. Cet
élément est utile dans lanalyse 1D des structdypsgques en génie civii comme des
charpentes, des poutres, des colonnes...
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1.3.3.3 Elément 2D (3D) BLA (Béton+Liaison+Acier) d e Dominguez [4]

Pour intégrer un modele 2D de linterface dans deafculs 2D ou 3D des structures,
Dominguez a développé un élément 2D (3D) particdant le comportement se compose de
celui de l'interface, de I'élément de la barreidfagt de I'élément de béton [4]. On présente ci-
apres les caractéristiques de cet élément en 2Dl&/Bigure 1.35).

/ Elément Fini Emichi 4 3
Neeud
Enrichi Q béton
BLA

\ 2 u>
g N g
Q liaison v
a"\

5
\ Neeuds enrichis : L2

l L

TBL ) acier TB"

|-
Ll

B

o

(a) (b)

Figure 1.35
Elément BLA: (a) dans le schéma du maillage dérlecture, (b) description de
I'élément BLA [4]

Comme déja dit ci-dessus, dans le modele de Doramglinterface est une couche a
épaisseurh ... Toutefois, cette épaisseur n'est pas prise erpteoo|ns le maillage de la

structure, elle est prise en compte seulement desmsformules du comportement de
l'interface. Donc, le nouvel élément se compose t&ément 2D du béton, I'élément 2D

virtuel de l'interface et I'élément 1D de la bairtea douze degrés de liberté: huit degrés
classiques pour décrire les déplacements du bgtaire degrés de liberté additionnels aux
noeuds de I'élément 2D en contact avec l'acier penir compte des déplacements de
I'interface et de la barre. Ce concept assure:

- La continuité de déplacement du béton en suppagantie comportement de l'interface
est axisymétrique par rapport a I'axe de la baue, la taille géométrique transversale de
la barre et de l'interface est négligée par rapgaxtdimensions du corps de béton.

- La représentation implicite du comportement dedtiiace et de la barre d'acier a travers
les degrés de liberté additionnels.

- Laréduction de la complexité du maillage.
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Les degrés de liberté de cet élément sont :

i) Le champ de déplacement:

- Déplacements des points du béton dans les dewtidite u(x, y),v(X,y)

- Déplacements des points de la barre dans les dectionsa(x, y,), B(X,¥,)

- Déplacements relatifs de l'interface  r,(X,y,) =a(X,y,) —u(X,y, )
(X, Ya) = B(XYa) ~V(X Ya)

i) Le champ de déformation généralisée:

- Champ de déformation du bétgﬁ’(x, y)

- Déformation axiale de l'acier”(x )

AV IRV A SN
' &n r JA h

pen pen

- Champ de déformation de l'interfacg? (x,y,)

iii) Le champ de contrainte généralisée:
- Champ de contrainte du bétarf (x, y)
- Effort axial de I'acierF *(x,y, )

- Champ de contrainte de l'interfacg (x,y, , g5 (X, Y,)

iv) Les lois de comportement:

- Loi de comportement 2D du béton exprimant la refatr® (x, y) - £°(x, )

- Loi de comportement d'une barre d'acier exprimanelationF *(x,y, }&*(X,y,)

- Loi de comportement de linterface exprimant latieh{ o},o® }-{ &}, &R }
1.4 Impacts de l'activation de l'interface surlas  tructure

1.4.1 Formation des fissures dans I'enrobage

En flexion ou en traction, sous I'action des charggtérieures, la poutre en BA est toujours
fissurée dans la zone inférieure ou le béton estaetion dans la direction longitudinale. La
zone du béton qui se trouve entre les deux fisquirgires successives se comporte comme
un tirant en traction de l'essai de tirant (Figlt@6). Quand I'enrobage du béton est petit, il y
aura des fissures secondaires du béton duesiadtamt de l'interface entre les deux fissures
primaires. Parce que la capacité portante contilexen et la traction des zones fissurées du
béton est négligeable, l'apparition des fissuresors#aires n'influence pas sur le
comportement de la structure.
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Figure 1.36

Formation des tirants en traction [3]

L’'autre type de fissures sous l'activation de Biriace est la fissure longitudinale qui a
tendance de fendre I'enrobage (voir Figure 1.3'Dutéfois, pour les structures en BA, les
armatures de renforcement empéchent I'éclatemeriedmbage. Donc, l'influence de ces
fissures est limitée a la réduction de la résigate!'interface.

Spliting
Clacks

Figure 1.37

Formation des fissures longitudinales [14]

1.4.2 Perte d'adhérence au niveau de la zone d'ancr age

Pour une poutre en BA, ce phénomene peut se peodains la zone du béton fissuré aux
extrémités de la poutre. Dans ce cas, les armasu@sortent une grande force de traction
parce que les contraintes du béton au voisinagefidsgres sont presques nulles. Ce
phénomene est identique a I'essai d'arrachemelat lagre d'acier dans un bloc du béton. Si
une perte totale de l'adhérence entre l'acier dt€k®n se produit au niveau des zones au-
dessus des appuis de la poutre, cette dernierewsesten ruine parce que l'acier ne supporte
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plus la charge.

Extraction /
—— -] o

TF
AN

Figure 1.38

Phénomeéne de la perte d'ancrage des armaturestadhaité des poutres

Pour une poutre en BP de pré-tension, aux extrémédorce de précontrainte dans les cables
est trés grande. Elle peut provoquer des fissuaas & béton qui entrainent la perte totale de
I'adhérence entre le toron et le béton aux zomgpdis.

Une loi de comportement d'interface 2D est la pltile pour modéliser ces phénomeénes.
Toutefois, une loi d’'interface 1D est aussi utliapour simplifier la modélisation et pour
donner des résultats acceptables dans un calatiudgures.

» PULL OUT TEST BEAM TEST
/;x H 00 mm =
= :: BOND LENGTH =23 - e —— ____:'_5'.1_____ E
" <CSUPPORT o=y
Yy _-n" v FIBREBOAR ‘_’—L'. LENGTH 1, e -
S
Figure 1.39

Essais différents pour évaluer la perte d'ancrage drmatures a lI'extrémité des poutres [3]

Une approche alternative pour étudier cette infteegst la voie expérimentale (voir la Figure
1.39). On peut faire des essais d'arrachement esirégrouvettes dont la constitution est
identique a celle de la partie d'extrémité de latgo On peut aussi réaliser des essais de
poutre spéciaux pour étudier la capacité d'ancdagearmatures sous sollicitation réelle. De
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la, on peut déduire les conditions nécessaires gopécher la perte totale de I'adhérence.

1.4.3 Changement du comportement global a I'échelle de poutre

Sous l'action du poids propre et des charges extérs, la poutre/dalle est en flexion, les

fibres inférieures sont en traction. Le long dgdautre/dalle, il y aura des macro-fissures du

béton qui traversent ces fibres. La contrainte dlansmature qui traverse ces fissures devient

tres grande. Cela entraine une forte activatiofirterface dans les zones au voisinage de ces
fissures. Ce phénomene provoque le changementrdpartement de la structure.

Pour modéliser ce phénomene, une modélisation &0 des éléments massifs du béton ou
une modélisation 1D avec des éléments de poutretayae section multifibore sont
envisageables. Concernant la loi de l'interfaces lon 1D peut étre acceptable grace a sa
simplicité et son efficacité.

1.5 Conclusion et orientation de développement

La premiere remarque tirée des études bibliogragsigst qu’il n'y a pas une forte unanimité
dans la littérature sur le probleme de l'interfé@&ton-acier. Ainsi, notre stratégie est de se
baser sur les résultats les plus importants gillesfiables et d’en sortir une synthése claire et
systématique sur les principaux aspects du commperit de l'interface béton-acier. Ces
aspects permettront de définir I'orientation dehexche de la thése.

Tout d’'abord, la conclusion des mécanismes intgneé de l'interface a été présentée dans la
section 1.1.2.6. En général, I'activation de I'miéee consiste respectivement & mobiliser les
mécanismes suivants : I'adhérence chimique, laufid®on & I'écrasement du béton, le
cisaillement & I'effritement des corbels du bétanles frottement. Tous ces mécanismes se
produisent dans la zone du béton autour de I'amaatant I'épaisseur est égale au diamétre
de l'armature. Trois modes de rupture peuvent aviein a cause de l'activation de
I'interface : la rupture par fissuration transvées#a rupture par fissuration longitudinale et la

rupture par fissuration cylindrique.

Pour caractériser le comportement de linterfaces dhodeles de comportement ont été
proposés. Les modéles 2D prennent en compte aiddefacomportement tangentiel et le
comportement normal. Le comportement normal perdetmodéliser l'influence de la
pression latérale ou du renforcement transversalisterface et de simuler I'action radiale
de l'interface sur I'enrobage. C’est pourquoi, Ie®déles 2D sont performants dans la
simulation des éprouvettes d'essai qui serveneatifier les facteurs influencant I'interface.
En revanche, les modéles 1D, qui expriment le caotapwent tangentiel, sont souvent plus
efficaces dans la modélisation a I'échelle deracstire. En effet, le comportement normal de
l'interface a une influence trés faible sauf loesld perte d'ancrage de l'armature par fendage.
Or, ce type de perte d’ancrage ne se produit pgeégence des armatures de renforcement
transversal. En plus, I'intégration numérique dimandele 1D est beaucoup plus simple que
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celle d'un modele 2D. Concernant le développemesg thodéles d'interface a haute
température, ce sera beaucoup plus facile avecadiels 1D qu’avec un modeéle 2D. Parmi
les modeles 1D, celui d’Eligehausen et al. estus pomplet et le plus fiable.

Plusieurs méthodes pour intégrer le modéle de cdaempent de linterface dans la
modélisation numérique ont été présentées dansckios 1.3. Soit on utilise les éléments
finis d’interface qui modélisent seulement le comgment de I'interface soit on utilise les
éléments finis mixtes qui combinent le comportentmnt’interface avec celui du béton et/ou
de l'acier. Les éléments mixtes permettent de sfraple maillage et le calcul mais ils ne
sont pas encore congus dans les codes de calodbstigpour le cas de la température élevée.
Par conséquent, leur utilisation demande un trarakme de développement numérique, ce
qui est impossible dans le cadre d’'une thése. @@stquoi, dans notre étude, on s’intéresse a
la méthode d’intégration utilisant les élémenti#iface et on se base sur les logiciels qui
s’en disposent.

Les trois impacts de l'activation de l'interfacer $a structure sont I'apparition des fissures
secondaires dans l'enrobage, la perte d'ancrage alewmtures et le changement du
comportement global en présence des glissementardegures. En réalité, I'apparition des
fissures secondaires n’influence pas le comportémera structure. En revanche, les deux
autres impacts sont plus importants et il est re&ies a les étudier. Pour le faire, un modéle
d’interface 1D peut étre suffisant.

A partir des conclusions ci-dessus, on a détertairsfratégie de recherche de la thése qui est
comme suit :

- Développer un modéle 1D de comportement de l'iatexfa haute température. Ce
développement peut se baser sur le modéle d’Eligeimeet al. a température ambiante.

- Intégrer le modele développé dans la modélisaties structures a haute température.
Cette intégration se base sur les éléments d’'ader{élément de bond-zone, élement de
bond-link) et sur le logiciel ANSYS.

- Construire une méthodologie de modélisation dagtstres en béton armé exposées au
feu. Cette construction se composera des étudda madélisation non linéaire du béton,
sur le calcul de transfert thermique, sur le cogplthermomécanique et sur l'intégration
du comportement de linterface.
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Chapitre 2 Développement d’'un modele de l'interface a
haute température

Dans le Chapitre 1, on constate que la questiolirderface béton-acier n’est pas encore
complétement traitée méme a température ambiantéaik le comportement de l'interface
dépend a la fois des propriétés de matériaux epldsieurs facteurs structuraux comme
'enrobage, I'espace entre les barres, le confimtme Si on étend ce probléme au cas de
haute température, ce sera encore plus compliqué.

Notre approche est de partir des modéles fiabliesedface a température ambiante et de les
adapter a la haute température. On suppose le plégeuentre I'impact de la température et
celui des autres facteurs structuraux parce quergréhension du couplage de ces impacts
entrainerait de grandes campagnes d’essais.

Dans ce chapitre, on va tout d’abord étudier conmimian température influence le
comportement de linterface au travers des résultit la littérature. Ensuite, un modele
d’interface convenable va étre sélectionné et @&daga haute température. Finalement, une
méthode d’intégration numérique du modele dévelagms ANSYS.

2.1 Impact de la température sur 'adhérence dans | a littérature

Dans les années 70s-80s, il y a eu quelques ésude® sujet. Bien que les résultats obtenus
soient différents I'un de l'autre, ils nous perreettde comprendre les différents aspects du
probleme de I'interface béton-acier a chaud.

2.1.1 Premieres études

En 1975, Kasami et al. ont testé 120 éprouvettgsutleout avec quatre différents mélanges
du béton (selon [16]). Ces mélanges se composdieriment portland et des granulats de
rive. Les éprouvettes contenaient une barre d’amedisse. Toutes les éprouvettes ont été
testées a froid aprés une période de réchauffenf@ntl0°C/h) et une période de
refroidissement (a 10°C/h). Le résultat le plus am@nt est que I'adhérence entre le béton et
I'armature lisse diminue rapidement avec 'augmtmede la température.

Les investigations similaires a celles de Kasanail.ebnt été réalisées par Milovanov et al. en
1954 (selon [16]) (voir la Figure 2.1). lls ontties des prismes (140mm x 140mm x 300mm)
qui ont étés fabriqués avec du ciment Portlancestgianulats de rive. Les armatures lisses et
HA de diamétre 20 mm étaient mises dans les éptimsvd_a plupart des prismes ont été
testés apres refroidissement précédé par un réehaarit jusqu’'a 100°C, 250°C, 350°C ou
450°C. Les résultats sur la Figure 2.1 montrentgraede diminution de I'adhérence pour les
armatures lisses comme observée par Kasami eepér@ant, pour 'armature HA une légére

augmentation de la résistance d'adhérence estespasi une baisse de celle-ci a partir de
300°C.
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Résistance de I'adhérence mesurée dans I'essaildgadviov et al. [16]

En particulier, en testant une éprouvette au monuntréchauffement a température
maximale 250°C, les auteurs ont remarqué que lzticé de I'armature HA a haute
température est plus grande que celle au momergfichidissement.
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Résistance de l'interface mesurée dans I'essaiaiehl [16]

Dans le but dévaluer l'influence de la températer présence des armatures de
renforcement passif, Reichel a réalisé des essais des éprouvettes prismatiques 150mm X
150mm x 450mm [16]. Le diametre de I'armature ppate était de 14 mm et la longueur

d’ancrage était de 300 mm. Quand aux granulatsailait des granulats de rive et du granit
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écrasé. La résistance de I'adhérence était me2diteéapres le refroidissement. Les résultats
obtenus (voir la Figure 2.2) étaient vraiment d#éfits de ceux de Milovanov et al. Ceci est
peut-étre expligué par la présence des renforcameassifs, par l'augmentation de
I'enrobage par rapport au diameétre de la barraetgpchangement du type de granulat.

De plus, Reichel a montré que la variation de &stance de I'adhérence en fonction de la
température dépend de la résistance du béton.

2.1.2 Etude de Diederichs et al. [16]

Figure 2.3 Figure 2.4

Eprouvette [16] Description du four thermique [16]

Evidemment, il y a une divergence de point de valenp les auteurs sur la méthode et les
procédures d’essais de I'adhérence. De plus, ledta¢és obtenus sont insuffisants et tres
différents I'un a l'autre. Face a ces difficult€sederichs et al. ont construit une méthode plus
simple, plus fiable pour tester l'interface [16]of@me les essais de l'interface a froid, les
éprouvettes cylindriques ont été utilisées (voiFigure 2.3). Trois types d’armature ont été
testés : barre a haute adhérence a diametre d m1banre lisse a diamétre d = 8mm,16mm,
barre de précontrainte a diametre d = 7,5mm. Langéde de I'éprouvette a été déterminée
en se référant aux recommandations de RILEM/CEB/E¢Rliametre de I'éprouvette D (D =
172mm > 10*d) favorise I'exploitation maximale dadhérence et permet une rupture ultime
cylindrigue au niveau de linterface. Quand a lagweur d’ancrage, pour évaluer son
influence sur le comportement de l'interface, tneadeurs ont été choisies : 40mm, 80mm et
110mm.

Pour diminuer linfluence du gradient thermique, richauffement des éprouvettes a été
réalisé a 1°C/min. Le taux d’augmentation du chawget était a 1kN/s. Concernant les
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matériaux, les auteurs ont utilisé le béton ordeaivec des granulats siliceux avec une
résistance (dans I'essai au cube) de 48-61N/rBiederichs et al. ont testé les éprouvettes au
cours du réchauffement a température élevée. Uayt @eux différentes procédures d’essai

achevées :

- Méthode | : L'éprouvette est échauffée jusqu’a température maximale constante, puis
elle est chargée jusqu’a la rupture. (voir la FegRr5 et la Figure 2)6
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Méthode | - Phase du réchauffement [16]
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Métho

réchauffement a charge initiale constante

[16]

P 5

SLIP—mm

Figure 2.6

Méthode | - Phase du chargement [16]

Figure 2.8

de Il - Glissement en fonction du temps
a charge initiale constante [16]

- Méthode Il : L'éprouvette est soumise a un certdireau de charge au moment initial.
Ensuite, elle subit un échauffement jusqu’a lautgt(voir la Figure 2.7 et kigure 2.8).

Pour les essais selon la méthode |, les résultatslas Figure 2.9 pour I'adhérence de
'armature a haute adhérence (HA) montrent queffardnce entre les diagrammes est petite
guand la température est dans la gamme de 20°C°&€3Quand la température dépasse cette
gamme, la baisse de résistance se passe rapidemlanforme des courbes varie aussi. La
Figure 2.10 présente les résultats pour l'adhéremtiee la barre de précontrainte (St
1500/1700) et le béton. Dans le cas des barressligSgure 2.11), la rugosité joue un role
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important. A 200°C, tandis que la résistance dddiface ne diminue pas pour les barres tres
rouillées, elle devient trées basse pour les bagptes lisses. En générale, I'adhérence des
barres lisses diminue beaucoup plus que celle @eshHA.

BOND STRESS, 7¥—N/mm?
BOND STRESS, 7—N/mm?

SLIP—mm

Figure 2.9 Figure 2.10
Contrainte d’adhérence—glissement [16]  Contrainte d’adhérence—glissement [16]

Armature a haute adhérence : d=16 ; I=80 Acier de précontrainte : d=7.5 ; [=40, 80, 110

La Figure 2.12 donne une illustration claire suwdaiation de la résistance d’adhérence en
fonction de la température pour les différents sypé&armature. Outre les observations ci-
dessus, les auteurs ont aussi constaté que I'mftuelu diamétre de la barre est incertaine.
L’effet de la longueur d’ancrage est trés faiblefstans le cas ou elle est longue (110mm).

Pour les essais selon la méthode II, la courbesagfient-température a été mesurée. La
rupture s’'est passée au moment ou le glissemenigementé tres vite. La température
correspondante est appelée la température d’adtecceiique. Sa valeur dépend de la charge
initiale appliquée. Les courbes glissement-tempéeaaux différents niveaux de chargement
sont présentées sur Figure 2.13, Figure 2.14 er€ig.15 pour les barres HA et les barres
lisses.

La synthese de la relation entre la températutigjgé et la charge initiale appliquée pour les
essais d’arrachement de la barre HA, de la basse ket aussi pour I'essai de compression du
cube de béton est présentée sur la Figure 2.16.
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A partir des résultats ci-dessus, une remarque fitaupie s’impose : au moment de la rupture,
la force appliqguée de la méthode Il est beaucdup petite que celle de la méthode 1. Cela
prouve que la résistance de linterface dépenefoent de la méthode de chargement.

2.1.3 Etude de Morley et al. [17]

Une autre étude qui est aussi trés importante aéétisée par P. D. Morley et R. Royles en
1983 [17]. L'interface béton-acier HA a été exangit@ans la gamme de température 20°C-
750°C. Le béton ordinaire utilisé se compose dasigrs naturels et du ciment Portland. En
souhaitant vérifier le comportement de linterfasgus de différentes conditions, quatre
procédures d’essai ont été réalisées :

(1) Une contrainte initiale constante est appligpéadant le réchauffement. Ensuite,
I'éprouvette est chargée a chaud jusqu’a la rupture

(2) Une contrainte initiale constante est appligpéadant le réchauffement. Ensuite,
I'éprouvette est chargée jusqu’a la rupture apgshbse de refroidissement.

(3) Aucune contrainte initiale n’est appliqguée pamtdle réchauffement. L'éprouvette est
chargée a chaud jusqu’a la rupture.

(4) Aucune contrainte initiale n’est appliquée pamtdle réchauffement. L'éprouvette est
chargée jusqu’a la rupture apres la phase de defsgment.
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Disposition des quatre éprouvettes dans le foumtigue [17]

Durant l'essai (voir la Figure 2.17), la vitesse dhchauffement était de 2°C/min. Les
éprouvettes étaient cylindriques a hauteur de 300. Quatre valeurs de I'épaisseur de
'enrobage ont été testées : 25mm, 32mm, 46mm mint5.a barre avait le diametre de 16
mm. Longueur d’ancrage a été concue a 32mm. Géseau’elle est égale a deux fois du
diamétre de la barre. Tandis que lI'enrobage 55 mm@téautilisé pour tous les quatre
procédures d’essai citées ci-dessus, les autrebaes n'ont été utilisés que pour les essais
selon la 2 procédure.

En paralléle, les cubes du béton ont été aussigiads pour tester la résistance de
compression du béton a chaud. Apres que les épteavee pull-out soient testées, elles
subissent ensuite a un test de traction indireate mesurer la résistance de traction du béton.

Le 1° résultat observé est la forme des courbes cotdrdiadhérence — glissement. La Figure
2.18 présente les courbes contrainte-glissement Ipo# procédure d’essai. Pour les autres
procédures, les courbes ont une forme similaige & procédure. En général, chaque courbe
se compose de trois parties : faphrtie présente une grande rigidité et se termareune
valeur critique de contrainte d’adhérence, 9@p@Zsente une augmentation de contrainte plus
graduelle et le taux d’augmentation est en voididenution, la 3 est la phase limite avant la
rupture. Parce que les essais sont pilotés pafounoe appliquée, il est impossible d’observer
la branche descendante et la branche correspoadamnésistance résiduelle.
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Figure 2.18
Contrainte d’adhérence—glissement.

Procédure d’essai (2) ; barre d=16 mm ; enrobagen [17]

L’évaluation de la différence entre les résultags duatre procédures d’'essai s'est faite en
observant la relation contrainte maximale — tenmpéea Les observations montrent une petite
différence sur la résistance de lI'adhérence eetreab ou il y a une contrainte appliquée et
celui ou il n'y a pas de contrainte appliquée penda réchauffement (voir Figure 2.19 et
Figure 2.20). La présence d’'une contrainte initigdemet en général d’augmenter un peu la
résistance de I'adhérence. Cette conclusion esi aakable pour la résistance du béton. Ce
phénomene peut étre expliqué par le fait que legemaent initial contribue a diminuer la
formation des fissures dans le béton due a I'éffetmique. Quand il y a moins de fissures, la
résistance de l'interface augmente.

On peut constater aussi que la différence entm@dsstance de l'interface des éprouvettes
chaudes et celle résiduelle des éprouvettes tesiges traitement thermique est assez
importante (voir Figure 2.21 et Figure 2.22). Tandue la résistance de l'adhérence des
éprouvettes apres traitement thermique est plusdgrgue celle des éprouvettes chaudes dans
la gamme de température 20-250°C, la situatiorvetge pour les températures plus élevées.
D’aprés I'explication de Morley et al. [17], podesdsai a chaud, il y a a la fois la contrainte
due au chargement et celle due a I'effet thermientee le béton et I'acier. Cela entraine une
rupture de l'interface plus tét que pour I'essdi@d. Toutefois, selon ces auteurs, quand la
température dépasse 250°C, le mouvement matérialdéfroidissement du béton entraine
un développement des fissures du béton au nivediintdeface. Cet effet domine I'impact de

la contrainte thermique. C’est la raison pour ldigua résistance d’adhérence des éprouvettes
apres traitement thermique diminue plus vite quendempérature de réchauffement est
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Résistance d’adhérence — température
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Résistance d’adhérence — température
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aussi évalBlus I'enrobage diminue, plus la
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contrainte d’adhérence maximale baisse (Figure)2&4c un petit enrobage (25mm, 32 mm
<2*diametre de la barre), la rupture de l'interfame fait par fendage de I'enrobage. C’est
pourquoi, I'évolution de la résistance d’interfame fonction de la température pour les petits
enrobages est similaire a celle de la résistandeadgon du béton (voir Figure 2.23 et Figure
2.24). En revanche, pour les enrobages plus imusr{@6, 55 mm) les essais se terminent
par une rupture de I'adhérence au niveau de lfiaater Cette rupture dépend de la résistance
de compression du béton au tour des nervures dmrt@. C'est la raison pour laquelle
I'évolution de la résistance d’adhérence avecaptrature dans ce cas a la méme forme que
celle de la résistance de compression du béton Figire 2.23 et Figure 2.24).

(@b ma/ T max) % 100

RESIDUAL STRENGTH— % of 20°C value

20 ———{—— concrete compressive strength h |
" Il I 1 |
——{— bond strength v 0 200 400 600 800

——}——concrete tensile strength INTERFACE TEMPERATURE, T,—°C

- - ——{——55 mm cover ——\—— 25 mm cover

0 200 400 600 800 ——O—— 32 mm cover
o — — — specimens failed under steady-state bond stress
TEMPERATURE, T—°C ———(— 46 mm cover before the temperature level was reached
Figure 2.23 Figure 2.24

Résistance d’adhérence et résistance du bétonRésistance d’adhérence aux enrobages
en fonction de la température [17] différents [17]

2.1.4 Conclusions sur 'impact de la température su  r l'interface

2.1.4.1 Raisons de la dégradation de l'interface du e a la température élevée

Tous les auteurs de la littérature sont d’accord lauraison principale de la baisse de
'adhérence : c’est la dégradation du ciment et gemulats due aux effets thermiques.
Concréetement, cette dégradation est due aux rasovantes :

- L’expulsion de l'eau: tout d'abord, c’est I'évaption de I'eau dans le béton saturé.
Ensuite, il y a la déshydratation de I'eau dangifeent quand la température atteint
300°C [18]. A 500°C, I'eau dans les capillairesasssi libéré.

- Le changement dans la composition chimique du diraedes granulats [18]: A partir de
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500°C, le calcium hydroxyde et le calcium silichtaglrate commencent a se décomposer
dans la matrice de ciment et I'écroulement se pas$@0°C. Par ailleurs, tandis que les
granulats siliceux se décomposent a peu prés déCs0es granulats calcaires se

décomposent a une température considérablemenélphsse.

La dilatation volumique hétérogene des ingrédielntdéton lors du réchauffement et la
contraction lors de la phase de refroidissement.

Toutes ces raisons entrainent un état de contsainéemiques internes, un réseau des micro-
fissures dans le béton et baissent les propriééemmiques du béton au tour de I'interface. La
Figure 2.25 présente une image des réseaux « spides fissures thermiques. Ce sont les
résultats de I'étude de [18]. Ces fissures songoées en noire avant d’étre photographiées.

Figure 2.25

Configuration des micro-fissures thermiques [18]

2.1.4.2 Variation du comportement de l'interface en fonction de température

Généralement, la résistance de I'interface dimaner la température. Dans la gamme de
température 20°C-300°C, cette réduction est léger@5%). Elle augmente tres vite
guand la température dépasse 500°C. Elle peunaiteei70-80% a 700°C, 800°C. En
particulier, Morley et al. ont conclut que I'évaln de la résistance de I'adhérence en
fonction de la température est similaire a celléad@sistance du béton.

L'autre point important, c’est que la résistance l'dgerface dépend beaucoup de la
procédure d’essai. Morley et al. ont prouvé clagatra différence entre la résistance au
moment de réchauffement et celle apres la phasefidédissement. Diederichs et al. [16]
ont montré une grande difféerence de la résistanuee eleurs deux méthodes de
chargement.

Le changement du glissement de l'interface a htartgérature n’est pas considérable.
Les résultats de I'étude de P. D. Morley et al. mantré que le glissement de I'acier a
haute température est presque invariable par rapgempérature ambiante [17].

Toutes les études dans la littérature sont réaliagec un pilotage en force. Donc, il est
impossible d’observer la branche descendante dypadement de linterface.

Finalement, les résultats de différents auteursoné pas encore en bon accord entre eux a
cause de la difference entre les procédures des¥gpendant, il apparait que les
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éprouvettes a petite longueur d’ancrage et a geanobage sont les plus représentatifs et
les plus utilisées pour étudier le comportementinterface.

2.1.4.3 Les facteurs influengant 'adhérence a chau d

Dans cette partie, on aborde les facteurs qui pguwdluencer le taux de variation de la

z(T)

résistance de l'interface a haute températurd;a‘dge le taux(z—
T

°C)

Type de granulat il influence beaucoup le comportement de l'ifdee. La réduction de
la résistance de I'adhérence pour les granuldtesi est considérablement plus grande
gue pour les granulats calcaires notamment quaridni@érature dépasse 500°C [14].
Cette influence a bien été évaluée de facon gqadimgt C’est une référence importante
pour appliquer au cas des granulats mixtes (vouiéi 2.26).

German Tor-steel
BSt 420/500 RK
Diameter 16 mm

ld/dh =5

Figure 2.26 06
N expanded clay

Résistance d’interface a haute \-porous shale

température pour des types de béton

aérents 14 o st

af =35MPa-w/c =053
lfc:2%71‘/![1'-‘3—\»]v/c:=0.89l l \

0
0 200 400 600 800 1000
T (°C)

siliceous gravel

Résistance initiale a froid du bétorson influence est incertaine (voir Figure 2.263.
résistance a froid du béton est déterminée paagdpart entre ses composants (granulats,
sables, ciment, eau) et par la taille des granuldtpres les observations de la littérature
[14], il parait que cette influence est incertagelifficile a caractériser.

Impact du taux eau/cimentl n’est pas encore compris [14]. L'évaporatiba I'eau joue
un réle important sur la résistance d’interfaceest’pourquoi, cet impact peut étre
considérable.

Géométrie de I'armature Concernant la rugosité de la surface de la barre barre lisse
est plus sensible qu’'une barre HA. En effet, urie e la petite couche d’adhérence
chimique entre béton et la surface de la barrermddmmagée par la chaleur, la résistance
de l'interface diminue rapidement pour les barnssek. Par ailleurs, linfluence du
diamétre de la barre est petite et incertaine [C4Ei est en bon accord avec ce qui existe
dans la littérature en température ambiante.

Enrobage du béton Ce facteur affecte beaucoup l'adhérence. A daibhrobage,
I'éprouvette a une rupture par fendage de I'enreletda résistance de I'interface a chaud
dépend de la résistance de traction du béton g hawmpérature. Pour d’importants
enrobages, I'éprouvette a une rupture cylindriqueocarr de la barre et I'évolution de la
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résistance de l'interface en fonction de la temjpéeaest similaire a celle de la résistance
de compression du béton. Quand on observe ledatssde P. D. Morley & al. [17] et de
Rami H. Haddad & al. [18]il y a une divergence. Tandis que P. D. Morleyriai€ que,
pour de petits enrobages, la résistance de I'exterfaugmente avec la croissance de
I'épaisseur de I'enrobage, Rami H. Haddad et &] flisent le contraire. Cette divergence
peut étre due a une grande différence entre les ldegueurs d’ancrage (2*d et 9*d) et
aussi entre les deux types du béton utilisés. Rlesr enrobages plus grands, si son
épaisseur dépasse la zone du béton influencée'gutivdtion de linterface, on peut
supposer que l'influence de I'enrobage est nédlilged 'épaisseur minimale dans ce cas
peut étre de 4 a 5 fois diametre de la barre.

2.2 Proposition d’'un modele de l'interface a haute température

Le développement d’un modele d’interface a hautetature nécessite deux conditions :
- Il faut avoir un modele d’interface performant enfgerature ambiante

- Il faut avoir des informations suffisantes sur pactt de la température sur le
comportement de l'interface

Concernant I'impact de la température sur le comepoent de I'interface, les auteurs dans la
littérature ne peuvent pas encore obtenir une asiart compléte. Parmi les études présentées
ci-dessus, celles de Diederichs & al. [16] et delMo& al. [17] sont les plus fiables.

Concernant le modéle dinterface a température ambbi qui sera développé a haute
température, parmi les modéles dinterface dangrditure, on choisit le modele
d’Eligehausen et al. [7] (voir Figure 1.24) pows laisons suivantes :

- Ce modele a une grande fiabilité : Tout d’abordmledele d’Eligehausen et al. [7] est
déduit a partir d’'une importante campagne expériatenPlusieurs séries de test ont été
réalisées et plusieurs parametres ont été consideré plus, la forme de la courbe de
comportement du modele d’Eligehausen et al. d&estbien les mécanismes intrinseques
de l'interface. Enfin, les résultats expérimentaunt été validée par I'étude de Cox et al
[6] et plusieurs auteurs ([8], [9], [10], [11], [L2) ont utilisé ce modele dans leur calcul
des structures. Ce modéle est aussi recommandiz pamme de CEB-FIP (selon [4]).

- Ce modele est le plus convenable pour I'analyseataportement macroscopique des
structures. Les éprouvettes utilisées par Eligedraes al. ont une constitution tres proche
de celle des structures en béton armé : présercardatures de renforcement passif,
pré-création des fissures longitudinales, présetese pressions latérales,... De plus, le
modele d’Eligehausen peut aussi considérer l'imftigede plusieurs parametres. Cela est
tres utile pour une application aux structureslegebu les parametres structuraux et les
propriétés de matériau sont variés.

- Enfin, ce modéle est simple : il n'a que 5 parassd identifier 7, 7,, S,, S, ets;.

61



2.2.1 Développement du modeéle a haute température

En ce qui concerne la forme de la courbe de corapmmt de l'interface, les observations de
Diederichs & al. [16] et de Morley & al. [17fnontrent que les courbes a différentes
températures ont des formes similaires. On peut dopposer qu’elles utilisent les mémes
formules. La différence entre ces courbes vientithngement des cinq parameétres du modele
en fonction de la température.

a) Détermination de la résistance de l'interfage :

Le premier paramétre du modele de Eligehausen. estla résistance de linterfage, le

parameétre le plus important. Tous les auteurs stdent sur le fait que c’est la variation des
propriétés thermiques, mécaniques, physiques danbgtii entraine le changement de
résistance de l'interface. Tandis que les premiéteses dans les années 70s ont donné
guelques conclusions qualitatives générales, caddliederichs & al. [16¢t de Morley & al.

[17] sont quantitatives (voir Figure 2.12, Figuré2 Figure 2.20, Figure 2.21 et Figure 2.22).
Ces figures montrent que la résistance de l'interfa haute température dépend nettement
des facteurs comm&&a géométrie des éprouvettes, le béton, la proeédigssai... Les
résultats de Morley & al. [17]Jmontrent aussi que les différences dues a la pecésdes
contraintes initiales existent mais ne sont pasidga et que les formes des courbes sont
encore similaires. Avec la méme procédure d’essait(ainte initiale nulle, arrachement fait
a température élevée et uniforme), I'impact desefars de géométrie et de matériau est
clairement illustré quand on compare les étude$ ¢1L$17] dans le cas de I'armature HA.
Cette comparaison est présentée sur la Figure @27rouve une différence entre les deux
courbes. La différence est due a la combinaisan de

- la différence de I'enrobage (78 mm et 55 mm)
- la différence de la longueur d’ancrage (80 mm etn3?)
- la différence du type de granulat et de la réscsatu béton

Malgré cette différence, ces deux courbes sonzgssehes I'une de l'autre. Cela prouve que
les facteurs de géométrie et de matériau existarg ne sont pas prépondérants.

Evidemment, considérer le couplage entre la tenyréraet d’autres facteurs (géométrie,
matériaux, procédure d’essai) est tres compliqudifétile dans le cadre d’'une thése. En

faisant la comparaison entre le taux de variatienadrésistance d’interface et celui de la
résistance de béton (voir la Figure 2.23), Morleya& nous ont fourni une conclusion

importante : les deux variations sont trés sinefiDans le cas ou I'enrobage de I'éprouvette
est petit (éclatement de I'enrobage), la variatienla résistance d’interface est similaire a
celle de la résistance de traction du béton. Quiemtobage est grand ou quand le
confinement est assuré (éclatement de I'enrobageéemé), la variation de la résistance
d’interface est donc similaire a celle de la résise compressive du béton a haute
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température. Cette conclusion est confirmée en ecamp les observations de Diederichs &

al. [16] et de Morley & al. [17] avec la variatiate la résistance du béton dans I'Eurocode.
Par efficacité, simplicité et fiabilité, on prenel taux de variation de la résistance du béton
comme la solution approximative du taux de variatide la résistance d’interface a

température élevée.

T(0) .,
1(20)

B = ——— —&— Courbe (a) e

o
= e #— Courbe (b)

08

0.6

04

0 100 200 300 400 500 600 700 600
C

Figure 2.27
Courbes de réduction de la résistance d’interfaceedie du béton a haute température
Courbe jaune de réduction de la résistance du batohaud définie dans I'Eurocode

Courbes bleu et rose de réduction de la résistalecEinterface observées par Diederichs &
al. [16] et par Morley & al. [17], obtenues par larocédure d’essai: pas de contrainte
initiale, teste a haute température uniforme

En se basant sur les figures de Figure 2.19 a &ig23 et Figure 2.27, on peut constater que
I'erreur de cette solution approximative est de ®%b % quand la température est inférieure
& 700C. Pour le calcul en génie civil et pour un probécomplexe comme l'interface, cette
erreur est acceptable.

b) Détermination des glissemenss et s, :

Dans le modéle d’Eligehausen & al. [7], ces deulews déterminent la phase ou la
résistance de linterface est atteinte et restestemte. Cette branche —s, est une

simplification du trongon au tour du pic de la dmeide comportement réel (voir la Figure
2.28). Si on suppose que le glissement réel aagtis,, on a la relation :

=(s +s,)/2
S, =(s+5,) (2.1)
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— Ligne expérimentale

77777 Ligne analytique

S

Figure 2.28

Déduction analytique du modele d’Eligehausen

Dans les études de Diederichs & al. [16]et de Mo&leal. [17], les essais ont été pilotés par
la force imposée, donc seule la partie du companterde l'interface avant le pic est sortie
comme résultat. En se basant sur les diagrammesdgsleurs études (voir la Figure 2.9 et la

Figure 2.18), on constate que le glissement cooredgnt a la contrainte d’adhérence

maximale ne change pas beaucoup avec la tempér@aserésultats nous permettent de
conclure que la valeus, ne varie pas a chaud. De plus, on peut trouvelepiormes des

courbes de comportement a températures différesaiets similaires I'une a l'autre sur ces
diagrammes. A partir de ces observations, on pkaisic la valeurs, constante (voir la

Figure 2.29). Et puis, quansl, ets sont constantes, la valeur dgest aussi constante.

T Essai piloté par force T N Essai piloté par déplacement
. O Torp--- =
02 Tz - /7 pemt,
1 - P
- K 1
: 0s =—> Tos |/ Fa—=r
I S
| | | |
1 [ !
| | | |
Sp= constant ] 818, 8, S
Figure 2.29

Détermination des, et s, a haute température
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c) Détermination du glissemen, :
Le parametres, est le glissement a partir duquel la phase deefrent commence a se

développer. Evidemment, ce phénoméne se passe qoasdes crans du béton entre les

nervures sont totalement cisaillés. C’est pourgitigehausen & al. [7] ont conclut que la
valeur des, doit étre égale a la distance entre deux nenasuesessives. Et les résultats de

leurs essais I'ont confirmé. Evidemment, cette tusion est aussi vraie a haute température
et s, reste donc constant.

d) Détermination de la résistance réesiduelte :

Le dernier parametre a considérer est la résista@sigueller, de la phase de frottement. On

n'a pas d'information dans la littérature pour déglisa valeur a chaud. Théoriquement, sa
valeur dépend du coefficient de frottement et decdmtrainte normale au niveau de
I'interface. Comme aucun résultats expérimentawesindisponible pour déterminer,, on

doit se baser sur les considérations suivantes :

- Quand le béton est dégradé a cause de la hautérzmme, |'effritement du béton autour
de I'armature est plus important et plus fin. Catdraine la diminution du coefficient de
frottement. C'est-a-dire le glissement se produss facilement. (voir la Figure 2.30)

- Plus la température est élevée, plus la dégradédinasement, effritement, cisaillement,
déshydratation) du béton augmente, plus l'inteoactmécanique entre le béton et
'armature a la phase de frottement baisse. Cdtaier la baisse de la contrainte normale
a la phase de frottement.

Beéton
éfritternent plus fin

eft-itterment

surface de

frottement

A haute temperature

Figure 2.30

Etat interne de l'interface a la phase de frotteten

Pour toutes ces raisons, on peut conclure quesiataéce residuelle, diminue avec la

température. Toutefois, la quantification de saewalest difficile. On fait une hypothese
forte : le taux de diminution de, est similaire a celui de la résistance de l'irsteefr, . Dans

le calcul, la phase de frottement se produit t@miient, la valeur de, est petite, donc elle
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n’influence pas beaucoup sur le comportement gel&ture.

A partir de toutes les analyses ci-dessus, on feuter le modéle d’interface 1D a haute
température en illustration sur la Figure 2.31.

bond stress

(¢]

1l T=20"C

\ \ — .
t1' | | T>20° C

L

L
t2 f,‘r,,j‘ fffff

\ \ \

sl s2 s3 slip

Figure 2.31

lllustration du modéle de comportement d’interfadeaute température

2.2.2 Conclusion sur le modele développé

Le développement dans la section 2.2.1 a permiwapléter le modéle de Eligehausen et al.
Maintenant, le modéle proposé peut prendre en conmgt seulement l'influence de plusieurs
facteurs de géométrie et de matériau mais audsidela température.

Les facteurs de géométrie et de matériau ont étéfnmésentés par Eligehausen et al. dans [7].
lls peuvent étre classés en trois facteurs primgipda résistance de compression du béton
f., le diamétre de I'armature principal®, et le niveau de renforcement transversal. Le
dernier dépend a la fois de I'épaisseur d’enrobaig,la position des armatures de
renforcement passif et de la pression latéraler Raailiter la déduction des parameétres du
comportement de linterface a différents cas, ofindéquatre niveaux de renforcement
transversal :

- Niveau 1 (tres faible) : le fendage de I'enrobagepsoduit. Ce niveau correspond au cas
ou il n'y a pas d’armature de renforcement pagdd eression latérale est nulle

- Niveau 2 (assez faible) : I'enrobage est trés fi&ssnais son fendage ne se produit pas. Ce

niveau correspond au cas ou I'armature de renfaeoepassif est présente, I'enrobage est
faible (< 15.d, ) et la pression latérale est nulle.

- Niveau 3 (normal) : I'enrobage a quelques fissuness elles sont petites. C’est le cas ou
'armature de renforcement passif est présentpaidseur de I'enrobage est d&.d, a

4d, et la pression latérale est nulle. Ce niveawespond a celui de la série
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expérimentale principale de Eligehausen et al.

- Niveau 4 (fort) : soit I'enrobage n’est pas fisswséit il est fissuré mais les fissures sont
fermées. Ce niveau correspond a un des cas suivants

o L’armature de renforcement passif est présentpaidseur de I'enrobage est
grande (>4.d, ) et la pression latérale est nulle.

o L’armature de renforcement passif est présentpaidseur de I'enrobage est
de 2d, a4d, etla pression latérale est appliquéd ¥/ mnt)

A partir de ces niveaux, on peut ensuite se réfarer observations expérimentales de
Eligehausen et al. [7] pour déterminer les paragsetmppropriés du comportement de
linterface. Quand aux impacts de la résistanceaapression du béton et du diametre de
'armature, ils ont bien été quantifiés par Eligeben et al. [7].

2.3 Intégration numérique du modele de l'interface dans ANSYS

Parmi les méthodes d'intégration numérique préssntans le 0, la méthode « bond-link
element » est utilisée dans ANSYS. Elle consistButilisation de I'élément de ressort
COMBIN39 qui est déja défini dans le logiciel. @ethéthode a montré son utilité et sa
performance dans la modélisation de linterfacee@mpérature ambiante. Cependant, son
inconvénient unique est qu'’il ne peut pas modélisesomportement de l'interface a haute
température parce que la déclaration de plusieunbes de comportement correspondant aux
différentes températures est impossible avec CONBINPour dépasser cette difficulté, on a
trouvé une méthode simple et efficace pour remplé&ément de ressort COMBIN39.

2.3.1 Elément de ressort COMBIN39 dans 'ANSYS [19]

STAT @ .
3_\4 5
(DM, FM)

2

/o

SLOPE

45 .7 (D1, F1)
v :
¢

If KEYOPT{4} = §, operates in nodal coordinate system

Figure 2.32

Elément de ressort non linéaire COMBIN39 [19]

Il s’agit d’'un ressort non-linéaire dont le comgonent exprime la relation entre la force
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nodale transmise a travers I'élément et le déplacemelatif entre ses deux nceuds. Les deux
nceuds sont peut-étre coincidents ou séparés &/éilgure 2.32). La direction de travail de
I'élément est déterminée en déclarant les axeystarme nodal de coordonnées.

Cet élément accepte des formes trés variées dmitae du comportement de l'interface. La
courbe est multilinéaire et elle peut avoir une tpenégative. Elle peut accepter un
comportement de compression différent a celui d@etion. Si I'élément est en déchargement,
il y a deux choix pour la branche de déchargement :

- Soit elle est coincidente a la branche de chargemen

- Soit elle est paralléle a la pente initiale dedarbe de comportement (Figure 2.33)

Force Force]
@ w--—@——“ )H @
R//‘//( N L
% ’
/ s
®/ 4
® o /
MNa arlgin shift Defiection @/‘ Deflection
|
Origin shift
Figure 2.33

Branche de déchargement

A gauche : petit déchargement ; A droite : déchargaet total [19]

Appliquant cet élément dans la modélisation dddtiface, 'interface continue est discrétisée
en plusieurs couples de nceuds (un noeud du bétan ebeud de l'acier). Pour chaque
couple, il faut définir deux éléments COMBIN39 selteux différentes directions :

- Direction normale a la surface de l'interface.

- Direction qui est tangentielle a la surface denffature et qui est parallele a I'axe de
'armature.

Dans notre cas d’étude, le comportement de I'iaterfa modéliser est 1D, donc la direction
normale est aussi considérée comme infinimenteigih a donc besoin d’un élément unique
COMBIN39 pour simuler le comportement de l'intedadans la direction longitudinale de
'armature. Dans l'autre direction, on définit ausse condition limite qui contraint les
déplacements des deux nceuds a la méme valeur.
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2.3.2 Modeélisation de l'interface a chaud

On a décrit dans la partie précédente I'élément BIN9 et son utilité dans la modélisation
de l'interface a température ambiante. A haute &ratpre, il faut chercher une autre méthode
pour intégrer le comportement 1D de l'interface.ddnstatant qu’un ressort et une barre ont
la méme nature mécanique, on essayera dans cetitns#utiliser I'élément barre au lieu de
I'élément ressort.

Dans ce cas, un élément de barre va relier le rdeuzeton et celui de I'acier. Différent du
cas de COMBIN39, ces deux nceuds ne doivent pascéireidents. On suppose que la
longueur de I'élément edll , I'aire de sa section transversale astll faut que Al soit trés
petit pour qu’on puisse considérer ces deux noguesques coincidents. Dans le test de
validation présenté a la section 2.4, on préhe 0,1 mm. La distance entre deux éléments
d’interface successifs est qui est aussi le pas de discrétisation de liat=fle long de

'armature. Le périmétre de I'armature est
Supposons qu'il faille intégrer le comportement’oieerface suivant :

t=1(s) (2.2)

d ‘c: perimetre d

Figure 2.34

Discrétisation du comportement de l'interface

L'utilisation du modele d’interface 1D nous perntkt modéliser I'acier simplement par un

élément de barre. Le comportement continu de tiate sur la longueurd et sur le
périmetre¢ est transformé en relation entre la force nodalet le déplacement relatf a

chaque élément représentant l'interface (voir tufe 2.34):

F=tcd=¢d.f(s)

(2.3)

Si on utilise I'élément COMBIN39, la formule ( 2.8pt exactement le comportement de
COMBIN39 a déclarer. A partir de cette formule, peut déduire le comportement
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contrainte-déformation de I'élément de barre madéli I'interface (voir la Figure 2.35):

o=Fla=t¢d/a=(¢cd/a)f(s)=(¢cd/a).f(Al&)

(2.4)

Figure 2.35

Transfert du ressort a I'’élément de barre

La formule ( 2.4)est le comportement a déclarer pour le matéridii éie I'élément de barre
modélisant l'interface. Dans la modélisation, cenportement varie le long de I'armature
parce gu’il dépend dd . C'est-a-dire qu’on doit déclarer plusieurs mosiéle matériaux pour
simuler toute I'interface le long de I'armature e€f une tache tres compliquée.

Pour la simplifier, on peut varier la valeur deirkade la section transversale de I'élément
d’interface en la définissant comme suit:

a=¢.d (25)

Ce choix permet d’obtenir la formule simple du camement de matériau de I'élément
d’interface :

o = f(dl.e) = g(e) (2.6)

Ce comportement est constant sur toute la longdeliarmature, donc on a besoin d’'un seul
modeéle de matériau pour I'élément d’interface.

En conclusion, pour intégrer le comportement detdliface r = f(s), on peut utiliser les
éléments de barre pour simuler l'interface de fadisorétisée. Dans ce cas, le comportement
de matériau a déclarer pour ces élémentgest f (Al.g) = 9(8).

2.4 Validation

Comme on a dit dans les parties précédentes, |gpavement de l'interface dépend de
plusieurs parametres de matériau et de géométnsi,Adien que le modele de Eligehausen et
al.[7] soit le plus performant, son application peonduire a des erreurs de calcul. Dans cette
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partie, on va évaluer I'erreur de calcul quand iomuge I'essai de Morley et al. en utilisant le
modéle d’interface de Eligehausen et al. Cette lsitin permet aussi de montrer le bon
fonctionnement de la méthode d’intégration propas@essus.

a) Modéle de l'interface a entrer

Contrairement a I'essai de Eligehausen et al.ddihs I'essai de Morley et al. [17] I'enrobage
du béton est épais et il n'y a pas de fissure dddge grace a un fort niveau du renforcement
transversal dans le béton. La résistance de Ifaterdans ce cas est similaire a celle de
'essai de Eligehausen et al. dans le cas ou warelgrpression latérale est appliquée. En effet,
avec une grande pression latérale, la fissurermdafge qui est pré créée dans I'éprouvette est
toujours bien fermée (voir les détails dans [7]).

Les conclusions sur I'influence de la pressionrideedans [7] (voir la Figure 2.36) permettent

de trouver les paramétres nécessaires du modéiatdeface de Eligehausen et al. appliqué
au cas de lessai de Morley et al. t, =17N/mm?, 1, =6N/mn?, s =1mm,
s, =3mms, =11Imm.

Ce modele est ensuite développé a haute tempérstlor la méthode présentée dans la
section 2.2.1. La loi de la variation de la résiseadu béton en fonction de la température
dans [17] est utilisée pour cet extension.

T [NIMM?]

L] :' S
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—D— 0 T —
L i__. - 50 -
e — 100
—O—- 132
0 | l
0 2 4 & 8 0 12
s [MH]
Figure 2.36

Comportement de I'interface sous l'influence dedession latérale [7]

b) Résultats de calcul
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En utilisant la méthode d’intégration présentéesdarsection 2.3.2, I'essai de Morley et al. a
été simulé dans ANSYS 11.0. La Figure 2.37 comfeareésultats de calcul avec les résultats
de I'essai de Morley et al. On trouve que le mogbetgosé simule bien le comportement de
l'interface a différentes températures. Ces réwultie calcul permettent aussi d'affirmer que
la méthode d'intégration de l'interface proposéectmnne bien dans ANSYS et est utile pour
la modélisation de l'interface a température élevée

Contrainte d'adhérence (MPa)

-0.5

Relation contrainte d'adhérence-glissement a différ  entes températures
26
18
16 -
A/—*———— Essai, T=20
4 //// e Essai, T=100
.
12 Z y = Essai, T=250
/' > A Essai, T=400

10 ,'/ - - - -Calcul, T=20
I // ¢ - = = =Calcul, T=100
- /. , Calcul, T=250
& "" - - = =Calcul, T=400

2
4—fer

1,
2t
A

0 0.5 1 1.5 2 25 3

Glissement (mm)

Figure 2.37

Comparaison entre les résultats de calcul utilidermnodele de l'interface développé et ceux
de I'essai de Morley et al. (dans la Figure 2.18)
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PARTIE Il

Modélisation du béton
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Chapitre 3  Modélisation du béton avec ANSYS

A part la question de l'interface acier-béton,ifadation du comportement des structures en
béton armé (BA) et en béton précontraint (BP) rm&tesaussi un modeéle performant du
béton. En réalité, la modélisation du béton estaurestion difficile. Cette difficulté est due a
la différence entre le comportement en tractiooeddi en compression, a la fissuration et a la
nature de la surface de limite élastique 3D. Attneént, les logiciels d’éléments finis
populaires comme ABAQUS, ANSYS, Castem... disposentjdelques modéles du béton
mais aucun n’est totalement satisfaisant.

Ce chapitre a pour but d’analyser et d’évaluerdpacité des différents modeles de ANSYS
pour la modélisation du béton. En considérant lemtages et les inconvénients de chaque
modele, les meilleurs modeles seront sélectionaas igpondre les criteres suivants :

- Reproduire la description du comportement 1D dorbéins I'Eurocode II.

- Simuler le comportement 3D du béton (la nonlinéatd fissuration, la différence entre la
traction et la compression)

- Modéliser le comportement global des structurest{om force-fleche, mode de rupture,
position de rupture)

- Etre capable de prendre en compte la variationpdegriétés mécaniques du béton en
fonction de la température.

Beton: fc=30 MPa, ft=3 MPa

S2 : S2

150 mm

St Si
traction/compression 1D contraintes 2D

Figure 3.1

Eprouvette du béton et les schémas de chargemplitja$ dans la simulation

Dans les sections suivantes, on va présenter delelesode matériau non linéaires qui
peuvent étre utilisés pour le béton. Et puis, oar@dd I'adaptation de chaque modéle a la
simulation du béton. Ensuite, les avantages einesnvénients des modeles sont mis en
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évidence par la simulation numérique d’un cube éioib chargé selon la Figure 3.1. Enfin,
les bons modéles sont appliqués a l'analyse d'unédr@ en béton armé pour trouver les
meilleurs modéles pour le calcul des structures.

3.1 Modeles plastiques

Dans la simulation numérigue non linéaire, les nexlde matériau développés dans le cadre
de la théorie de plasticité sont souvent plus etaljue ceux développés dans le cadre de la
théorie de 'endommagement. C’est pourquoi, oniéttmut d’abord les modéles plastiques
du code ANSYS.

3.1.1 Les modeles « Extended Drucker-Prager » (EDP)

Le modele de Drucker-Prager et les modeles dériltésritére de Drucker-Prager sont

beaucoup utilisés dans la modélisation des géorrmaaxé Dans ANSYS, les modéles «EDP»

résultent d'une extension du modéle de Drucker étratassique. Leur surface de charge et
leur potentiel plastique peuvent avoir une forrm&dire ou curviligne. En plus, ils tiennent

compte d’'un écrouissage non linéaire isotrope.

3.1.1.1 Caractéristiques des modeles EDP du code AN  SYS [19]

a) Modeles EDP avec surface de charge linéaire gbérbolique [19]
Les deux formes de la surface de charge sont ieargas :
- Forme linéaire

F=q+a0,-0,(,)=0 (3.1

avec

q=+43J, ; J, estle Zinvariant du tenseur déviatoriq

6sin
= A @ est I'angle de frottement interne
3-sin(g)

O’y(é‘pl) est la limite plastique de matériau

~

&, est la déformation plastique équivalente
- Forme hyperbolique
— 2 2 a —
F=4ya +q@ +0'Um_0y(5p|)—0 (3.2)

avec
a > 0 coefficient lié a la forme de surface

L’écoulement plastique peut étre associé ou noocassEn cas de plasticité non associée, le
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potentiel plastique est respectivement:

Q:q+af-0m_ay(‘§pl):0 (3.3)

dans le cas linéaire, et

Q:Va2+q2+af'0-m_0-y(‘§pl):0 (3.4)

dans le cas hyperbolique, aveg # &

Ces modéles peuvent reproduire la plasticité garfai I'écrouissage multi linéaire exprimé
par la relation entre, (£, ) et€ .

b) Modéle EDP CAP [19]

Contrairement aux deux modeéles précédents, lacaude charge EDP de ce modéle est
limitée par deux « caps » : « cap » de traction@p » de compression. Les parametres et les
formulations de ce modéle sont exprimés en fonctiws invariants du tenseur de

contrainte :|1, Jz, \]3.

rls
Shear Envelope i
Portion s Hardenad Yield

Surface

Compaction Cap
Faoetion
Expansion Cap

: ) Portion
Elﬁsuaé Yiald = . A
f g Surface fo="eT
|I Tjm - A
|
xﬂ xi Kl} K; 0 ]
Figure 3.2

Section méridienne de la surface de charge du read€lAP » [19]

La section méridienne de la surface de charge nestdllustrée sur la Figure 3.2. Elle se

compose de trois parties : enveloppe de cisaillgmenap » de compression et « cap » de
traction. La formule combinée de la surface de ghast présentée dans I'équation ( 3.5). Ici,
I,Y:,Y;,Ys sont les fonctions qui caractérisent la formeadsurface de charge.

Y(o,K,,0,)=Y(1,,3,,3,,K,,0,)
=12(3,,35,¢)3, =Y (1,,Ko,06) X; (1, 0,) YE(1,,0,) =0

(3.5)

La fonction de I'enveloppe de cisaillement EDP msgsentée dans I'équation ( 3.6). La
géométrie de cette surface est illustrée sur urEi3.3. Dans le cas &= 0, elle exprime
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Y
s A
exactement le critere de Drucker Prager. Le tetve® " a pour but de courber la surface de
Drucker Prager pour la faire conformer a la foiscas de cisaillement simple et au cas de
compression bi axiale:

Y;(l,,0,)=0,-a"l,-Ae’ " (36)

functicn using only linear term

Drucker-Prager shear failure envelops
- F |

Test data —f

Shear failure envelope function -
using both linear and exponential ferms . T~
5?{, =T A [ . L]

Figure 3.3

Fonction de I'enveloppe de cisaillement [19]

Les fonctions du «cap » de compression et de auitraction sont données dans les
équations ( 3.7), ( 3.8) . Elles sont illustrées lauFigure 3.4 La plasticité se produit sur le
« cap » de compression qudpck K, et sur le « cap » de traction qudpd> 0.

—1- _ L-K, ) (3.7)
Y. (1,,K,,0,) =1 H(Ko Il){Rg(.YS(KO,O_O)J

- o, 2 (3.8)
Y;(l,0,) =1 H(Il){RF_YS(o,ao)j
avec

H : Heaviside fonction
RY : taux deK, — X, par rapport & (K,,0,)

RY : taux de f,"™™®° par rapport & (0,0,)
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1.0 10

Figure 3.4

Fonctions du « cap » de compression (a gauchel et chp » de traction (a droite) [19]

La forme de la section transversale est déternpaéd’équation ( 3.9). Cette fonction prend
en compte la dépendance de la limite plastiqueoeatibn du déviateur de contrainte et du
troisieme invariant. Cette dépendance est illustté#eement sur la Figure 3.5.

F(,B,tﬂ)=%.[1+sin(3ﬂ)+i.(1—sin3,B)J (3.9)
avec

_ 1. 43437,
b= §SII’] (—Z'JZS/ZJ

i est le taux de la résistance de traction tri axpar rapport a la résistance

de compression

Figure 3.5

Section transversale de la surface de charge [19]

Ce modele permet aussi de modéliser I'écrouissade surface de charge. Cela est fait d'une
part, avec la loi0o (yp) qui exprime la variation de la résistance de bé&aent simpledo

en fonction de la déformation plastique déviatosigifective y* et d’autre part, avec la loi
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qui exprime la variation de la résistance de cosgom tri axialeX, en fonction de la

déformation plastique volumiqué! selon la formule ( 3.10) :

gvp =VV1‘3 _(e(Df_Dg(Xo_Xi ))(XO_Xi) _1) (3 10)

avec
W,® déformation plastique volumique maximale possible

X, résistance compressive tri axiale initiale

D;,D; sont les constants & déclarer du modéle

3.1.1.2 Evaluation

a) Modele EDP avec la surface de charge linéaire

Avec la forme linéaire, la surface de charge n'a daux paramétreg, et & . Elle ne peut

pas bien simuler tous les états de contraintd@ida

On considére tout d’abord la traction uni axialdeetompression uni axiale. Pour que le
modéle simule bien la résistance dans ces céasutil

f

f. —a.g"—aY =0 (3.11)
ft —_

f, +a.§—aY =0 (3.12)

Ces équations permettent de trouver :

a
o,=|1-—|.f 3.13
Y ( 3) c (319

f_+f,

Pour le béton,f, = 6a10%f .. Ainsi, la valeur d& varie de 245 a 266 et la valeur de
'angle de frottemenp varie de60° a 70°. Malheureusement, avec ces valeurs, la surface

de charge ne peut pas modéliser la résistance rapression bi axiale. En effet, I'état de
contrainte dans ce cas est suivant:

0y 0 0 (3.15)
o= 0 -0, O
0 0 0
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=0q=,3J,=0,,0,=-20.,/3

La surface de charge dans ce cas est suivante:

20,
g, — Q. -0
cb 3 Y

20
o [1'?)0&, -0, =0

Evidemment, ave@ = 245 4266, la partie gauche de I'équation ( 3.16) n’est jmnégale a

=0 (3.16)

zéro. C'est-a-dire, la plasticité en compressiom2Bse produit jamais, ce qui n’est pas vrai
en réalité. Cela peut étre expliqué de facon gédgouét: quand l'angle de frottement
¢ =60° a70°, la surface de cone de Drucker Prager n'a pasetdaction avec la plangg,

g,, 0) dans I'espace des contraintes principales. Latipl#¢ n'a donc pas lieu quand les
contraintes sont en état 2D.

Si on veut que le modeéele simule bien le comportén® du béton en compression,
I'équation ( 3.16) nous permet de trouver la caadite

(1-%’2]>0 = a<l1b (3.17)

La valeur raisonnable dg est souvent de 1,2 et I'angle de frottement cpordant est de

30°. Cependant, ces valeurs entrainent une grandervade la résistance de traction. Par
exemple, s, =60MPa, la résistance de tractiofy =17MPa, qui est fausse pour le béton.

En conclusion, ce modele n’est pas convenable lpdugton.
b) Modéle EDP avec la surface de charge hyperboéiqu

Contrairement au modeéle précédent, la forme hypigim de ce modele dispose d'un
parameétre de plu@ pour courber le sommet du céne Drucker-Pragea Getmet d'obtenir
une résistancef, petite sans imposer une grande valeudelLes conditions de charge en

compression et traction uni axiales sont respectérd,

F:W/a2+f02—%.fc—ay:0 (3.18)

et

F:W/a2+ft2+%.ft—ay:0 (3.19)
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Figure 3.6

Section méridienne de la surface de charge EDPrbgligue

Les équations ( 3.18) et ( 3.19) permettent derchiter les deux parametred, eta en
fonction de f,., de f, etdea :

2
[3—0‘;}(&2 - f2) (3.20)

Y 2a.(f,— 1)

2
a:\/[aY +%_fcj ~f2 (3.21)

La question restante est de trouver la valewr dmur que la surface de charge modélise bien
d’autres états de contrainte. Considérons la cossfme bi axiale : la condition de charge
est la suivante:

F=1/a2+fcb2—2?a.fcb—ay=0 (3.22)

Comme discuté dans la partie (a), il faut tout dralbquer < 15. Et puis, avec chaque valeur

dea , les paramétrg®, et a sont déterminés a l'aide des équations ( 3.28)21). La
résistancef,, est ensuite calculée grace a I'équation ( 3.28usTces calculs ont été faits
dans Excel pour deux types du béton: le premief &= 60MPa et f, =4MPa, le
deuxiéeme af. =30MPa et f, =3MPa. La résistance en compression bi axiale calculée

est représentée sur la Figure 3.7. On trouve quetdsstance en compression bi axiale

modélisée est beaucoup plus grande que la valelle.ré’erreur minimale de calcul possible

114-72 - .
est deT:BS% pour le £ cas et dg73—636:58% pour le 2 cas. En conclusion, le
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modéle EDP avec la forme hyperbolique n’est pas plas convenable a la simulation du
béton.

Cas 1: fc=60 MPa, ft=4 MPa Cas 2: fc=30 MPa, ft=3 MPa

800 350

700 300

600 —e— Valeurs du modéle / —&— Valeurs du modéle

—&— Valeur souhaité / 250 —®&— Valeur souhaité

= 500
g / T 200 |
= 400 / %;
2 2 150
£ 300 / 2 /,/

200 ._‘_‘___‘_,__,// 100 ’_._’-_‘____‘__/4_—/’/

100 4 50 1

0 0
0 0.5 1 15 0 0.5 15
anfa anfa

Figure 3.7

Résistance bi axiale calculée comparée avec vatmlle

c) Modele EDP CAP

Contrairement aux modeles précédents, la formuatla modéle EDP CAP permet de
prendre en compte la résistance de plusieurs dtatsontrainte : compression uni axiale,
compression bi axiale et tri axiale, traction, tisment simple.

Considérons tout d’abord la zoKg < |, < Oou la surface de charge est I'enveloppe EDP.

Elle a des paramétres,@Y, A, aY, O,. En mettantyy =1=1T =1, la condition de

charge est comme suivante :

— 2 —
Y(o,K,y,0,)=3,-YE(l,,0,) =0 (3.23)
o 3, =Y. (l,0,) =0, -a".l, - Ae"
- F=JJ,+a"l,+Ae’" -0,=0
Dans cette zone, la surface de charge doit presmdoompte la résistance de compression uni
axiale fC , la résistance de compression bi ax@@ et la résistance de cisaillement

simple fY . En appliquant la condition de charge a ces trasson a :

fo —a¥.f +Ae” " -g,=0 (3.24)

V3
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f

D _2a%.f, +Ae* o —g =0 (3.25)

@

f,+A-0,=0 (3.26)

N Y ;. N .
Le parametred décrit la forme de la surface de charge dans fe zmi la contrainte
hydrostatique est grande. Pour le béton, la sudaceharge dans cette zone est assez proche

de celle de Von-Mises. Ainsi, la valeur raisonnabke a’ se trouve dans la gamme
0°<aY <10°. Avec chaque valeur d&', les trois équations ( 3.24), ( 3.25) et ( 3.26)

. Y
permettent de trouver les trois autres paraméffes A, O .

. =)
Quand< 1, la surface de charge est le « cap » de tractisraqun paramétrBr . Il est
déterminé en appliquant la condition de chargetéatdion uni axiale. On a :

2
I
ao)j Y3(1;,05) =0 (320

Y(U, KO,UO)z J2 - 1_(Y—1
Rr.Ys O,

avec

Y.(l,0,)=0,-a".f - A’ "
Ys(0.0,)=0,-A

Quand |, <K,, la surface de charge est le «cap» de compresgisi a les
N Y z P 2
parametreX; etR.. Ces valeurs sont déterminées en se basant surddesées

expérimentales de la compression tri axiale. Bllessont pas nécessaires dans le cadre de
cette thése ou des poutres et des dalles en ba@notes objets d’analyse. La contrainte dans
ces structures est principalement en état 2D.

Dans la simulation numérique du cube de béton (adiigure 3.1) pour tester le modele, les
propriétés du béton sontf, =30MPa, f, =115.f,, f, =3MPa et £, =0,0025. Pour la
résistance de cisaillement, elle est souvent urpheuiinférieure aft . Dans cette simulation,
elle est prise af, =3MPa. Les démarches de calcul présentées ci-dessusipennde
trouver les parameétres du modéle” = 005, B" =01, A=1348, 0,=1648 et

RY = 247.
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Surface de plasticité 2D
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Figure 3.8

Résistance du béton en état de contrainte 2D

Les résultats de la simulation sur la Figure 3.&mamt la résistance du béton selon différents
scénarios de chargement 2D. On trouve que le madeélkehe trés bien quand les deux
contraintes sont en compression.

En revanche, les résultats de calcul sont moins lgpand une ou deux directions sont en

traction. Les deux points de calcul qui coincidantc les résultats d’essai sont les point de
coordonnées(O;L'— 0,1) et (— O,];O;L). lls correspondent a I'état de contrainte en kesaent

simple. Pour les autres points, I'erreur de cafrard rapport aux données expérimentales est
trés grande.

Concernant la loi d’écrouissag@o(yp), les résultats de simulation ont prouvé qu’elle ne

convient pas a I'écrouissage du béton. Ainsi, dansiodélisation du béton, ce modéle est
limité a un comportement élastique parfaitemenstjae.
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Comportement 1D en compression
35
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Figure 3.9

Comportement du béton en compression 1D a difféseempératures

La Figure 3.9 confirme une bonne capacité du modates la prise en compte de la variation
des propriétés (la résistance et le module d’Youlghéton a haute température.

En conclusion, ce modéle est le plus performanthpkes modeles plastiques EDP. Toutefois,
ses inconvénients peuvent causer de grandes erdams le calcul des structures. Sa
performance va étre évaluée dans la section 3.3.

3.1.2 Modele plastique Cast Iron

3.1.2.1 Caractéristiques du modéle

Ce modele a une surface de charge mixte pour mreedrcompte la différence entre le

comportement en traction et celui en compressiercdmportement en traction est dépendant
de la contrainte hydrostatique et respecte lererithke contrainte maximale de Rankine. Le
comportement en compression est indépendant deni@mainte hydrostatique et respecte le
critéere de Von-Mises.

Les fonctions pour le critere de Rankine et powrigre de Von Mises sont respectivement
suivantes :
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%cos(é’).ae +p+0,=0 (3.28)

o,-0,.=0 (3.29)
avec
— I1
P=3
g,=43J,

343 I, J

H:Earcco —
3 2 J,

J,,J; sont les invariants du tenseur dévia torig@ie

-BJa o

Fankine Tnange
A =0 [tenzion)

Ty =
3
iGtT

]
[p*]

§ =60 [compreszion) Wion Mizesz Circle

Figure 3.10

Section méridienne et transversale de la surfacen@dege [19]

Le potentiel plastique est défini selon les équmeip3.30), ( 3.31). Ce modeéle permet aussi de
définir deux différentes lois d'écrouissage : l'upeur la compression et l'autre pour la
traction (voir la Figure 3.11).
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2
ﬂ+0§=9Q2,forp2—& (3.30)
c? 3

Q=ae—ac=0,forp<—a—3C (3.31)
avec
o= /9.(1—2up')

5+ 20"

v™ est le coefficient de Poisson plastioufé < 05

Campression

Tension

<
|

Figure 3.11

Potentiel plastique (gauche) et lois d’écrouissédy@ite) [19]

3.1.2.2 Adaptation a la simulation du béton

Il s’agit d’identifier les lois d’écrouissage eradtion et en compression et de définir le
coefficient de Poisson plastique.

En compression, la loi d’écrouissage exprime lati@h entre la contrainte de compression
uni axialeg, et la déformation plastique équivaleé‘t”é. Tout d’abord, on va déterminer la
relation entre£® et la déformation compressive plastique uni a>a“,§|e Au cours de la
phase de plasticité, on a :
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(3.32)

>
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Dans le cas de compression uni axiale, le tensedétbrmation a la forme suivante :

O 0 (3.33)
E=10 ¢, O
0 0 &g
A partir de I'équation ( 3.23) on a:
|
Agy 0 0 (3.34)
=As”=| 0 Agh O
0 0 A&l
A partir de I'équation ( 3.32), on peut déduire :
| -1 0 0 (3.35)
=A” =0 12 0
O 0 1/2
Combinant les équations ( 3.34) et ( 3.35), oneuittia relation suivante :
AEP :\/gAgp' :Ae” = Agf (3.36)
3= F= 11

apl — ~pl

Ce résultat nous permet de conclure que la loirdiéssage en compression a considérer est
. P I
exactement la loi du comportement 1D du bech{elpl )

En traction, on peut supposer que le béton edigl@savant d’atteindre la limite plastique.

La variation des propriétés du béton a haute teatper est prise en compte en déclarant les
deux lois ci-dessus a différents points de tempégat

3.1.2.3 Evaluation

Tout d’abord, apres la simulation, on peut affirnggrun écrouissage négatif donne des
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résultats incorrects. C'est-a-dire, comme les autredéles plastiques, ce modéle ne peut pas
simuler la rupture du béton.

Le premier avantage du modéle est qu’il modélism ke comportement du béton en traction
ainsi qu’en compression avant d’atteindre la rasisd maximale. La Figure 3.12 montre cet
avantage pour le cas 1D.

Comportement 10 en compression .
I I Comportement 1D en traction

3.5

X T Al
s
’ /
25 —Z 25
20 2 /

15 s —a—Modéle Cast ron 5 /

10 E [
/ Courbe de |Eurocode /
5 - 05
. /

-5E-05 5E-05 0.0001 0.0002 0.0002 0.0003 0.0003 0.0004

05

T

contrainte (MP a)

Courbe calculée par Modele Cast Iron

contrainte (MPa)

e

T T T T T T 1
] ono1 o.oo0z 801 opos 8[:111 0.0o4 0.00s 0006

défor mation

déformation

Figure 3.12

Relation contrainte-déformation 1D

Aprés avoir atteint sa résistance maximale, lerbé&i en plasticité parfaite. Cela permet de
modéliser approximativement la phase de ductilitdbéton en compression qui se produit de
la deformatiorz, a la déformatios ,. Par ailleurs, en traction, malgré que cette plhise
plasticité parfaite n’est pas vraie mais elle fliehce pas beaucoup le comportement global
de la structure parce que la contribution de léstaésce de traction du béton a la capacité
portante de la structure est trés petite par ragplar contribution de I'acier.

Pour le modéle Cast Iron, son grand avantage, taiiste pas dans tous les modeéles

plastiques précédents, est qu’il modélise bieds$astance du béton en état de contraintes 2D.
La Figure 3.13 présente un bon accord entre lesuxakimulées et celles de I'essai de Kupfer
et al. [20]. Quand les deux contraintes sont en pession, la résistance calculée est

différente de 0% a 15% par rapport a la valeur expntale. Pour d’autres cas, la résistance
est exactement simulée.

Finalement, les résultats sur la Figure 3.14 mohtda capacité du modéle dans la
modélisation du béton a haute température. Lesbesude comportement ainsi que les
résistances calculées par la simulation se confariien aux descriptions dans I'Eurocode
l-1-2.
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Surface de plasticité 2D

sig2/ fc

Courbe expérimentale de
Kupfer et al.

® Modeéle Cast Iron

sigl/fc

Figure 3.13

Résistance du béton en état de contrainte 2D (t&8l@ssai)

Courbe 1D en compression calculée par Cast Iron
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Figure 3.14

Courbes de comportement de calcul a différentepéeatures

En conclusion, ce modele a des avantages et dasviéisients :
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- Avantages:

o Bien modéliser la nonlinéarité du comportement éob avant d’atteindre sa
résistance en compression

o Prendre en compte la ductilité du béton aprés att@int sa résistance

o0 Bien modéliser la résistance quand les contrasaas 2D.

o Bien modéliser la variation de la résistance domét haute température
- Inconvénients :

o L’erreur de calcul de la résistance en compresaidwarie de 0% a 15%.

o Ne pas modéliser la rupture ultime du béton ertila@insi qu’en compression

3.1.3 Conclusion sur les modeles plastiques

Parmi tous les modeles plastiques étudiés, le eneilnodele est Cast Iron. Il permet de
définir deux différentes courbes de comportementc@mpression et en traction, de bien
modéliser la résistance du béton en état de catesaRD.

Le deuxiéme est le modele EDP-CAP. Bien qu’en casgion 2D, il modélise la résistance
du béton mieux que le modele Cast Iron, il donnen@rivais résultats quand I'état de
contrainte est « compression-traction » ou « toaetiaction ». Ainsi, I'application de ce
modele dans la modélisation des structures ne dameit-étre pas de bons résultats.

La performance de ces deux modeles va étre évdareela section 3.3 ou ils sont appliqués
a la modélisation d’une poutre en béton armé. Gattdion comparera aussi la performance
des modéeles plastiques avec celle des modelegptieedragile abordés dans la section 3.2.

3.2 Modéeles de rupture fragile

Pour mieux simuler la rupture fragile du béton esction ainsi que son comportement
anisotrope apres la fissuration du béton, ANSY $atie des modéles de matériau qui peuvent
prendre en compte la rupture fragile en tractiola &orrection de la matrice de rigidité aprés
la fissuration. Concernant la compression, ces teedaeuvent reproduire un comportement
fragile ou plastique. Dans les sections suivantesjes appelle simplement « modéle de
rupture fragile » pour les différentier des modétgalement plastiques présentés ci-dessus.

3.2.1 Modele « Cracking & Crushing » (Modéle « Conc rete » de ANSYS)

3.2.1.1 Caractéristiques du modéle

Ce modéle, appelé « concrete » dans ANSYS, corsgléz le béton est purement fragile en
traction ainsi qu’en compression. La phase d’'&dstiest suivie par la rupture fragile qui
cause la chute totale de la rigidité du matériau.
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Deux types de rupture sont pris en compte :
- Ecrasement en compression
- Fissuration en traction

L’'apparition de I'écrasement ou de la fissurati@pehd de I'état de contrainte. Si on appelle
les trois contraintes principales, o,, g, avec lordreo, 2 0, 2 0,, les modes de

rupture possibles peuvent apparaitre selon les 4 ca

- 020,20, 20, :écrasement
- 00,2020, 20, : écrasement et/ou fissuration
- 0,20, 2020, :écrasement et/ou fissuration

- 0,20, 20,20 :fissuration

o

zp
Te
]

T, Qctahedral Plane

Figure 3.15

Surface de rupture de Willam & Warnke [19]

Le critére d’écrasement utilisé est celui de Will&Varnke. La formulation du critére est la
suivante :

fi - S > 0 (3.37)
Avec,
F :i-[(al_az)z+(02_03)2+(0-3_01)2]; (3.38)
V15
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_ 21,12 =r2)cosy +r1,(2r, -, )[4.(r22 —r?)cogn+5r7 - 4.rl.r2]% (3.39)

S
4(r? -r?)cogn+(2r, -r,)

Ici, cos 7 etr,, r, sontles fonctions des variables, o, et o, . Leur sens physique dans

le modéle est illustré sur la Figure 3.16.

= a0 fo

Figure 3.16

Section méridienne de la surface de Willam & Waiiké

En traction, le modele prévoit la fissuration selms trois directions de contraintes
principales. La rigidité de cisaillement qui perrfeetransmission de la contrainte tangentielle
a travers les faces de la fissure est réduiteaimi@ht ou partiellement selon la valeur du
coefficient de réduction qui varie de 0 a 1. Leérg de rupture en traction se base sur la
limitation de la contrainte maximale. Il est vapi@ur les trois cas :

- Pour I'état de contrainte, 2 g, 2 g, 2 0, la formulation du critére est la suivante:

o -f =20 aveci=123 (3.40)

- Pour I'état de contrainteg, 2 g, 2 0 2 o0,, la formulation du critéere est la suivante :

o, - ft.(1+%)2 0, aveci =12 (3.41)

c

- Pour I'état de contrainte, 2 0 =2 g, = 0, la formulation du critére est plus complexe.

La fissuration selon la directioa, est décidée par les formules ( 3.42), ( 3.43)344).
Dans ces formulesp,, p, sontles fonctions de,, g,, g, (voir dans [19]):

—=5=20 (3.42)
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1
F_—[ +a2 +03] (3.43)

s:(l Jsz(pz pe)cog+p, (2p, - p,J4lp: - pe)codn+ 5 - 4p1|02 (3.44)
f 4 2 - pJeodn+(2p - p.)

3.2.1.2 Adaptation du modele a la simulation du bét  on

Ce modeéle ne requiert aucune adaptation spécihléaut seulement déclarer ses six

parameétres qui sont liés directement aux caratiires du béton : la résistance de traction
uni axiale f,, la résistance de compression uni axidle la résistance de compression bi

axiale f , la contrainte hydrostatique de I'ambiangg , la résistance de compression uni
axiale f, en présence deg| , la résistance de compression bi axidleen présence de .

Selon Willam & Warnke, dans le cas o la contrahydrostatique est faibller, | < /3.,
il faut déclarer seulement les deux parametresipdox f, et f_ . Les autres sont liés a ces

deux paramétres par les formules :

f, =121
( 3.45)
f, = 145.f,
( 3.46)
f, =1,725.f,
(3.47)
3.2.1.3 Evaluation
Comportement 1D en compression Comportement 1D en traction
35
—— Courbe de calcul Courbe de IEurocode 35
30 3
25 2.5
g
€2 S 29
s 2
€ 15 F 154
g 2
10 8 1
0.5 4
5
0 T T T T
0
0 0.0005 0.001 0.0015 0.002 0.0025 0.003 0.0035 0.004 0 0.00005 0.0001 0.00015 0.0002 0.00025
déformation déformation
Figure 3.17

Comparaison du comportement 1D entre le calcuEetrbcode

Tout d’'abord, on peut affirmer que le modéle « cetee» simule un comportement qui est
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élastique jusqu’a la rupture fragile. Evidemmemt,comportement est conforme a celui du

béton en traction (voir la Figure 3.17). Cette feyprésente aussi la comparaison entre la
relation contrainte-déformation en compression mikedu calcul et la courbe 1D dans

I'Eurocode II-1-1. L'inconvénient principal du mddéen compression est qu'il ne peut pas
prendre en compte un comportement non linéaireédonbavant le pic et qu’il ne permet pas

une phase de ductilité du béton aprés avoir ats@imésistance maximale.

Quand les contraintes sont en état 2D, la Figut8 Brésente un trés bon accord entre le
résultat numérique et celui de I'essai expérimertalisé par Kupfer et al. [20]. Cela prouve
gue la surface de rupture de ce modele décribta¥sla limite de rupture du béton.

Surface de rupture 2D
16
1.4 4
/ ° (J
(] °
1.2 ™
\ .
7
¢)
© -
_%‘7 ° Courbe expérimentale de Kupfer et al. °
2]
o ® Points obtenus du calcul /
fa W]
g4 °
'.2
)
° = |
-0.2 o 02 _©04 1y 1 112 1.4 1.6
0.2
sigl/fc
Figure 3.18

Surfaces de rupture par la simulation et par I'dssa

A haute température, les résultats sur la Figut® Brouvent que le modele prend en compte
tres bien la variation de la résistance du bétofoection de la température.
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Courbes 1D en compression a haute température
35

= T=100 —— T=400 T=600 T=1000 =—— T=20

30 +§

25

20//
/

4

15

contrainte (MPa)

10

/

~ |

0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 0.035 0.04 0.045 0.05

déformation

Figure 3.19

Courbes 1D du béton obtenues de la simulation péeatures variées

CRACKS AND CRUSHING 4

@
7

lllustration des fissures (gauche) et de I'écrasentdroite)

Figure 3.20

Enfin, ce modéle permet aussi de simuler la cordiion du réseau des fissures du béton en
traction. La fissure est formée a la position deimtgs Gauss et perpendiculaire a la direction
des contraintes principales. A la gauche de larBigi20, dans un élément SOLID65, la
position et la direction des fissures sont présenfgar les petits cercles en couleur verte et
rouge aux 8 points Gauss. Les verts présententidggres dans le plan YO0Z, les rouges
présentent les fissures dans le plan X0Z. Cestedsuint permis de confirmer que, une fois
une fissure est créée, sa direction est fixée ducare la simulation et la rigidité dans cette
direction est zéro. Les fissures dans les deuxtilires restantes seront perpendiculaires a la
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premiére si elles se produisent. En plus, quahdien est écrasé, la position d’écrasement est
présentée par un tétraédre a chaque point Gaussa(Vigure droite de la Figure 3.20)

En conclusion, ce modéle a des avantages et dasviégients :
- Avantages:
0 Bien modéliser le comportement en traction du béton
o Bien simuler la surface de rupture quand les é@tsontrainte complexes
o Bien modéliser la variation des résistances durb&teaute température
- Inconvénients :
o Ne pas prendre en compte la nonlinéarité du bétantal’atteindre sa résistance

o Etre incapable de tenir compte de la phase deliéictu béton

3.2.2 Modele « Cracking & Plasticity »

Pour dépasser les deux inconvénients du modélecrete », ANSYS permet dallier le
modele « concrete » avec les critéres plastiquesMiges ou Drucker-Prager pour former un
modele mixte. On I'appelle modéle CP (Cracking &d®icity) dans les sections suivantes.

3.2.2.1 Caractéristiques du modéle

Le modéle CP permet de modéliser la traction feaggmme le modéle « concrete » et de
simuler la compression plastique dont la surfaceh@dege est Von-Mises ou Drucker-Prager.

La rupture fragile en traction est décidée parigm® de contrainte maximale :

o -f =0 aveci=123 (3.48)

Pour la plasticité Von-Mises, la surface de cha@gecompression et le potentiel plastique

partagent la méme formule ( 3.49). Le modéle pereessi de modéliser I'écrouissage
multilinéaire qui exprime la relation entre la c@amte equivalenteo, et la déformation

plastique équivalent®” (voir Figure 3.21).

F=y3J,-0,=0 (3.49)

avec:

J, =

N |-
Ien
Ilen

S : tenseur déviatorique du tenseur de contrainte

O, : contrainte de limite plastique
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04= O5=0q
G2

3-D

Figure 3.21

Surface de charge Von-Mises et loi d’écrouissa@g [1

Pour la plasticité Drucker-Prager, la surface dargd en compression est présentée dans
'équation ( 3.50). Une loi d’écoulement non as@ecest aussi permise. Dans ce cas, le
. . ~ \ f
potentiel plastique prend la méme formule ( 3.5@)shravec deux autres parametr@ s et

f
c .

F=3p0,+J,-0,=0 (3.50)
avec
2sing
= 3.51
b J3.(3-sing) (350
= 6.c. co§¢ (3.52
J3.(3-sing)
1
g, = 5.(01 +0,+0,) (3.53)

C : cohésion du béton

@ : angle de frottement interne

Oy : contrainte de limite plastique

98



kN

CCDt¢I ‘\

Figure 3.22

Surface de charge Drucker-Prager [19]

3.2.2.2 Méthode d’adaptation du modéle a la simulat  ion du béton

a) Pour la rupture fragile

Les parametres concernant le comportement de miffagile sont les mémes que dans le cas
du modéle « concrete ». Ce sont la résistanceadian f, et les deux coefficient®3, et

B. exprimant la réduction de la rigidité de cisaillamh a travers les faces de la fissure. La
valeur de ces deux valeurs sera discutée danstiars&.3.2.

b) Pour la compression plastique Von-Mises :

Il faut déclarer la courbe d'écrouissage, -£” . Cette courbe doit se baser sur le
comportement du béton en compression 1D. Les sattaris la section du modéle Cast Iron
ont prouve quéA'IOI = Elpll . L’adaptation de la surface de charge a la cormsjeslD (voir (

3.54)) permet de conclure q&, = J4;.

—_ _ apl ) — pl)_ pl ) —
F= 3-‘Jz Oy (‘9 ) - 011(‘911 ) Oy (‘911 ) =0 (3.54)
Ainsi, la courbe d’écrouissage dans ce cas esttaxant la courbe du comportement en

compression uni axiale du béton.

c) Pour la compression parfaitement plastique DrkPrager :
Il faut déterminer la cohésidh, I'angle de frottemer¢. Les données connues sont la

résistance du béton en compression unie axialieaaddle :fC et fcb.

La condition de charge en compression uni axialéaesuivante :

fo f
F=380,+.J,-0,=-30—=+—%-
ﬁ m 2 Y ﬁ?’ \/é

o, =0 (3.55)
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La condition de charge en compression bi axial¢éaestivante :

F=380,+.J,-0, = —3,8.2f°b 4 o -0, =0 (3.56)

3 J3 7

De ( 3.55) et ( 3.56), on obtient :
— fcb B fc
ﬂ \/5(2 fcb - fc)
1

o, = fcl(ﬁ —ﬂj (3.58)

Ces deux valeurs permettent de troufteetC selon les formules ( 3.51), ( 3.52).

(3.57)

d) Modélisation a haute température :

Le critere Drucker-Prager de 'ANSYS ne permet gagorendre en compte la variation des
paramétres en fonction de la température. Le madel®rucker-Prager n’est donc utilisable
gu’a la température ambiante.

La plasticité Von-Mises prend trés bien en comjpéidence de la température. Elle permet
de déclarer la courber, -£” a 20 points de température, ce qui exprime examiena

variation des résistances en traction et en corsjpreslu béton en fonction de la température.

3.2.2.3 Evaluation

Les avantages du modele dans la modélisation dypaaement du béton en traction ont été
déja présentés dans la section 3.2.1.

La Figure 3.23 présente la courbe contrainte-dédition obtenue par simulation du cube de
béton en compression uni axiale. Les deux modéRe¥@h-Mises et CP Drucker-Prager sont
capables de modéliser la phase de ductilité dunbéfrés avoir atteint sa résistance
maximale. Un autre avantage du modéle CP Von-Misesa capacité a prendre en compte la
nonlinéarité de la loi de comportement du béton.

Sa capacité de simuler la plasticité du béton anhd& contrainte complexe est illustrée sur la
Figure 3.24 qui présente les résultats de simulaticand les contraintes sont 2D. Le modéle
CP Drucker-Prager simule mieux la limite plastiques celui de CP Von-Mises. La limite
plastique calculée par le modele CP Von-Mises é6t18% plus petite que la valeur
expérimentale.
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Comportement 1D en compression

35
30
25
220
£
[
<
g15 —e— Modéle CP VonMises
10 Courbe de I'Eurocode
5 —=— Modéle CP DruckerPrager
0 [
0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006
déformation
Figure 3.23

Relation contrainte-déformation en compression 1D

Enveloppe de résistance en 2D

Courbe expérimentale de

sig2 / fc

Kupfer et al.
Modeéle CP Von Mises

Modele CP Drucker Prager

sigl/fc

Figure 3.24

Enveloppe de résistance en 2D

Concernant I'écrouissage négatif, le modele CP Mises peut le simuler en compression
uni axiale, mais il ne fonctionne plus trés biem e@mpression bi axiale. Ces résultats
permettent de conclure que I'écrouissage négastnpas bien pris en compte dans le modéle
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CP Von-Mises.

Finalement, avec le modele CP Von-Mises, la vammaties propriétés du béton a température
élevée est bien modélisée. La Figure 3.25 présentelation contrainte-déformation 1D
obtenue pour différentes températures.

Comportement 1D en compression
35

‘ — T=100 ——T=400 T=600 T=900 ——T=20

30

L

20 A /
15

contrainte

T T T T T T T T
0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 0.035 0.04 0.045
déformation

Figure 3.25

Relation contrainte-déformation en compression lBrapérature élevée

En conclusion,
Pour le modele CP Von-Mises :
- Avantages:
o0 Bien modéliser le comportement en traction
o0 Bien prédire la configuration du réseau des fissure

o Etre capable de prendre en compte la nonlinédaitdyctilité du comportement en
compression.

o Bien modéliser la variation des propriétés du béttraute température.
- Inconvénient :
o L’erreur de calcul de la résistance en compresaidwarie de 0% a 15%.
o0 Ne pas modéliser la rupture ultime du béton en cesgion
Pour le modele CP Drucker-Prager :
- Avantages:

o0 Bien modéliser le comportement en traction
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0 Bien prédire la configuration du réseau des fissure
o Bien modéliser la résistance du béton quand lesaiates sont 2D
o Prendre en compte la ductilité du comportementoenmpression.

- Inconvénient :

0 La nonlinéarité du comportement du béton avantteltadre sa résistance en
compression n’'est pas prise en compte.

o L'utilisation du modéle a haute température n’ext permise.

0 Ne pas modéliser la rupture ultime du béton en cesgion

3.2.3 Conclusion sur les modéles de rupture fragile

Tout d'abord, on peut affirmer que le modéle « irag-Crushing » est le moins performant
parmi les trois modéles. Ce modéle ne prend en topas la phase de ductilité du béton. Le
béton est écrasé a une déformation élastique #tte.pSon utilisation entrainera donc la
rupture prématurée des structures. Cette concliesbsimilaire a celle de Parvanova et al.
[21].

En revanche, les deux modeles CP Drucker-PrageP éfon-Mises peuvent simuler la phase
de ductilité du béton. Cette possibilité permetelgroduire plus fidelement les phases post-
élastiques du comportement de la structure airsi@gharge de rupture de la structure. Leur
inconvénient principal est qu’ils ne peuvent pamuwer la réduction de la résistance en
compression ainsi que I'écrasement du béton aprpkdse de ductilité parfaite. Toutefois, en
réalité, toutes les structures sont congues pooir ane rupture soit par la plasticité d’acier
soit par les grandes fissures du béton. La zor®thn écrasée due a une grande compression
est souvent tres petite. Ainsi, les modeles CP swmftisamment performants dans la
modélisation des structures. Leur performance smst@e dans la section 3.3 ou ils seront
utilisés pour modeéliser une poutre en béton armé

3.3 Evaluation des modéles pour le calcul d’'une str  ucture

3.3.1 Caractéristiques de la structure a modéliser

L'objectif de I'étude numérique est de proposer GHRIB une méthode efficace de la
modélisation des structures en béton, notammenpdesres et les dalles. C’est pourquoi,
dans cette section, les modéles sont utilisés pmowler un essai de poutre BA issu de la
littérature. Pour bien évaluer la capacité des nesd@ans la modélisation du béton, le choix
d’'un essai du comportement de cisaillement d’ungngasans armatures transversales semble
raisonnable.

On utilise en particulier I'essai de Hibino et B12] comme référence. La description de la
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géométrie de la poutre et des matériaux est pésauir la Figure 3.26.

I !

'{ 291 | o
AN

D L
Lb | a a L) _eleldel

I L |

Data : L=1800mm ; a=600mm ; b=100mm ; d=240mm ;dox@m ; c=33mm ; e=84mm
Béton : E= 35500 MPa ; fc= 26,7 MPa ; ft= 2,88 MPa

Acier : Es= 206000 MPa ; fy= 396 MPa ; fu= 601 MPa

Figure 3.26

Description de I'essai de Hibino et al. [22]

3.3.2 Caractéristiques particulieres

3.3.2.1 Résistance de cisaillement du béton fissuré

La poutre modélisée n'a pas d'armature de renfoecgntransversal, la résistance en
cisaillement du béton est donc un paramétre trgmitant car elle influence beaucoup la
rupture par cisaillement de la poutre.

Apres la formation d’une fissure, la rigidité eadition dans la direction perpendiculaire a la
fissure est perdue mais le béton peut supporteorenane contrainte de cisaillement

transférée a travers les deux surfaces de la éiss&m effet, la rigidité de cisaillement du

béton fissuré est réduite de 0% a 100% en fona@houverture des fissures. Cela entraine
aussi la réduction de la résistance de cisaillententoéton. La prise en compte de ce
phénomeéne est différente pour chaque type de modele

a) Prise en compte dans les modéles plastiques :

En n'acceptant pas I'’écrouissage négatif, les nesdplastiques EDP-CAP et Cast Iron ne
peuvent pas prendre en compte a la fois la résistda cisaillement initiale et celle du béton
fissuré. Tandis que la premiere détermine la lirdgéda phase d’élasticité qui est trés courte,
la derniére est la résistance durant toute la géraes la formation d'une fissure jusqu’a la
rupture de la structure. C’est pourquoi, la résistadu béton fissuré a un rdle majeur
concernant le comportement global de la structusaeupture par cisaillement. Il faut donc
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utiliser la résistance en cisaillement du bétosuii€ comme donnée d’entrée des modéles
plastiques. Comme sa valeur varie en fonction daveérture de la fissure, d’'une facon
approximative, on peut utiliser une valeur moye5@% de la résistance de cisaillement
initiale).

b) Prise en compte dans les modeles de ruptureifeag

L'avantage des modeles de rupture fragile CP DnyuBkager et CP Von-Mises est qu'ils
peuvent prendre en compte la réduction de la ti@gide cisaillement du béton fissuré. En
effet, la réduction de la rigidité du cisaillementravers les faces d’'une fissure ouverte ou
fermée est prise en compte respectivement gréce@&fﬁcientsﬂt et,[;C . lls sont égaux a 0

pour la perte totale de la résistance de cisailldmea a 1 si il n'y a aucune réduction. Les
études de Kachlakev & al. [23], de Hollaway & @4], de Ozcan & al. [25] et de Ibrahim &
al [26] permettent d’encadrer la gamme de valeucek coefficients : pour avoir de bons
résultats de modélisation, il faut que leurs valesoient entre 0,2 et 0,3. Hollaway & al. [24]
ont aussi recommandé de prendre la méme valeurlpsweux coefficients pour faciliter la
convergence du calcul. Leur valeur est prise a@r notre calcul.

3.3.2.2 Comportement élastique parfaitement plastiq  ue

Parmi les modeles du béton testés, ceux de EDP«CAB CP Drucker-Prager modélisent le

béton comme un matériau élastique parfaitementiglees Or, le comportement du béton en

compression est non linéaire. Ainsi, l'utilisatidle ces modéles nécessite de définir une
bonne valeur du module d’Young pour que le compoet® de la structure modélisée avec

ces modeles soit le plus proche possible de c&duid’une loi non linéaire.

La méthode la plus raisonnable est d’identifierrnodule d’Young pour que le travail des
efforts externes dans les deux cas soit identiueniveau local, sur la Figure 3.27, le travail
des efforts externes est illustré par les supesﬁé{ et Az correspondant respectivement a la
loi plastigue avec écrouissage non linéaire et aldia parfaitement plastique. En
mettantA = Az le module d’Young du modele parfaitement plastigest identifié.

f

. . ' =" ¢ E' =—°¢
Approximativement, sa valeur et ~ 3 ctetona-c g
cl
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Loi plastique avec eécrouigsage nonlineaire Loi élastique parfaitement plastique

Figure 3.27

Illustration du travail des efforts externes en @&k au niveau local

3.3.3 Comparaison des modeles plastiques

3.3.3.1 Comportement global de la structure

Courbe Force-Fléche
50000

45000
40000 -

35000 -

30000 74

25000 //
20000 // —e—Essai de Hibino etal.
15000 / —— Modeéle EDP CAP
10000 7§/

T

1

Force (N)

Modéle Cast Iron

5000 +
O T T T T T
0 2 3 4 5 6 7
Héche (mm)
Figure 3.28

Relation force-fleche

Les résultats sur la Figure 3.28 montrent que lidatiion du modéle Cast Iron permet
d’obtenir une courbe force-fleche trés proche dwltét de I'essai. La rupture de la poutre a
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lieu un peu plus tét que I'essai. Toutefois, lacéowltime est bien simulée. Elle est de
43700N.

Le résultat de calcul avec le modele EDP-CAP mast bon. Il est moins proche du résultat
expérimental que celui de la modélisation avec @ast En plus, la rupture se produit trés
tot.

3.3.3.2 Visualisation du mode de rupture
a) Modele Cast Iron
Le mode de rupture par cisaillement de la pouttdies reproduit avec le modéle Cast Iron.

Ce type de rupture se produit quand il y a de grarfibsures diagonales qui traversent la
poutre dans la zone entre I'appui et le point deghment. Dans la modélisation, ces fissures

sont illustrées par de grandes déformations plassigie msaﬂlemerﬁﬁy . Sur la Figure 3.29

. . I . . .
le champ de deformatlo‘f}ﬁy est en bon accord avec la configuration des fessabtenue de

I'essai.

]

i

1 /r l

-.00229 -.001699 -.001107 -.51EE-03 . TAEE-D4

-.001994 -.001402 -.812E-03 -.221E-03 .370E-03 Z{_}l le ‘_Ie IﬁlHHllleH ‘.-Ilﬂg‘-}llﬂlth:

| ., , , L
Champs def)'?y modélisé Zone de fissures diagonales expérimentales [22]

Figure 3.29

Visualisation de la rupture par cisaillement a lagse ultime avec le modéle Cast Iron

Le modéle Cast Iron permet aussi de bien simuteedmes de fissuration sur toute la poutre.
La fissuration en toutes les directions est ilstipar la premiére déformation plastique

e | . , ,
prlnC|paIe¢’5’1ID . La Figure 3.30 présente un bon accord entrelteiloat I'essai.
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Figure 3.30

Visualisation de la zone fissurée sur toute la poatla phase ultime avec Cast Iron

b) Modele EDP-CAP

Le modele EDP-CAP n’arrive pas a reproduire le mdderupture de la poutre. La Figure
; . : | [ ., _
3.31 montre que les déformations plasthL@%( et €1p sont localisées dans la partie

inférieure de la zone entre l'appui et le point dergement. C'est-a-dire, la fissuration
n'atteint jamais les fibres supérieures, contrageta la réalité.

Zone S Zone S

Zone T T Zonel

-.194E-03 -.137E-03 -.814E-04 -.253E-04 .309E-04 o .328E-03 . 657E-03 .985E-03 001313
-.166E-03 -.108E-03 -.522E-04 .280E-05 .5B0E-04 .164E-03 .493E-03 .BZ1E-03 001143 001478

Figure 3.31

Champs de déformation plastiqﬁ%( dans la zone entre I'appui et la charge

Ceci peut étre facilement expliqué. Dans la zorteediappui et le point de chargement, en
dehors de la contrainte de cisaillem&gy , les fibres supérieures (zone S) subissent efaore

contrainte normale de compressiéh, . Ainsi, dans I'espace des contraintes principdkes,
valeur de la contrainte principale de trac®dn est plus petite que celle de la contrainte
principale de compressidh,. En revanche, pour les fibres inférieures (zonedl) est plus

grande qué,. Avec ces états de contraintes, en observantrfacgude plasticité 2D du
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modéle EDP-CAP sur la Figure 3.8, on peut trouvex @ limite plastique pour les fibres

supérieures est beaucoup plus grande que celldgmfibres inférieures. Autrement dit, avec
le modéle EDP-CAP, I'état de contraintes dans ilese$ supérieures ne favorisent pas la
plasticité aussi facilement que dans les fibregriafires. C'est la raison pour laquelle la
fissuration a tendance a se développer rapidena s thute la partie inférieure de la poutre,
ce qui donne les résultats sur la Figure 3.31.

3.3.4 Comparaison des modeles de rupture fragile

3.3.4.1 Comportement global de la structure

Courbe Force-Fléche
50000

45000

40000 /’7/__//”

35000 -

30000

25000 -

Force (N)

20000 Modele CP Von-Mises

15000 /‘/0/;?/ —e— Essai de Hibino etal.
10000 W

Modéle CP Drucker-Prager

5000

Fleche (mm)

Figure 3.32

Relation force-fleche de la poutre

Sur la Figure 3.32 les résultats de la modélisatmnt assez proches de la courbe de I'essai de
Hibino et al. En général, les courbes de calcut sonpeu plus inférieures a celle de I'essai.
Cela est expligué par le fait que, avec les modaééesupture fragile, la fissuration du béton
est sensible, la zone fissurée est donc un peumpphmrtante qu’en réalité.

La charge ultime est bien reproduite avec les daogéles CP Drucker-Prager et CP Von-
Mises. Sa valeur varie de 43 a 44 kN. Et puis, @ yne tres petite différence sur la fleche
ultime entre les trois courbes. Elle est de 5,3 awec CP Von-Mises, de 5,8 mm avec CP
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Drucker-Prager et 6,2 mm avec I'essai.

La forme des deux courbes numériques caractémselés phases de fissuration du béton lors
de l'essai. La Aphase est la formation des fissures de flexiomdieu de la poutre. Cette
phase dure jusqu’au moment ou la fleche est a p&sige 1mm. Ensuite, on a la phase de
développement des fissures dues a au cisaillenh@nlaeflexion dans la zone entre I'appui et
le point de chargement. Enfin, la phase ultimerséuyat avec la rupture par cisaillement.

3.3.4.2 Visualisation du mode de rupture

Le 1° avantage de ces modeéles est qu’ils permettentsd@liser la configuration du réseau
des fissures. Sur la Figure 3.33 on peut bien gbsdes fissures dues a la flexion dans les
fibres inférieures, les fissures diagonales duesisaillement et aussi les fissures dans les
fibres supérieures dues a la grande compressitetin.

Fissures du au cisaillement Fissures due a la grande Fissures du au cisaillement
compression
Je == == <[ == <[ <[~ =~ == ‘ T T~
[T O RN E IS | e P S ENN RN SN (| 0 olo eldedm =|~
oo VS ST TR SN ST T AN =[x~ T lof= == le o~ el n <~ ~[= == [~ =]~ =]~ =
1 Y Y Y NN O T PSS ENIIRY ES NN FIRN PPN o ole <[ /v #[i rla v PR ISR N O S NN P (N
o OFgh v s R[S TN ~[* [T B[} S S AN = FHIR AR NN s RN SR S SN
1Y 1 P DS KRN Y EY A N} PN SN N N PR P I Y NI P " S NN RN P N S PN RN N
IS ST B[ S 3[4R[5 &[N SR ~[ 3N 8% B[N JREn BT [T 1[0 8T ® BT ET 3[R w[L R[N R ST SR =[N
o sleoesls sis sis sle ois sfe uls 8[o &8 Aln Aln whupels ¢l L o L SN ILINR T SCLA S 1L S T S H .Y
|oilzu-a X[0 [0 4[6 6]¢ #[¥ 0[0 ¢[® B[O BT [0 Opopeo o L S S S e D R R Dl L YL B Y
0 oo ols olo o1 (o olavess als slv as v[o ela sfs s
s elesdods ole sle ofe slo wle ols vle sl ole ss wh .““MM‘H’“l”.ﬂ“n'll“’”o
v 3o sle 1o ol ile elideeis ule nls ale sle ot ble ®
Fissures due a la flexion
Fissures due a laflexion
N . N
m m prifela
Avec le modeéle CP Von-Mises Avec le modele CP Br ger

Configuration des fissures de la poutre a la phalsiene

En combinant cette observation avec la distributida la premiere déformation
principale«‘flIDrI , on peut identifier la position et la directionsdgrandes fissures qui résultent

de la coalescence de petites fissures. Ces grdisdeses sont illustrées sur la Figure 3.34
pour les deux modéles CP. Ce sont des fissuresrhdgs dans la zone A et des fissures de
flexion dans la zone B.

En comparant la distribution des fissures aveeaddl I'essai, on trouve que la configuration

(position et direction) des fissures est bien rdpite. La seule différence est que la zone
fissurée est un peu plus importante que celle etsdii parce que la fissuration du béton est
plus importante dans les modeles CP qu’en réalité.
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Figure 3.34

Distribution de la £ déformation principale

Les résultats observés a la phase ultime des ddowls permettent d’affirmer que la poutre
est en ruine par rupture de cisaillement. En effdg phase ultime, dans les deux calculs, le
béton dans les fibres supérieures n’atteint pasrenga résistance maximale, les armatures
sont encore dans la phase d’élasticité. Ainsiéfaonse en flexion de la poutre est encore
bonne. Par contre, la zone des fissures diagoraldéveloppe trés largement et la ruine de la
poutre en cisaillement est atteinte.

3.3.5 Conclusion

Tous les résultats d’analyse dans ce chapitre pemeal’affirmer que les modeéles les plus
performants pour I'analyse des structures en bétms ANSYS sont le modele Cast Iron, le
modele CP Drucker-Prager et le modele CP Von-Mises.

Concernant la courbe du comportement global fokeh€, le modele Cast-lron donne des
résultats un peu plus précis que les modeles CBtefis, le point ultime de la courbe
calculée avec le modéle Cast Iron est un peu plugue celui calculé avec les modéles CP.
En plus, la forme des courbes calculées avec lele® CP caractérise mieux les différentes
phases de la fissuration du béton.

Concernant la visualisation des fissures danstenbé& position des zones fissurées calculées
avec le modele Cast-Iron est plus proche de latéégl’'avec les modeles CP. En revanche,

les calculs avec les modeles CP permettent deligsuda direction et la position des grandes

fissures, ce qui nous donne une image plus réella donfiguration des fissures de la poutre

au cours du chargement.

Concernant l'utilisation des modeles de rupturgifeaCP, les résultats de calcul sont un peu
sensibles a la taille de maillage et a la grandesrincréments de charge. Ainsi, il faut tester
différentes tailles pour trouver des résultatsietab

Entre les deux modeles CP, CP Drucker-Prager est pérformant dans le cas ou les
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contraintes du béton sont fortement en 2D (dallet,m.) parce qu'il simule la résistance

compressive bi axiale mieux que CP Von-Mises. Tloigele modele CP Drucker-Prager ne
peut pas prendre en compte la variation des prégrgfu béton en fonction de la température.
Ainsi, son utilisation a haute température est isgue.

En conclusion, chacun des trois modéles a sesaye@smet on recommande de les utiliser tous
les trois dans I'analyse des structures en bétale é&s comparer pour identifier celui le plus
proche de la réalité.
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PARTIE Il Modélisation de la structure au feu
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Chapitre 4  Modélisation thermique des structures

Dans I'analyse du comportement d’'une structure $aason du feu, la premiére étape est le
calcul thermique pour trouver le champ de tempéeatlans la structure. Ce champ est la
donnée pour le calcul analytique ou numérique deriecture.

Quand une structure est exposée au feu, le traribBamique se produit par convection et
radiation. La convection a lieu au contact entrsttacture et le feu ou I'air ambiant ou I'air
dans les espaces vides de la structure. La radliatleeu entre le feu et la face exposée de la
structure ou entre les surfaces de la structureantiopposees.

L’objet de ce chapitre est de proposer une métipediormante dans ANSYS qui est capable
de considérer tous les phénoménes ci-dessus pouparte quel type de structure. Les

structures étudiées au CERIB peuvent étre une pkwai tunnel, une cheminée, une dalle
...La structure choisie dans ce chapitre est une d@hleolée. Elle est suffisamment complexe
pour considérer tous les phénomenes cités ci-deBsuplus, les dalles alvéolées, avec leur
grande utilité dans I'industrie, ont été beaucowgli€es au CERIB ces dernieres années.

4.1 Description de la structure testée au CERIB

Evacuatio
e Brilleurs 4 brideurs
gaz : . ;
Brigues / de 100LW
r e
Fublots | ‘ f 1 .__Porle I‘ll.lﬁlll.l':‘. |
O e i i i | i i i VT T T T[T 1

Porte_

Elément |
i tester | B

-Blocs BCA

_Laine
minérale

Extraction
mécanique T TrrrTT7 T de 1'air
de llajr l 1 I 1 l 1 I 1 l 1 l 1 l 1 l 1 l 1 l 1 l 1 l I J 1

Figure 4.1

Schéma du four d’essai avec la dalle testée

La dalle modélisée a une épaisseur de 28cm. Saulagst de 78cm et sa longueur est de
180cm (y compris le dépassement des torons sumléncabout). Aux deux abouts, la section
est pleine sur une longueur de 15cm. Dans legesayiositions de la dalle, la section est
alvéolée comme sur la Figure 4.2. La dalle estgadwrizontalement dans le four d’essai du
CERIB (face chauffée au dessus, c'est-a-dire adlenpar rapport a leur configuration en

réalité) (voir la Figure 4.1).

Un isolant en laine minérale est interposé suel@périe. Il assure I'étanchéité au feu autour
de la dalle et permet d'isoler la face latérale ommdans le cas d’'une configuration réelle
(présence de dalles adjacentes). Deux élémentmnisalle béton cellulaire de hauteur de 10
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cm sont ajoutés au niveau des chainages d'aboté, fade exposée afin de simuler la
présence d’'un voile porteur ou d’'une retombée derpolL’essai ne représente pas totalement
la configuration réelle en particulier I'effet danpement des torons dépassants.

000

Figure 4.2

Section transversale

280
-
280

2 Renforts
longitudinaux
UAPS0- lg 1680mm

Armature soudée
filants lgb60 HA8 o
cadres 240x110 HA4

780

DAP 28

150 150
1 800

Figure 4.3

Plan de la dalle de I'essai du CERIB

Pour les chainages d’about, des armatures en fodeniesont mises en place afin de confiner
la dalle testée et garder les fissures bien ferm&ase extrémité de la dalle, le béton de
chainage remplit les alvéoles sur 2 cm. A l'autxrémité, le béton de chainage remplit les
alvéoles sur 10 cm (voir la Figure 4.3).

Le four d’essai est muni de quatre brlleurs a ga2@D kW pilotés de maniére automatique
au moyen de thermocouples a plague placés a 10 ecrfa dace exposée de la dalle.
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L’augmentation de la température de l'air en cangaec la face exposée suit la courbe de
feu 1ISO 834.

4.2 Généralités sur la modélisation

ANTIANEIRANEIAND
AR AIEMEriNEe

A AR HahR Hh

Figure 4.4

Modele numérique et section transversale modélisée

La section transversale de la dalle est périodilgusu est constant sur toute la largeur de la
dalle. C’est pourquoi, un volume élémentaire dedke qui contient une alvéole est modélisé.
Dans la modeélisation, la face exposée est la fafgieéure, contrairement a I'essai (voir la
Figure 4.4).

En ce qui concerne les conditions limites, les $ané&rieures (ligne rouge) sont exposées au
feu. La face supérieure (ligne bleue) est en comtaec I'air de I'environnement. Les quatre
faces latérales (ligne en marron) peuvent étreidérées isolées thermiquement. Il n'y a
donc pas de flux thermique traversant ces quatesfa

Quand aux matériaux, il y a trois différents matéxi utilisés dans cette modélisation : le
béton de la dalle, le béton cellulaire et l'acier wron. Les propriétés a déclarer sont la
conductivité, la chaleur spécifique et la massemaue.

Pour le béton cellulaire, ces valeurs sont prisesstantes par simplification : conductivité
thermique = 0,125 W.m.K, chaleur spécifique = 114@/K, masse volumique = 400 kg¥m

Pour le béton de la dalle, ses propriétés sonhigéfidans I'Eurocode Il. Leurs illustrations
sont présentées dans les figures : Figure 4.5y&i)6 et Figure 4.7.
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Figure 4.5

Conductivité thermique du béton de la dalle [28]
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Figure 4.6

Chaleur spécifique du béton de la dalle [28]
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Masse volumique du béton [28]

Pour I'acier de toron, la masse volumique est @oristet égale & 7800 kgimlLes autres

propriétés sont définies dans I'Eurocode Il et stinstrées sur les figures : Figure 4.8 et
Figure 4.9.

Figure 4.8

Conductivité thermique de I'acier de toron [28]
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Figure 4.9

Chaleur spécifique de I'acier de toron [28]

4.3 Méthodes avancées de la modélisation thermique  dans ANSYS

Cette section a pour but de décrire la méthodéséil par ANSYS dans la modélisation
thermique des structures.

4.3.1 Modélisation du feu

L’action du feu sur la structure peut se traduinedeux flux thermiques traversant la face
exposee : un flux par convection et un flux paiaton. Dans le cas du feu, la température de
l'air varie en fonction du temps ainsi que les flilmermiques. Pour pouvoir modéliser ces
actions, ANSYS dispose d'un élément spécial quipgélle « Elément surfacique
SURF152 ».

L’élément SURF152 (voir la Figure 4.10) a cing nd&ules quatre premiers nceuds se

trouvent sur la surface de structure pour simadempérature et le flux thermique traversant

la surface. Le dernier nceud qui s’appelle « exb@ens se trouve en dehors de la surface. Cet
élément simule le transfert thermique entre lesrquaoeuds de la surface et le noeud « extra
node ».
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Figure 4.10

Elément surfacique SURF152 [19]

Le comportement de I'élément SURF152 est la raetatiotre le vecteur des températures des
nceuds et le vecteur des flthermiques aux nceuds. Selon I'explication donndes t89], on
peut écrire le comportement de SURF152 comme suit :

_Q| 1 K| 'K| TI
(4.2)
QJ K.] 'KJ TJ
QK = KK -KK . TK
QL KL 'KL TL
_QM_ _'Kl -K; -Ky -K, (KI+KJ+KK+KL)_ _TM_

Dans le cas de convection, chaque terme de laceate rigidité est calculé selon la formule (
4.2) dans [19]. Ici,N, (X,y) est la fonction de forme de I'élément quadratiqoatenant les

quatre premiers noeuds 1, J, K, L de SURF158,eest le coefficient de convection.

X,y . L
K = e, NNy d(aire); i=1,3K, L (4.2)

A partir des équations (4.1) et (4.2),0on a:

Xy

Q =K,.(T,-T,) =[in’re N, (X,Y) d(aire)]hf.('l'i ~Tu) aved =1, JK,L (43

L’équation ( 4.3) nous permet de conclure que ltuneade I'élément SURF152 est la
combinaison des quatre éléments de barre de comvddl, JM, KM et LM et l'aire de
chaque élément est la suivante :

Xy

A = e N, (x,y)d(aire); i =1,J,K,L (4.2)
Et on a I'équation de la convection de chaque étast :
Q =A, .h (T, -T,); aved =1,J,K,L (4.5)
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La température a un point quelconque sur la surfdi€e peut étre calculée par I'équation
suivante :

T =T.N -aved =1, J,K, L
(x,¥) =T,.N,(x,y) ;aved =1,J K, (4.6)

De la méme facgon, dans le cas de la radiatiorujethermique de chaque élément de barre
est calculé comme suit :

Q =ceRA (T -Th) =oeF.A (T2 +T2).(T, +T,).(T - T,) ar

Dans la formule ci-dessu$; est le facteur qui prend en compte I'angle d'maison de la
ligne reliant le nceud M au point d’intégration greau nceud i (voir la Figure 4.11).

Extra noce (i

Figure 4.11

lllustration de I'angle d’inclinaison [19]

Pour transformer I'équation analytique ( 4.7) enatpn algébrique qui peut étre utilisable

dans la méthode des éléments finis, cette équatoétre résolue par des calculs itératifs

(selon [19]). Le flux thermique a I'itératianest donc égal a :
Qin =0eFA (T +T00)- (T *+ Tin)- (T = T
=c.e.F.A.C (T, ~Tyun)

(4.8)

Donc, les valeurs de la matrice K sont aussi mis@surs a chaque itération dans le calcul
éléments finis. A partir de ( 4.1) et ( 4.8) on peauver la formule de calcul des coefficients
de la matrice K :

Kt =[" 6eF.A.CoN,(xy)daire); i=1,3K L (4.9)

Aire,

A partir des analyses ci-dessus, on peut conclues gvec cet élément, le noeud « extra
node » peut jouer le rdle d'une source thermiqudeeteu est modeélisé en définissant
'évolution de la température du noeud «extra noden fonction du temps. Les flux
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thermiques traversant la surface de structure sesdoulés en fonction des parametres de la
convection et de la radiation qu’on déclare poéiéient.

Pour l'utilisation de cet élément dans notre calonl n’a besoin que d’un seul nceud « extra
node » pour représenter le feu parce que le feuelSOen tous points, identique sur toute la
surface exposée. Ce nceud va étre attaché danlesogléements SURF152 qui sont collés sur
toute la surface exposée au feu. Dans ce cassiigmodu nceud « extra node » n'a aucune
influence sur le transfert thermique. L'effet dengle d’inclinaison est donc supprimé.

4.3.2 Modélisation du transfert thermique dans I'al  véole

L’alvéole de la dalle est fermée. Au cours du rédfement de la dalle, la convection se
produit entre les surfaces intérieures de I'alvé&bliair dans I'alvéole. La difficulté est qu’on
ne connait pas la valeur de la température dedams I'alvéole parce qu’elle est déterminée
automatiquement par I'équilibre thermique dansv@ale. Face a cette difficulté, on utilise
'élément SURF152 qui permet de modéliser I'airl'dés€ole par les nceuds « extra node ».
Ces nceuds jouent le rdle d’'un pont pour le trah#fiermique dans I'alvéole.

Pour la structure étudiée, le feu est identiqueiaute la longueur de la dalle. C’est pourquoi,
le phénomeéne de convection de l'air de I'alvéolasdeette direction n’est pas considérable.
En plus, dans la direction transversale, on utilisgpothese d’'une température moyenne
homogene de lair de Fellinger (voir [29]). Cettgpbthése est acceptable parce que la
capacité calorifique de l'air est tres faible pagpport a celle du béton. Pour toutes ces raisons,
on a besoin seulement d’'un nceud « extra node » E@ésenter I'air dans l'alvéole. Ce
nceud est inclus dans tous les éléments surfaclBues-152 qui sont attachés aux surfaces
intérieures de l'alvéole.

Concernant la radiation entre les surfaces integgewle l'alvéole, la méthode « radiosity
solution » est utilisée. L’idée de cette méthodeges la résolution du systéme des équations
basiques de la radiation entre les surfaces dst éai combinaison avec la résolution de la
conduction thermique dans le corps de la structure.

Le systeme des équations basiques de cette méhbdiEduit directement des équations
fondamentales de la radiation entre N faces. Ce&msysqui est présenté dans [19] est comme

suit :
N
2[5” -(-&)F ]qf =&.0T" (4.10)
j=1
et
N
q=q°- Z; Fa) (4.11)
=

Ici, g’ est le flux thermique sortant de la surface getest le flux total de chaque surface i.
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T, est la température moyenne de chaque surfgcest le coefficient qui prend en compte la

distance et I'orientation entre deux surfacesj. Le systeme ( 4.10) permet de calculer le
champg’ en sachant le chami selon les formules de [19] suivantes :

[Al{a°}={D}

(4.12)
Ici,
A =9, —(1-¢)F

(4.13)
D =¢.0T"

A partir de ces équations, on peut décrire lesestale calcul pour chaque pas de chargement
comme suit :

- A partir du champ de température initidlg, calculer les flux thermiques qui sortent de
chaque face de I'alvéolg’ selon le systéme algébrique ( 4.12)

- Calculer le flux thermique net de chaque fageselon I'équation (4.11)

- Ces flux thermiques constituent le chargement pewalcul de la conduction dans le
corps de la dalle
- Le nouveau champ de température obtenu est ytitisérecalculer les flux thermiques

- Cette boucle continue jusqu’au moment ou la coreserg du champ de températdyeet
du champ de flux thermiqug au bord de I'alvéole est atteinte.

4.4 Résultats et validation

4.4.1 Résultats

La structure est maillée en 21170 éléments. Leut#hermique transitoire dure environ 60
minutes. Ce qui reste raisonnable en termes destempalcul.

La distribution de la température le long de laled&@st présentée sur la Figure 4.12. La

température ne varie pas le long de la dalle saufzanes d’appui. L'existence des appuis

diminue considérablement la température dans leeszau-dessus des appuis. Cela favorise
I'ancrage des armatures (HA ou toron) a I'extrérdeda dalle.
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Figure 4.12

Distribution de la température dans la dalle apg¥sdu feu
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Figure 4.13

Distribution de la température dans la section saarsale

La Figure 4.13 présente la distribution de la terajpge sur la section transversale aprés
30min, 1h et 2h. Au bout de deux heures, la tentpéranaximale est de 1050°C a la surface
exposee, la température minimale est de 82°C arface non exposée. On peut trouver que
la variation de la température le long de la hauéstitres importante. La partie supérieure de

la dalle est beaucoup moins affectée par le fedapieouches inférieures.
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En réalisant les calculs avec et sans radiationfdion dans l'alvéole, on trouve
'importance de prendre en compte la radiatioraetdnvection dans I'alvéole. En fait, si on
ne les prend en compte, la température de la paupérieure de la section transversale est
diminuée d’environ 50%.

4.4.2 Validation

Pour valider la modélisation, il faut comparer tésultats du calcul numérique avec ceux de
'essai expérimental du CERIB. Les résultats desBésont les températures mesurees par les
thermocouples qui sont disposées en deux zones :

- Au milieu de la dalle, la distribution de la temgtéire sur la section transversale sera
validée. Les points mesurés se trouvent le lontadeuteur de la nervure : a la surface
exposee, a la position du toron, a mi-hauteur,suttace non exposee.

- Aux abouts, la distribution de la température leglau troncon de toron sur les appuis
sera validée. Les données de la température do ttapns cette zone seront utiles pour
I'étude de I'ancrage du toron a haute température.

Le schéma de disposition des thermocouples estrflsur les figures : Figure 4.14 et Figure
4.15.

miveau kos

riveall Tarom
Bos olwéEcle

alvéale + 10mm

rmi-alvéals

Hout olvéole

QQ Vs

e nervure,

Figure 4.14

Schéma du positionnement des thermocouples daestian
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Figure 4.15

Schéma du positionnement des thermocouples daabdess

4.4.2.1 Validation des résultats dans la section tr  ansversale

Sur les diagrammes dans la Figure 4.16 et la Figut&, les valeurs de calcul (lignes
continues) et celles d’essai (points) de la tempéramesurées aux points le long de la
hauteur de la nervure de la section de la dalle@sentées.

Température-Temps

—— Callcul: Face exposée

—— Calcul: Toron

Température

. m  Essai: Face exposée

- = Essai: Toron

T T T T T T
0 20 40 60 80 100 120 140

Temps (mn)

Figure 4.16

Evolution de la température a la surface exposéelatposition du toron (calcul et essai)

On peut noter un écart entre les températures léak®et mesurées a la surface exposée de
I'ordre de 50°C a 100°C entre 20 minutes et 90 taiwDe fait, la résistance du béton a cette
zone sera plus faible par la modélisation que &st@nce réelle. A20 min, la valeur de
calcul est presque identique a celle de I'essaan@Qu la température a la position du toron, la
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valeur de calcul est en bon accord avec les résuleal’essai.

La Figure 4.17 représente la température a mi-bawde la nervure et a la surface non

bY

exposée : les résultats de calcul et ceux de I'ess en bon accord.

Température

160
140
120
100

80
60
40

20 A

Température-Temps

Calcul: Mi-hauteur

Calcul: Face non exposé

Essai: Mi-hauteur

Essai: Face non exposé

20 40 60 80 100

120 140

Temps (mn)
Figure 4.17

Evolution de la température a mi-hauteur de laiggcet & la surface non exposée

4.4.2.2 Validation aux abouts

Dans la Figure 4.18, les lignes continues représemd température sur toute la longueur du
troncon du toron au-dessus de I'appui. La posilionm est celle de I'appui et la position 150
mm est a I'extrémité du toron. Les températuresunées sont présentées par les points

discrets a quatre différentes positionsl5amm, 55 mm, 95 mm et 135 menl’extrémité de

la dalle.

Température du toron sur l'appui

350

300

250 -

200 -

—— Apres 1h-Calcul

——— Apres 2h-Calcul

150

Température

m  Aprés 1h-Essai

100

50

= Apres 2h-Essai

20

40 60 80 100

Position du toron a partir de la position du début

120

de l'appui (mm)

140

160

Distribution de la température le long du troncamtdron au-dessus de I'appui

Figure 4.18
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La modélisation prévoit bien la température aufédénts points du toron dans la partie au-
dessus des appuis. La différence entre le caldidssai est faible.

4.4.2.3 Conclusion

La méthodologie de modélisation thermique proposéms ce chapitre présente sa
performance en tenant compte de plusieurs phénamtieemiques lors d’incendie et en
donnant des résultats généralement proches dali@rée

En général, les températures a la face exposéaiart Bix torons au-dessus des appuis sont
un peu plus élevées dans la modélisation que tessai.

Les calculs ont prouvé la nécessité de modélisexdmtion et la convection dans les alvéoles
pour simuler bien le comportement thermique dérlecture.
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Chapitre 5 Modélisation thermomécanique de la
structure exposée au feu

L'objectif de ce chapitre est de construire unehmédologie d’analyse numérique efficace qui
permet de simuler le comportement réel des strest@n béton armé sous l'action du
chargement mécanique et du feu a l'aide du logiseEYS. Pour cela, la méthodologie a
construire doit prendre en compte :

- les modéles de comportement non linéaire 3D pobéten et I'acier.

- le couplage thermomécanique : la dégradation aehtarmhpérature des propriétés des
matériaux et I'effet de la dilatation thermique.

- le comportement de I'interface acier-béton a héengoérature

En bénéficiant des résultats des chapitres précgdeatte méthodologie devrait étre capable
d’évaluer d’'une part la résistance, la fissuratlargégradation et la rupture de la structure, et
d’autre part, I'influence de l'interface béton-acsair la capacité d’ancrage de I'extrémité des
armatures dans du béton et sur le comportemenaligligbla structure.

Dans ce chapitre, la méthodologie est présentégavers la simulation d'un essai
expérimental de la littérature. Il s’agit de I'essBune poutre continue en béton armé

7

subissant un feu standard ASTM. Cet essai a éié&daal 1988 par Lin et al. [30].

5.1 Description de I'essai a simuler

Il s’agit d’une poutre continue sur deux appuispas qui se compose de deux travées : une
travée centrale et une travée de console. Il y sixepoutres avec différentes dimensions qui
ont été testées. On s’intéresse a modéliser leg deutres numeéro 1 et 3 qui ont les
dimensions illustrées sur la Figure 5.1.

La poutre supporte six forces P constantes sural&é centrale et une forcg Yariable a
'extrémité de la console. Cette variation dg @ pour but d’assurer que la fleche de
'extrémité de la console est constante durantréampere heure du feu. Aprés une heure, la
valeur de Rest gardée constante. La valeur des six forcadaPvaleur initiale de la forceP
sont illustrées sur la Figure 5.1. L'évolution devaleur de #en fonction du temps est
donnée dans la Figure 5.2. Le feu affecte la fabérieure et les deux faces latérales de la
travée centrale de la poutre. L'augmentation d&ehapérature suit la courbe ASTM-E119.
Cette courbe est illustrée sur la Figure 5.3 enpaaison avec la courbe du feu ISO 834.
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Figure 5.1

Description de I'essai de Lin et al. présenté d@aset al. [31]

°c

Lood corresponding to 85% of M,
& Beom Nos. 1,2,3,5,6

AVERAGE FURNACE TEMPERATURE,

100 - B
1 | | ) 0 1 L I ] 1 1 ] ]
1 2 3 P 0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Test Time, Hours TIME, min
Figure 5.2 Figure 5.3

Les courbes du feu ASTM E119 et ISO 864 [32]
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Les parametres des matériaux sont présentés daablEau 5.1. Leurs lois de comportement
mécanique et leurs propriétés thermiques respdetedescriptions de I'Eurocode Il

Acier #3 Acier #7 Acier #8 Béton
f,=483,34 MPa fy=481,27 MPa fy=509,54 MPa fa=30 MPa
,=0,0028 gy =0,0025 gy =0,0028 fe=3 MPa
Tableau 5.1

Parametre des matériaux

5.2 Analyse du comportement global de la poutre ave ¢ interface
béton-acier parfaite

En réalité, pour I'analyse du comportement globkln’est pas nécessaire d’intégrer le

comportement de l'interface dans le modele numérigjules glissements des armatures ne
sont pas importants et ne causent pas de pertbé@@tte. En effet, comme expliqué dans le
chapitre 1, dans le cas des structures en bétoé, dentomportement de l'interface béton-

acier a principalement des impacts locaux commepdae d’ancrage aux extrémités

d’armature ou l'apparition des fissures localed’derobage du béton. Son influence sur le

comportement global de la structure est faible.cOmsidere donc que l'interface est parfaite
sur toute la longueur des armatures dans cettose@ela facilite la mise en ceuvre et la

validation du modéle de calcul. Les influences legaet globales seront évaluées dans la
section 5.3.

5.2.1 Geénéralités sur la méthode de modélisation ut ilisant ANSYS

5.2.1.1 Modéle d’élément fini

Une modélisation massive 3D est utilisée. Grace syinétrie de la poutre et du chargement,
une demie de la poutre est modélisée (voir la Eigud). La section transversale de la
structure modélisée est égale a la moitié de delllea poutre réelle testée.
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Figure 5.4

Vue latérale du maillage (a gauche) et la demidiseale la poutre (a droit)

Le béton est modélisé par des éléments massifgpdeSXOLID185/SOLID186 qui supportent
le modele de matériau Castlron ou de type SOLID8%gpportent le modele CP Von-Mises
(CPVM). Les armatures actives sont modélisées paraéments de barre. Les nceuds des
éléments d’acier coincident avec ceux de béton peumettre une interface parfaite entre les
deux matériaux (voir la Figure 5.5).

Figure 5.5

Armatures actives modélisées (lignes rouges)

Concernant les cadres d’armature de renforcemans\ersal, la modélisation de toutes ces
barres entrainera une grande complexité dans |dagwiet causera des difficultés de
convergence dans le calcul. ANSYS dispose de deéthades simples et efficaces pour
intégrer les cadres d’armature de renforcemenswemsal. Ces deux méthodes consistent a
remplacer les cadres d’armature en couches d’agigivalentes et attacher ces couches aux
éléments de base du béton qu’elles traversent.
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Figure 5.6

Direction de la barre d’acier dans I'élément SOLIDA9]

La premiere méthode fonctionne avec I'élément deeBOLID65 et le modele de matériau
CPVM pour le béton (voir la Figure 5.6). Elle comsia répartir uniformément le volume de
la barre d’armature dans tout le volume de I'éléntEnbéton. Les données a entrer pour la
barre sont : le rapport volumique de la barre @aai I'élément de béton, le matériau d’acier
utilisé et les angles d’orientatiof, (p). L'effet de renforcement est simulé implicitemeair
laugmentation de la rigidité de I'élément du bétans la direction de I'armature. Cette
méthode permet de déclarer trois barres d’aciemsebis différentes directions. La Figure
5.7 illustre la mise en ceuvre de cette méthode @apsutre étudiée. Les petites barres en
rougeillustrent la présence des armatures transversklas les éléments extérieurs de la
poutre. La direction de ces petites barres détermatie des armatures transversales.

Figure 5.7
lllustration de la modélisation des armatures tra@isales dans la poutre

Vue latérale d’'une partie de la poutre (a gauct8¥ction transversale (a droit)

La deuxiéme méthode consiste a simuler les coudlaeser équivalentes par les éléments
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REINF265 (voir la Figure 5.8). Cet élément n'a plesdegré de liberté indépendant. Ses
degrés de liberté sont interpolés a partir de amuXélément de base du béton auquel il est
attaché. Les parametres a entrer pour cet elénoemtl'aire de la section transversale de

chaque barre d’acier, la distance entre deux basuesessives, le matériau, les angles
déterminant l'orientation des barres et la posig@ométrique de I'élément par rapport aux
faces de I'élément de béton. Cette méthode ne itonma qu’avec les éléments massifs

SOLID185/SOLID186 modélisant le béton. Sur la Figbr®, les couches d'acier en vert

illustrent les armatures transversales de la strectudiée.

b

42

Figure 5.8
Elément REINF265 intégré dans I'élément de basel3TH5 (a gauche)
REINF265 et son systéme de coordonnées localggddqyoit) [19]

Figure 5.9

Couches d’armatures transversales équivalentesy€en) dans la structure étudiée
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En ce qui concerne le calcul thermique, comme ptésdans le chapitre 4, I'élément
surfacigue SURF152 sera utilisé dans cette modiélispour simuler le feu. Le béton est
simulé par I'élément solide thermique SOLID70/SO8Met I'acier est simulé par I'élément
de barre de conduction LINK33.

5.2.1.2 Modeéle de matériau

Pour le calcul thermique

Les propriétés thermiques du béton et de I'acienre la chaleur spécifique, la conductivité
thermique et la masse volumique utilisées danaBee thermique de Lin et al. [30] ont une
grande dispersion et ne sont pas fiables. Ellesaasdi différentes des valeurs données dans
'Eurocode Il. Dans notre calcul, les valeurs de td&ode Il [28] sont utilisées. Les
figures Figure 4.5, Figure 4.6, Figure 4.7, Figdré et Figure 4.9 du chapitre 4 illustrent la
variation de ces propriétés en fonction de la teatpée. Pour la chaleur spécifique du béton,
les valeurs correspondant a la teneur en eau d@B¥choisies.

Pour le calcul thermomécanique

La dilatation thermique a haute température degnaatx est prise selon I'Eurocode Il [28].
Voir la Figure 5.10.

mnqzﬁu %) .8 (Al 11)s(10°%)
14 I
1% / 16 //
14
10 / 124 /]
//ﬁ [ /—,7f

8 /}/ 10: I)//<

8
, /7 4
6 7
4 // 4 A/ Courbe 1 : acier de béton armé  _|
// Courbe 1 : granulats siliceux Courbe 2 : acier de précontrainte
- // Courbe 2 : granulats calcaires 2
0 0 L n ! L ! L |l L 0 t 1 s ' .
20 200 400 60O 8OO 1000 1200 20 200 400 600 800 1000 1200
8rc 61°C]
Figure 5.10

Dilatation thermique du béton (a gauche) et deiBaca droit) [28]

Les modéles de comportement mécanique du bétaséstitlans le calcul thermomécanique
sont celui de Castlron et celui de CP Von-Mises\(MIR Leur performance dans le calcul

des structures a température ambiante ainsi que dapacité a rendre compte de la
dégradation des propriétés de matériau en fondola température ont été validées dans le
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Chapitre 3. Leur performance dans le calcul dagtres a haute température sera évaluée
dans ce chapitre. Concernant l'acier, son modeélanigue est la plasticité de Von-Mises.

Les données a entrer pour les modéles du bétonlasoésistance de compression, celle de
traction et la forme de la courbe de compressiaaxiaie du béton avant le pic. Tous ces
parametres doivent varier en fonction de la tentpézalls sont tous donnés dans I'Eurocode
lI-1-2 [28].

G, —— Castlron, f,= 3 MPa

—— Castlron, ft: 1.5 hFa

PV, ft= 3 MPa

—— Lot expénmentee

— Phase clastique cottmune

Figure 5.11

Différentes courbes testées pour le béton en tacti

Comme présenté sur la Figure 5.11, trois difféemi@urbes de comportement de traction
sont testées dans ce chapitre. Les deux premie&abeas sont utilisées avec le modele

Castlron. La limite élastique en traction du modeéestiron est testée avec les deux valeurs :
la valeur totale de la résistance de béton enidraet la moitié de cette valeur. Si la premiére
valeur simule bien la limite a laquelle la fissimatse produit, la derniere simule mieux le

comportement du béton apres fissuration et I'éeemjssipée due a la fissuration. La

troisieme courbe (en vert) est utilisée avec le @ @€PVM. Les résultats de ce chapitre vont
permettre de déterminer la courbe la plus appre@ia modélisation des structures du béton
au feu.

5.2.1.3 Méthode de calcul du couplage thermomécaniq ue

Notre structure supporte a la fois les charges nigoas et le feu. Il y a donc deux
phénoménes a analyser :

- Phénomeéne thermique : le transfert de chaleur paduction dans la poutre et par
convection/radiation entre la poutre et I'enviromast.

- Phénomeéne mécanique : la déformation de la poatre I&ction des charges mécaniques.
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Dans ce cas, le résultat de I'analyse du phénom@wmanique est fortement influencé par
celui de l'analyse thermique. Premiérement, le idercause la dilatation thermique des
matériaux qui a son tour entraine la contraintentigue dans la structure. Deuxiemement, il
cause la dégradation des propriétés mécaniquesometion de la température. Cette
dégradation diminue la résistance de la structteecomportement mécanique de la structure
influence aussi le résultat de l'analyse thermigke. effet, sous l'action des charges
mécaniques, la structure se déforme et des fissseeproduisent dans le béton. La
déformation entraine le changement de la forme ¢ gosition de la structure qui a leur tour
modifie le résultat du transfert thermique. Ladisgion crée des macros fissures aux surfaces
exposées au feu. Ces macros fissures facilitemamesfert de chaleur dans la structure. Tous
ces mécanismes expliquent le couplage complet tirednanique du probléme.

Toutefois, dans l'analyse statique des structuresbéton armé, I'hypothese de petite
déformation est acceptée. La déformation de lactsire dans ce cas modifie trés peu la
distribution de la température due au transfertlieur. Et puis, la fissuration n’'influence
pas considérablement le résultat thermique pareelem grandes fissures exposées au feu
n'apparaissent souvent qu’au moment ou la stru@sréres endommagée et sera bientot a la
rupture. Pour toutes ces raisons, on ne rendrazgrapte de I'impact du résultat mécanique
sur celui thermique et on obtient ainsi un couplaigeplifié dans lequel seule influence de
'augmentation de température sur le comporteme&tamique de la structure est considérée.

Pour modeéliser ce couplage, parmi les méthodeouiisies dans ANSYS, la plus appropriée
est la « Load Transfer Coupled Physics Analysis ¢8fultiple Physics Environments » qui
consiste aux points principaux suivants :

- Créer le maillage de la poutre étudiée. Les élémepéciaux nécessaires pour chaque
analyse (thermique, mécanigue) sont aussi créés.

- Définir deux environnements physiques (thermiqumétanique) sur le méme maillage.
Les données de chaque environnement sont: typéntét, matériau, conditions
limites...

- Lancer le calcul thermique transitoire pour détaemila carte de température de toute la
poutre sous I'action du feu pendant 4 heures.

- Lancer le calcul mécanique. A chaque pas du temypmrter le champ de température du
calcul thermique comme une force volumique daqsdéleme mécanique.

Le schéma de fonctionnement général de cette métbstdllustré sur la Figure 5.12
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Figure 5.12

Schéma du processus de la résolution multi phygitfie

5.2.2 Méthode de stabilisation non linéaire

Nos résultats de calcul ont montré que les modkldséton utilisés présentent une instabilité
assez importante dans la modélisation a haute tatopé. En les utilisant, le calcul a chaud

se termine souvent beaucoup plus tét que la réRlitér surmonter cet inconvénient, ANSYS

dispose de la méthode de stabilisation non liné&ledte méthode est trés efficace dans le
traitement des problemes d’instabilité locale mbgle dans un calcul non linéaire. Toutefois,

cette méthode ne fonctionne qu’avec les modelestigiees et les éléments solides

SOLID185/SOLID186 qui les supportent. Elle ne fonatie pas avec le modele de CPVM.

5.2.2.1 Description de la méthode [19]

L’idée de cette méthode est d'utiliser les élemelasnortissement attachés aux nceuds de la
structure pour stabiliser les degrés de libert&. degrés de liberté instables sont ceux qui ont
un grand déplacement pour un petit incrément degehdls sont souvent la raison de la
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difficulté de convergence dans les calculs nonalmes. Une fois que cette méthode est
appliguée dans le calcul, les éléments d’amortieséreont ajoutés a tous les nceuds de la
structure. Cette méthode est activée dans le calaulla commande « STABILIZE » de
ANSYS.

Imaginons un élément d’amortissement qui relie ogud de la structure au sol fixe. La force
axiale dans cet élément est :

foan = —CV (5.1)

Ici, ¢ est le coefficient d’amortissememn, est la vitesse de déplacement du nceud. Elle est
égale au rapport de I'incrément de déplacementoducha l'incrément du temps. Si le nceud a
un degré de liberté instable, son incrément deadépient est grand, ce qui entraine une
grande force de stabilisation. Cette force, a som, réduit le déplacement et la stabilisation
est achevée. En revanche, si le degré de libertétaste, la force de stabilisation est trés
petite par rapport aux forces physiques appliqeéesla structure elle n’'influence pas le
résultat de calcul.

Détermination du coefficient d’amortissement

Ce coefficient est calculé par le logiciel en sesadm sur la valeur du taux de dissipation
d’énergie définie par l'utilisateur. Cette valewr tsouve dans la gamme de 0 a 1. Le taux de
dissipation d’énergie est égal au rapport du tiades forces de stabilisation a I'énergie
potentielle de la structure. Pour un chargementiquen le premier incrément de charge est
calculé sans utilisation des éléments d’amortissenieénergie potentielle de la structure
obtenue pendant cet incrément de charge et larvdietaux de dissipation d’énergie entrée
permettent de calculer le coefficient d’amortissetn€e coefficient est utilisé pour calculer
les forces de stabilisation pour les incrémentsta@gge suivants.

Outre la méthode se basant sur la définition du i dissipation d’énergie, la deuxieme
meéthode est d’entrer directement la valeur du eoefft d’amortissement par I'utilisateur
pour un chargement donné. Cette valeur est ap@igoér tous les éléments et pour tous les
incréments de charge de ce chargement. Il n'y adpasecommandation pour cette valeur.
Elle dépend beaucoup de la taille du maillage, dtér@sa et du temps li€ au chargement
appliqgué. Les valeurs du coefficient d’amortissemissues du calcul selon la premiére
meéthode présentée ci-dessus peuvent étre utitedesme une référence.

Options supplémentaires pour améliorer la convergen

Dans le calcul non linéaire des structures, lesgdsatotales sont souvent divisées en
plusieurs étapes de charge. A leur tour, chaqume &ta charge est divisée en plusieurs sous-
étapes de charge. Pour chaque étape de charge,qarée calcul de la derniére sous-étape
soit terminé, des forces de stabilisation subsistans la structure. La chute soudaine de ces
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forces au début de I'étape de charge suivante gausger la divergence dans le calcul de sa
premiére sous-étape. ANSYS a deux solutions paitetrce probleme :

- Soit on utilise I'option « REDUCE » dans la commard8TABILIZE » pour le calcul de
I'étape de charge précédente. Cette option permetéduire la valeur du coefficient
d’amortissement et donc diminue les forces de lsgabion vers zéro a la fin de I'étape.

- Soit on active la méthode de stabilisation poupr@miére sous-étape de charge. Cette
option est plus et permet d’avoir plus facilementdnvergence.

5.2.2.2 Guide d'utilisation de la méthode de stabil  isation pour le calcul des
structures exposées au feu

La méthode de stabilisation est utile pour obtang meilleure convergence. Toutefois, si les
forces de stabilisation calculées par le logicmbtstrop grandes, les résultats peuvent étre
imprécis. C’est pourquoi, son utilisation nécessitesoin dans la détermination du coefficient
d’amortissement et une vérification des résultptescalcul.

Facteurs influencant la détermination du coefficiém’amortissement

Un critere de vérification des résultats présensisd[19], pour un calcul statique
thermomécanique est que I'énergie de stabilisation étre inférieure a 1% de I'énergie
potentielle de la structure.

Estab = 1% Ep

(5.2)

Pour chaque étape de charge, I'énergie de stadlmhisat I'énergie potentielle sont calculées
selon les équations ( 5.3), (5.4) :

B = z i(fstam,j AU ) =C, i("i,j 'AUi,j) (5.3)

n n
i=1 j=1 i=1 j=1

E, :Z Zm:(Fi,j-AUi,j) (5.4)

n
i=1 =1

Ici, n et i sont respectivement le nombre des ncetitimdice de chaque nceud de la structure,
m et j sont respectivement le nombre des sous®teipkindice de chaque sous-étape dans
I'étape de charge actuelle.

A partir de ces deux équations, on peut trouverlguefficient d’amortissement dépend de
plusieurs parametres :

- Taille de maillage : Comme I'énergie potentieEIFe, le déplacement des noeu%g” et

sa vitesse de variatioft ne dépendent pas de la taille de maillage, plusddlage est
fin, plus le nombre des nceulisest grand et donc plus le coeffici€hest petit.

- Temps défini pour chague étape de charge ou nonmdwesaus-étapes dans I'étape de
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charge : Si le temps est petit ou le nombre des étapes est grand, I'incrément du temps
pour les sous-étapes de charge est petit et Isseitde déplacement des nceuds instables
est grande. Cela entraine la diminution du coeffitd’amortissement

- Grandeur du chargemeﬁtvi: Dans le cas ou l'incrément de charge pour chasmpues
étape ne change pas, plus la valeur absolue dgerhant appliqué dans I'étape de

charge est grande, plus I'énergie potentie'ﬁé augmente. Toutefois, l'incrément du

déplacementAUi'i et la vitesse de déplacemelﬁti des nceuds ne changent pas. Cela
entraine une augmentation du coefficient d’amaetisnt

Fleche (mm])
160

140 /

120 /
100 /

30 o /

50 /// Essai

Calculavec le taux d'energie 0,2

40
ﬁé’,/ = Calculavec le taux d'energie 0,0001
20

0 50 100 150 200 250 300
Temps {minutes)

Figure 5.13

Evolution de la fleche en fonction du temps a dedeurs différentes du taux de dissipation

Les facteurs d’influence cités ci-dessus entraingm@ plage de variation trés large de la
valeur du coefficient d’amortissementIl n'y a aucune gamme de valeur optimale de ce
coefficient. C’est la raison pour laquelle ANSYSutise de la méthode de détermination du
coefficient d’amortissement basée sur le taux dsigiation d’énergie (voir la section 5.2.2.1).
La gamme de valeur pour ce parametre est de 0Gothme le taux de dissipation est
proportionnel au coefficient d’'amortissement, plusst grand, plus les forces de stabilisation
sont grandes, plus la convergence est facile massrlicture risque d'étre plus rigide qu’en
réalité. En effet, les tests qu’on a réalisés ootiypé gqu’'un mauvais choix de la valeur du taux
de dissipation d’énergie peut donner de mauvaislteds. La Figure 5.13 présente la
comparaison entre les résultats de calcul pour galeurs différentes du taux de dissipation :
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0,00001 et 0,2.

Aprés Vérification des résultats, on trouve queurpta valeur plus grande du taux de
dissipation, I'énergie de stabilisation obtenuetext grande. Elle est a peu prés de 20% de
I'énergie potentielle de la structure. C'est-a-diue les forces de stabilisation dans ce cas sont
trop grandes et augmentent beaucoup la rigidité deructure. C’est la raison pour laquelle la
courbe de résultat est tres différente de celleral® avec I'autre coefficient comme illustré
sur la Figure 5.13.

C’est pourquoi, une trés petite valeur du taux dssipation est recommandée pour
commencer la méthode de stabilisation et si la eayence est difficile durant le calcul, on
augmente graduellement le taux de dissipation [R8}.notre expérience, la gamme de valeur
de £°3a IF2 est efficace pour le calcul thermomécanique deststres exposées au feu.

Exemples de calcul utilisant la méthode de stalatisn non linéaire

Pour tester l'efficacité de la méthode de stalilisa elle a été appliquée dans les calculs de
la poutre numéro 3 de I'essai et Lin et al. Cesudalont été faite avec le modele de matériau
Castlron pour le béton. Le Tableau 5.2 présentertgp$ de calcul pour différents cas. Les
résultats montrent que l'application de cette mé¢hde stabilisation peut améliorer bien la
convergence.

Temps de Maillage gros, Maillage fin, Maillage gros,
divergence f.= 3 MPa f.= 3 MPa f,= 1,5 MPa
Sans méthode de 90 minutes 85 minutes 20 minutes

stabilisation
Avec méthode de 155 minutes 85 minutes 105 minutes
stabilisation
Tableau 5.2

Temps de divergence des calculs

Recommandations pour l'utilisation de la méthode siabilisation

A partir des analyses ci-dessus on peut trouvet'gtiksation de cette méthode demande des
précautions pour obtenir a la fois une bonne cayerere et une bonne précision du résultat
final. En réalisant plusieurs tests numeériques etcembinant leurs résultats avec les
recommandations du guide d'utilisation d'’ANSYS [1&}) propose dans la suite un guide
d’utilisation réservé aux ingénieurs pour qu’ilsigeent bien utiliser cette méthode dans
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I'analyse des structures au feu :

(1) Dans tous les cas, essayer de lancer le cabmg méthode de stabilisation avant de
I'appliquer (selon [19]).

(2) Dans le cas ou la méthode de stabilisatiomtdgée, il faut I'appliquer a partir de la sous
étape de charge avant le point de divergence. & plfaut choisir tout d’abord I'option

« STABILIZE,,ENERGIE,,, ». Cette option permet d’assuptus facilement un taux de
dissipation d’énergie de résultat inférieur & 194 &in de chaque étape de charge. Durant le
calcul, si la variation de la valeur du taux desitation d’énergie qui est entrée par
l'utilisateur n"améliore pas la situation, il fautiliser 'option « STABILIZE,,DAMPING,,, ».
Dans ce cas, la valeur initiale a entrer pour lefftment d’amortissement est prise égale a
celle qui est issue du calcul de I'étape de chprgeédente.

(3) Face a une divergence pour une étape de chesgayer tout d’abord d’augmenter le
nombre des sous étapes de charge, ensuite de dmténtaille de I'étape de charge actuelle.
Par notre expérience, des sous étapes de chaggesetites (environ I0secondes) peuvent
permettre de dépasser la divergence. Si non, ewachoix :

- Appliquer la méthode stabilisation si elle n’ess gamcore appliquée. La valeur initiale du
taux de dissipation d’énergie est a I'ordre de 1E-5.

- Augmenter la valeur du taux de dissipation d’éreemi du coefficient d’amortissement si
la méthode est déja appliquée.

(4) Aprés chaque étape de charge, évaluer le tauiénkergie de stabilisation par rapport a
I'énergie potentielle. S’il dépasse 1%, refairedieul de cette étape de charge avec une valeur
plus petite du coefficient d’'amortissement ou dixtde prévision de dissipation d’énergie.

(5) D’'aprés notre expérience, si la divergencesa & la premiere sous étape d’'une étape de
charge, il faut ajouter une étape de charge sumgitaire tres petite (environ 1 seconde) pour
dépasser le point de divergence avant de re-agpllgitape de charge qu’on veut atteindre.

5.2.3 Résultat thermique

Dans leur étude [30], Lin et al. ont confirmé quefluence de la présence des armatures sur
la distribution de la température dans la secti@msversale est tres petite. Ainsi, cette
distribution est presque identique entre la podtret la poutre 3. Cette remarque est aussi
retrouvée dans nos calculs. Ci-aprés, on vérifiedsultats numériques en les comparant avec
les résultats thermiques de la série 1.
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=

pour le maillage fin essai expérimental pour le maillage gros
34.0703 148.9 315.6 537.8
93.3 204.4 426.7 819.5

200°F=93,3°C; 300°F=148,9°C; 400°F=204,4°C; 600°F5;8°C; 800°F=426,7°C; 1000°F=537,8°C
Figure 5.14

Distribution de la température dans la section saarsale a 30 minutes
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300 °F
400
600
83
1400
our le maillage fin . , . our le maillage gros
P g essai expérimental P 9e g
| I ]
78.1927 204.4 426.7 648.9 914.9
143.9 315.6 537.8 760

300°F=148,9°C; 400°F=204,4°C; 600°F=315,6°C; 800°F+AZ& 1000°F=537,8°C; 1200°F=648,9°C; 1400°F=760°C
Figure 5.15

Distribution de la température dans la section saarsale a 60 minutes
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Les figures Figure 5.14, Figure 5.15 et Figure 5Sptésentent la comparaison entre la
distribution de la température sur la section tvarsale obtenue par calcul et celle mesurée
dans I'essai expérimental aux différents momeBG minutes, 60 minutes, 120 minutes. On

constate que les résultats de calcul collent biet &eux de I'essai. Les résultats obtenus
avec le maillage fin sont plus proches de la réajite ceux obtenus avec le gros maillage.
Concretement, dans le cas du gros maillage, chagpreme de température élevée

(représentée par une couleur) se distribue suzane plus large que dans le cas du maillage
fin. Autrement dit, la zone des températures élgevdans le cas du gros maillage est plus
importante que dans le cas du maillage fin. Ceifférdnce est trés claire a 30 minutes et

diminue avec le temps et devient insignifiante @ dbnutes.

§ Lol

=

pour le maillage fin essai expérimental pour le maillage gros
| I | ]
138.306 315.6 537.8 760 1004.9
204.4 426.7 648.9 §71.1

400°F=204,4°C; 600°F=315,6°C; 800°F=426,7°C; 1000°F5&Z; 1200°F=648,9°C; 1400°F=760°C; 1600°F=871,1°C

Figure 5.16

Distribution de la température dans la section saersale a 120 minutes

Concernant I'évolution de la température des arreat(, 2, 3, 4 durant le feu, nos calculs ont
prouvé que la température d’armatures pour le gradlage et le maillage fin sont presque
identiques. La différence est trés petite et sawamaximale est de 2D. La Figure 5.17
présente I'évolution de la température dans lesamas des poutres 1 et 3 obtenue par
calcul. La température des armatures 1 et 2 eshabta la position de mi-travée et celle des
armatures 3 et 4 est obtenue a la position de Uiagmtinu.
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Figure 5.17

Evolution de la température des armatures des jgsutret 3

Position : dans la travée centrale
Temps : a 180 minutes
Armature 1 Armature 2
Pour la poutre 1
Calcul de Lin et al. 69Z 551C
Calcul par notre méthode 16 528C
Essai de Lin et al. 576 489C
Pour la poutre 3
Calcul de Lin et al. 568 478C
Calcul par notre méthode 543 432C
Essai de Lin et al. 558 463C
Tableau 5.3

Température des armatures obtenue par calcul eepaai
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La comparaison entre les températures dans leswaerdl & 2 obtenue par calcul et celles
mesurée par essai a 180 minutes du feu est ikudaés le Tableau 5.3 montre que notre
méthode de calcul thermique est plus performante aplle de Lin et al. En général, les
valeurs numériques de notre calcul sont en bonrdcavec les essais. Les valeurs de
température des armatures 1 et 2 de la poutrel@ kdarmature 2 de la poutre 1 sont trés bien
calculées (la différence par rapport aux essaisnéstieure a 38C). Toutefois, la valeur de
température de I'armature 1 de la poutre 1 esutidcmoins précisément. Elle est différente
de 50C-100C de la valeur expérimentale quand le temps de$esupérieur & 100 minutes.

5.2.4 Résultat mécanique du calcul utilisant le mod  ele CPVM

Apres plusieurs tests, on peut conclure que le lro@G@VM n’est pas bon pour le calcul
thermomeécanique des structures sous I'action dp#&ece qu'il est tres instable et donne de
mauvais résultats. Pour arriver a cette conclusiona réalisé plusieurs tests numeériques en
variant les parametres qui peuvent influencer Eultat. Tandis que le changement du
coefficient de transmission de cisaillem@rdu modele CPVM n’influence pas la stabilité, la
taille du maillage a un impact considérable swtédilité du calcul.

Influence de la taille du maillage

Figure 5.18

Taille du maillage a tester : gros maillage a gaacmaillage fin a droit

Deux tailles ont été testées. Pour la grosse tddllsection transversale est divisée en deux
dans la direction horizontale et en six dans laation verticale. Pour la taille fine, la section

est divisée en quatre dans la direction horizorgalen quatorze dans la direction verticale
(voir la Figure 5.18). Les calculs ont prouvé gaebnvergence dans le cas du maillage fin
est beaucoup plus difficile que dans le cas du graslage. En effet, avec le maillage fin,

méme sous I'action des charges initiales, le caludrge a 80% du chargement total. Avec le
gros maillage, le calcul converge mieux et la djeeice se produit a 750 secondes du feu
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(voir la Figure 5.19). Malheureusement, cette djeace arrive bien avant le moment de la
rupture de la poutre testée.

Fleche {mm)
16

14

12

10

] 2 4 (5} 8 10 12 14
Temps {minutes)

Figure 5.19

Evolution de la fleche en fonction du temps dupfauwr le gros maillage

A partir de ces résultats, deux conclusigingposent :
- Plus la taille de maillage est grande, plus laibt@imumeérique est améliorée

- Le changement de la taille du maillage ne permstgabtenir un bon résultat. Méme
avec le maillage le plus gros possible, le caleukesmine trop tét par rapport a I'essai.

Explication de I'instabilité du modele CPVM

Pour le modele CPVM, l'idée de simuler un compoeatnde traction élastique jusqu’a la
rupture fragile est intéressante et convient biercamportement réel du béton. Toutefois,
numeériquement, ce type de modéle d’endommagemarit genduire a une difficulté de
convergence. La raison est due au changement larukxia rigidité du matériau quand une
fissure se produit et le matériau devient anis@rdpest pourquoi, quand il y a un nombre
tres important des fissures dans la structure sdifidrentes directions, la convergence
devient difficile.

Pour lillustrer, la Figure 5.20 et la Figure 5.@tsentent les configurations des fissures dans
la poutre aprés l'application des charges mécaniquéales et apres 750 secondes du feu
dans le cas de la modélisation avec le gros maill@n trouve que, au moment de la

divergence, les fissures apparaissent dans tousldesents de la travée centrale. Outre les
fissures dues aux charges mécaniques initialegrand nombre des fissures est du a la
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dilatation thermigue non uniforme dans la structuseec trop de fissures dans différentes
directions, le calcul diverge. Dans le cas du ragél fin, le nombre des fissures est encore
beaucoup plus important. C’est la raison pour ldgue calcul ne converge pas dans le cas du
maillage fin méme sous l'action des charges imsal

R

Figure 5.20

Réseau des fissures sous l'action des chargealesti

Toutes les explications ci-dessus nous permettenbdelure que quand la structure est dans
un état de contrainte complexe et un grand nombsefidsures dans différentes directions
apparaissent, l'utilisation du modele CPVM conduitles problemes de convergence. C’est
pourquoi, le modele CPVM est déconseillé pour dafcke comportement des structures sous
I'action du feu.

$.qtg{[$:% e i S e e e

Figure 5.21
Réseaux des fissures au moment de la divergen@es)75

A chaque position :* fissure (cercle rouge)Zissure (cercle vert),*Jissure (cercle bleu)

5.2.5 Résultats mécaniques du calcul utilisantle m  odele Castlron

Nos calculs réalisés avec ce modéle ont prouvélajurodélisation des structures a haute
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température avec Castlron donne une meilleure cgamee qu'avec CPVM. Cela prouve
gue les modeles plastiques sont plus stables guadééles de type d’endommagement dans
la simulation des structures a haute température.

5.2.5.1 Résultats et commentaires

Le comportement global de la structure
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o
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o
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\

Fleche (mm),

— F 5

—— Calcul ft=3MPa, gros maillage

20
/ = Cacul ft=3MPa, maillagefin

0 T T T T 1

0 50 100 150 200 250
Temps (mn)

Figure 5.22

Evolution de la fleche de la poutre 1 en fonctiontemps pour différents maillages

La Figure 5.22 et la Figure 5.23 présentent I'étiofude la fleche des poutres 1 et 3 calculée
en fonction du temps avec de différents mailla@gstrouve que, avant une heure du feu, les
courbes de fleche pour le maillage gros sont unpghesi proches que celles pour le maillage
fin. Toutefois, cette constatation est inverse quentemps du feu passe 60 minutes. En
général, les courbes pour le maillage fin sontriatées a celles pour le maillage gros. Cette
différence est due a la différence de la carteed®pérature calculée avec les deux maillages
gu’'on a présentée dans la section 5.2.3. La zor&thin subissant la température élevée dans
le cas du gros maillage est plus grande que cellendillage petit. Cela entraine des
dilatations thermiques plus importantes pour lesgraillage et entraine donc des fleches un
peu plus importantes. Concernant la stabilité deutail est évident que le calcul avec le
maillage gros obtient une convergence beaucouplaunegl que pour le maillage fin. Cela
réaffirme que, dans le calcul numérique non liranlus le maillage est simple, plus la
convergence est bonne.
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Figure 5.23

Evolution de la fleche de la poutre 3 en fonctiontemps pour différents maillages
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Figure 5.24

Evolution de la fleche de la poutre 1 en fonctiort@mps : I'essai et les calculs
correspondant aux deux valeurs de la limite dettosc

La Figure 5.24 et la Figure 5.25 présentent la @maipon entre les résultats d’essai et les
résultats de calcul avec les deux différentes valde résistance simulant la limite élastique
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en traction du modeéle Castlron. Pour toutes lex geutres, on trouve que si la valeur totale
de la résistance du béton est modélisée, le résbitanu colle mieux avec celui de I'essai. En
revanche, si on diminue de moitié la résistanaetéaktion, on s'écarte de I'ess2éla prouve
gue quand la structure est chargée par dilatatiemtique, la prise en compte du seuil de la
fissuration en traction est plus importante qudecdu comportement du béton aprés la
fissuration. Concernant la stabilité de calculcdmvergence du calcul avée3 MPa est un
peu meilleure que celle du calcul a¥ed ,5 MPa
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Figure 5.25

Evolution de la fleche de la poutre 3 en fonctiontemps : I'essai et les calculs
correspondant aux deux valeurs de la limite dettoac

A partir des résultats numériques ci-dessus, ort penclure que les meilleurs résultats
numeriques sont obtenus dans le cas ou le maijeggeest utilisé et ou la valeur réelle de la
résistance du béton en traction est utilisée ponulsr la limite d’élasticité en traction du
modele Castlron. Dans ce cas, les deux courbesedeefobtenues pour la poutre 1 et la
poutre 3 sont en tres bon accord avec les mesupEsimentales de ces poutres. Quelques
différences avec les mesures expérimentales seet\#es :

- Au période de 0 minutes a 40 minutes, la courb&mx@ntale est supérieure a celle de
calcul. Ce phénomene est aussi observeé par Lih 04 Selon leur observation, quand
la poutre est chargée par les forces mécaniques, de grandes fissures dues au moment
de flexion négatif sur 'appui continu, ces fissi@usent un changement important de
'angle de rotation de la poutre a I'appui. Ce g@ment entraine une grande fléeche des le
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début du feu. En revanche, dans la modélisatiooaleul ne peut pas simuler la perte
brusque de rigidité de flexion sur I'appui. Il iansile de facon continue et graduelle. C’est
la raison pour laquelle la courbe de calcul esériafire a celle de I'essai pendant les
premiéres 40 minutes du feu.

- Dans la phase ultérieure (aprés 40 minutes), labeode calcul est trés proche de celle
d’essai pour la poutre 3 et elle est un peu supérigue celle d’essai pour la poutre 1. La
raison consiste a la différence entre les tempégatdes armatures obtenues par calcul et
celles mesurées par essai. Cette différence espétite pour la poutre 3 et elle est plus
grande pour la poutre 1. En effet, nos calculs ooty qu’une augmentation de G0
de la température des armatures 1 et 2 peut esmtnaiie augmentation de 10-15 mm de la
fleche de la poutre. C’est pourquoi, si la tempémtdes armatures de la poutre 1 est
calculée un peu plus exactement, la courbe de cdement global de la poutre
s’approche plus de celle de I'essai.

Autres résultats

Outre I'évolution de la fleche en fonction du temp&utres résultats obtenus dans notre
calcul sont aussi en bon accord avec les obsensatigpéerimentales de Lin et al. Toutes les
comparaisons des résultats numériques avec lesvabeas expérimentales ci-apres sont
faites pour la poutre 1 dans la série d’essai deet.ial.

— i“

a 0 minutes a 30 minutes a 120 minutes a 145 minutes

A

—

Figure 5.26

Zone du béton fissuré de la section transversae-tiavée a difféerents moments
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Premiérement, le taux de la zone fissurée dansclios transversale a mi-travée centrale de
notre calcul est proche de celui de Lin et al. [BuFigure 5.26 la zone en rouge illustre le
béton fissuré. Les résultats sur la Figure 5.2énpéent de calculer le taux de la zone fissurée
de la section transversale durant 2h25 du feu é demparer avec le résultat de Lin et al.
Cette comparaison est illustrée sur la Figure 5.27.
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Figure 5.27

Taux de la zone fissurée de la section transvegsah-travée durant le feu

Deuxiemement, dans I'essai expérimental de la pdlities fissures de flexion dans la zone
de moment positif a mi travée qui sont ouvertesdagation des charges initiales sont ensuite
refermées apres 1 minute du feu. Et puis, ellesraantvertes apres 2h15 du feu. Dans notre
modélisation, ces fissures sont refermées a 5 esndl feu. A 2h25 du feu, les résultats de
calcul montrent que le béton a la surface inféaede la poutre commence a étre en traction.
Cela est illustré sur la Figure 5.26 et la Figur@85qui présentent respectivement la

distribution de la contrainte longitudinale suiskction transversale a mi-travée et celle sur la
surface latérale de la poutre.

e |

A 0 minutes
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Figure 5.28

Distribution de la contrainte longitudinale sur sarface latérale durant le feu

Troisiemement, Lin et al. trouvent que les fissudiegionales de cisaillement se développent
le plus dans la partie de la poutre qui est pradéappui continu dans la travée centrale.
Selon eux, ces fissures commencent a apparaithd@ dans la zone voisine du fond de la
poutre et se développent vers le sommet de la @@u2h30. Ces observations sont aussi
retrouvées dans notre calcul dont les résultatsg@sentés sur la Figure 5.29. La fissuration

diagonale est illustrée par la déformation plagtida cisaillementxy. On trouve que, dans la

modélisation, ces fissures diagonales commencapparaitre a 2h et se développent vers le

sommet de la poutre a 2h30.
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Figure 5.29

Développement de la déformation plastigwea la zone proche de I'appui continu

L’autre remarque importante est que I'écrasementtatan ne se produit pas du tout dans la
poutre pendant 2h35 du feu. Ce résultat est awssig par le calcul de Cai et al. [31] pendant
4h du feu.

5.2.5.2 Comparaison avec d’autres calculs
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Figure 5.30

Taux de la zone fissurée de la section transvegsah-travée durant le feu

Pour évaluer mieux la performance de notre méthgimlde modélisation, on I'a comparée
avec les deux autres calculs : calcul de Cai €3al. et calcul de Lin et al. [30]. Tous ces
deux calculs se basent sur la théorie de poutndilisent les codes de calcul internes. Cai et
al. ont réalisé leur calcul avec le code VULCAN gat développé réecemment a I'Université

156



Sheffield et qui est trés spécialisé dans I'anablee systemes de poutres exposés au feu. Le
calcul de Lin et al. date depuis trés longtempsise des modéles de comportement simples
pour le béton (1987).

La comparaison est faite pour la poutre 3 et eésgmtée sur la Figure 5.30. Les deux

meilleurs résultats sont obtenus par notre métlngimlet par Cai et al. On trouve bien que

notre calcul donne le résultat le plus proche dedddité. Toutefois, le calcul de Cai et al. a

une meilleure convergence. La raison est que leithodle se base sur la théorie de poutre
dont les éléments finis et le modéle de matériau s@aucoup plus simples. Par conséquence,
leur calcul se converge mieux mais donne des eisutioins précis.

5.3 Analyse de linfluence du comportement de I'int  erface béton-
acier

Modéliser les structures en béton armé a haute &eye en prenant en compte le
comportement de l'interface est difficile pour legiciels de calcul EF. Nous avons tenté de
le faire en améliorant un modéle de comportemerirderface et en proposant une méthode
d'intégration numeérique présentés dans le chagitré’objectif de I'étude qui suit est
d'évaluer les éventuels impacts de l'interface éttier sur le comportement global de la
structure et sur la perte de I'ancrage des armatles résultats obtenus sur l'influence de
l'interface dans nos calculs sont similaires pa@upéutre 1 et la poutre 3. Ainsi, on présente
ci-apres les résultats pour la poutre 3.

5.3.1 Identification des parametres du comportement de l'interface

Comme présenté dans le chapitre 2, cette identdicaépend de trois facteurs : la résistance
du béton a froid, le diamétre de I'armature priatépet le niveau de renforcement transversal.
Ce dernier est quantifié par I'épaisseur de I'eageh) par le nombre et la position des
armatures de renforcement passif et par la pressiérale.

Pour la poutre 3, la résistance de compressiorest égale & 30 MPa, le diamétre de
'armature principale glest de 22,2 mm pour les barres inférieures et5ié @m pour les
barres supérieures. Durant le feu, I'épaisseurehrdbage reste constante et elle est de 55
mm car la poutre testée ne présente aucun écadlapgpeton selon I'observation de Lin et al.
[30]. Sous l'action du feu, I'enrobage est en cagspion pendant la plupart du temps de feu.
Toutefois, la zone intérieure de la poutre qui est@sinage des armatures est fissurée durant
le feu. Cette fissuration diminue la résistancel’a@ghérence béton-acier. En outre, aucune
pression latérale n’est présente dans ce cas.tBotas ces raisons, on classe le niveau de
renforcement transversal dans ce cas au niveawea(nordinaire) dans I'échelle des niveaux
de renforcement qu’on définit dans la section 2.2.2

Avec ce classement, en se basant sur les instngctle la section 2.2.2, on peut identifier
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comme suit les parameétres du modéle de l'interéateampérature ambianter;=13,5 MPa,
r,=5 MPa, §=1 mm, $=3 mm, s=11 mm

5.3.2 Modélisation et résultats

Le modele de comportement de linterface est iftépns la modélisation de la structure
selon la méthode qu’on a présentée dans le chapilres éléments de barre LINK180 sont
utilisés pour représenter les ressorts fictifs rglient un nceud d’acier et un nceud de béton.
La longueur de ces éléments esOdemmpour assurer que les noeuds d’'acier et de bétan son
presque coincidents. Le comportement de l'interizgtemodélisé par le modéle plastique a
écrouissage cinématique dans ANSYS.

Les calculs permettent d’affirmer que cette méthdil@égration ne pose aucun probleme
d’instabilité. Le calcul se termine au méme montd dans le cas ou linterface n’est pas
prise en compte.

La Figure 5.31 présente le glissement de tous t@stple long des quatre armatures
principales a différents moments du feu. On trobien que le glissement durant le feu est
plus important que celui sous I'action des chaiggmles. Le glissement maximal est trouvé
aux extrémités de l'armature 2. Cela est du audaé, durant le feu, le béton au tour de
'armature 2 est plus fissuré et I'interface bétmer aux extrémités de I'armature 2 est plus
chaude que celle des autres armatures. Toutef@glissements ne causent aucun risque de
perte d’adhérence car leur valeur maximale estrdre de 0,2 mm. Ce résultat est conforme
aux observations de Lin et al. [30] qui ne trouvantune perte d’adhérence dans leurs essais.
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Figure 5.31

Distribution du glissement le long des armatures@pales aux temps différents
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Relation fleche-temps avec et sans interface

La Figure 5.32 compare la courbe fleche-temps idsueas sans intégration de linterface et
celle avec intégration de l'interface. Evidemmehty’y a pas de différence entre ces deux
courbes. Cela prouve gque s’il n’y a pas de perédliErence aux extrémités des armatures, les
petits glissements le long des armatures n’infleah@as le comportement global de la
structure. Pour étre sar de cette remarque, osayé@sl’entrer dans le calcul une nouvelle loi
d’interface qui est encore plus souple que celterdénée dans la section 5.3.1. La résistance
d’interface de cette nouvelle loi est prise a 8 MRarésultat obtenu est le méme comme ce
qui est présenté sur la Figure 5.32.
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Trois conclusions sont a tirer :

La méthode d’'intégration numérique de l'interfacg€oq propose dans le chapitre 2
fonctionne tres bien avec ANSYS.

Dans le cas des structures étudiées, I'action dunéefavorise pas la perte d’ancrage des
armatures. En effet, a haute température, la résistde l'interface diminue mais la
résistance de I'acier diminue aussi. En plus, ladg&cteur qui diminue rapidement la
résistance de l'interface est le fendage de I'eagebdu béton. Toutefois, sous 'action du
feu, ce phénoméne ne se produit pas car les fiexedrieures de la poutre sont en
compression. Par conséquent, la ruine de la steugtar plastification de 'acier ou par
rupture fragile du béton a lieu avant la perte dérénce.

Dans le cas ou I'ancrage des extrémités des aresadst assuré, les petits glissements sur
toute la longueur des armatures n’influencent pasuboup le comportement de la
structure.

5.4 Conclusion

Finalement, a l'issue du chapitre 5, on peut arois conclusions importantes :

Premierement, la méthodologie numérique qu’on gt&dpour simuler le comportement
thermomécanique des structures en béton armé 'smtisnt du feu est satisfaisante. En
effet, avec un maillage suffisamment petit assunamé¢ distribution correcte de la
température, le résultat est proche de la rédlgd. comparaisons réalisées ont montrés
gue, en exploitant toutes les ressources dispendENSYS, notre méthodologie donne
des résultats plus précis que ceux des outils ngoes spécifiques développés par des
auteurs dans la littérature.

Deuxiemement, le domaine d’application de ce modstd’analyse des structures durant
la phase de réchauffement. Ce modéle numériqueemaep pas de bien simuler le
comportement de la structure dans la phase dedisgement.

Troisiemement, principale difficulté de la méthodpdest la qualité de sa convergence.
Sur la structure étudiée, la divergence a eu Maumtala ruine.
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Conclusions et perspectives

Les travaux réalisés au cours de cette theése omigpd’atteindre les deux objectifs suivants :
le développement d’'un modele de comportement deetace entre le béton et 'armature a
haute adhérence a haute température, et la comstrutune méthodologie de modélisation
avanceée des structures au feu en exploitant tdatesessources d’ANSYS. Les apports
concernent la modélisation :

- de l'interface béton-acier
- du béton

- des structures au feu

Partie | : Modélisation de l'interface béton-acier

Dans le premier chapitre, en constatant qu’il njyaa une forte unanimité dans la littérature
sur le probleme de l'interface béton-acier, uneartgmte étude bibliographique des résultats
les plus importants et les plus fiables a été faitec I'objectif d’aboutir a une synthése claire
et systématique sur les principaux aspects du cdempent de l'interface béton-acier.

Tout d’abord, quand aux mécanismes intrinsequegtivation de linterface consiste
respectivement a mobiliser les mécanismes suivdfagdhérence chimique, la fissuration &
I'écrasement du béton, le cisaillement & I'effritemt des corbels du béton et le frottement.
Tous ces mécanismes se produisent dans la zone tdn hétour de I'armature dont
I'épaisseur est égale au diametre de I'armaturesTmmdes de rupture peuvent avoir lieu a
cause de l'activation de l'interface : la rupturar gissuration transversale, la rupture par
fissuration longitudinale et la rupture par fisgiga cylindrique.

Ensuite, la modélisation du comportement de litesf a été étudiée. Les modéles 2D
permettent de prendre en compte l'influence de rizsgion latérale ou du renforcement
transversal sur le comportement tangentiel adhérglissement de l'interface et de simuler
I'action radiale de l'interface sur I'enrobage. &'@ourquoi, les modéles 2D sont performants
dans la simulation des éprouvettes d’essai quiesera identifier les facteurs influencant
linterface. En revanche, les modéles 1D, qui expritnla relation entre la contrainte
d’adhérence et le glissement, sont plus efficacass da modélisation a I'échelle de la
structure car le comportement normal de I'interfaagne influence tres faible sauf lors de la
perte d'ancrage de I'armature par fendage. Ogpeede perte d’ancrage ne se produit pas en
présence des armatures de renforcement transvErsalutre, I'intégration numérique d’'un
modeéle 1D est beaucoup plus simple que celle d’'odéabe 2D et la modélisation a haute
température sera beaucoup plus facile avec un mddebu’avec un modeéle 2D.

Plusieurs méthodes pour intégrer le modéle de cdaempent de linterface dans la
modélisation numérique ont aussi été présentédsosaitilise les éléments finis d’interface
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gui modélisent seulement le comportement de I'fater soit on utilise les éléments finis
mixtes qui combinent le comportement de l'interfagec celui du béton et/ou de I'acier. Les
éléments mixtes permettent de simplifier le madlag le calcul mais ils ne sont pas encore
congus dans les codes de calcul standard pous léeckn température élevée. Par conséquent,
leur utilisation demande un travail énorme de dfyeément numérique, ce qui est
impossible dans le cadre d’'une thése.

Le dernier aspect étudié dans le chapitre 1 aspbict de I'activation de linterface sur la
structure. Les trois impacts sont I'apparition fissures secondaires dans I'enrobage, la perte
d’ancrage des armatures et le changement du coempemt global de la structure en présence
des glissements des armatures. En réalité, I'appades fissures secondaires n’influence pas
le comportement de la structure. En revanche, lags datres aspects sont plus importants et
il est nécessaire de les étudier. Pour le fairenadele d’'interface 1D peut étre suffisant.

Le travail présenté dans le chapitre 2 concernééeeloppement d’un modele 1D de
comportement de linterface a haute températur@ aon intégration dans ANSYS. Le
développement se base sur le modele d’Eligehausah éttempérature ambiante. En se
basant sur les résultats de la littérature, oritd'ligpothése de découplage entre I'impact de
la haute température et celui des facteurs de rmaatét de géométrie sur l'interface. Les
résultats expérimentaux obtenus par Diederichsl.eetapar Morley et al. sont les plus
importants et les plus fiables notamment par laeneis évidence d' une corrélation entre la
variation de la résistance du béton en fonctiotadempérature et celle de la résistance de
I'interface. lls nous ont permis de proposer unemsion du modéle d’Eligehausen et al. pour
la haute température. En ce qui concerne l'aspeatérique, on a proposé une méthode
d’intégration du comportement d’interface a haetapérature dans ANSYS en se basant sur
un élément fini de type barre. La validation du &ledde comportement développé et de la
méthode d’intégration numérique a été faite pairaulation des essais pull-out.

Partie Il : Modélisation du béton

La modélisation du béton est toujours une queddidiicile. Le chapitre 3 a été dedié a
l'analyse de tous les modéles de matériau nonite@BANSYS et a I'adaptation de ces
modeles a la simulation du béton. On a trouvé gserlodeles les plus performants d’ANSYS
pour l'analyse des structures en béton sont le taqulastique Castlron et les modeles mi-
plastiques mi-fragiles CP Drucker-Prager (CPDR}RtVon-Mises (CPVM). Chacun de ces
trois modeles a ses avantages et ses inconveénients.

Avec un bon choix de sa limite élastique en tratle modéle Castlron permet d’obtenir une
courbe du comportement global de la structure ungbes précise que les modeles CPDP et
CPVM. Toutefois, la forme de la courbe calculée descmodeles CP caractérise mieux les
différentes phases de la fissuration du béton glie calculée avec le modele Castlron.
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En ce qui concerne la visualisation des fissures tkabéton, la position des zones fissurées
calculée avec le modele Castlron est plus prochk déalité qu’avec les modeles CP. En
revanche, le calcul avec les modeles CP permetsieliser la direction et la position de
grandes fissures, ce qui nous donne une imagedydliste de la configuration des fissures de
la poutre au cours du chargement.

Quand a la stabilité numérique, les modeéles CP sonpeu plus sensibles a la taille de
maillage que celui de Castlron. Ainsi, il faut eastiifférentes tailles pour trouver des résultats
stables.

Entre les deux modéles CP, CPDP est plus perforaeamd le cas ou les contraintes sont
fortement en 2D (dalle, mur, ...) car il simule Isistance compressive bi axiale mieux que
CPVM. Toutefois, le modéle CPDP ne peut pas preadreompte la variation des propriétés
du béton en fonction de la température.

En conclusion, chacun des trois modéles a ses @emtat ses inconvénients et on
recommande de les utiliser tous les trois dansalee des structures en béton et ensuite de
comparer les résultats pour identifier le modelelles adapté.

Partie Il : Modélisation des structures au feu

La premiere problématique de cette partie est ladéimsation du transfert thermique
transitoire qui a été présentée dans le chapit@uénd une structure se composant d'une
partie pleine et de vides est exposée au feu, qutsiphénomeénes ont lieu : la convection
entre I'air des vides et le solide, la radiatiotrertes faces intérieures des vides, la convection
et la radiation entre le feu et la structure. @ridmpérature de I'air dans les vides n’est pas
connue et celle du feu varie avec le temps. Unéhoaélogie de simulation de tous ces
phénomenes a été proposée en se basant sur I'éISd&F152 d’ANSYS. Sa validation a
éte faite a l'aide de la simulation d’'un essai ithigue de dalle alvéolée de CERIB. Les
résultats de calcul sont en tres bon accord avec de I'essai. Avec cette méthodologie, on
peut facilement simuler le transfert thermique démss les types de structure : la dalle
alvéolée, le cheminé, le voussaoir, le cloison...

En utilisant ANSYS, dans le chapitre 5, on a proposé méthodologie de modélisation
thermomeécanique des structures a travers de ldaionud’'un essai de poutre au feu de la
littérature. L'intégration numérique de tous lesnpmsants d’'une structure en béton armé
(béton, armature active, armature de renforcenramistersal, interface béton-acier) a été
faite. La nonlinéarité¢ des matériaux et de linked béton-acier et le couplage
thermomeécanique ont été pris en compte. Des recowhetians d'utilisation de la méthode de
stabilisation non linéaire d’ANSYS ont été aussibéies pour optimiser la convergence de
calcul. La comparaison des résultats numériques eaex de I'essai a été ensuite faite. Elle a
montré la performance du modéle de matériau Casélrda faiblesse des modeles CP dans le
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calcul au feu. Des résultats riches et importamisriis par la simulation ont montré
clairement la puissance de la méthodologie dandgtermination des zones de fissuration du
béton, dans le calcul des glissements des armattidesleur impact sur la structure.

Les résultats numériques obtenus avec cette mdtgedsont assez proches des observations
expérimentales. Ils sont aussi proches du caldlibarit le code VULCAN qui avait été
développé a I'Université Sheffield et qui est teg@cialisé dans I'analyse des systemes de
poutre exposés au feu. L'inconvénient de notre otfilogie par rapport a celle du code
VULCAN est que notre calcul diverge plus tét quaucde VULCAN. Cet inconvénient est
du a l'instabilité locale dans I'algorithme de rikgion itérative associé a la plasticité du
modele Castlron. Face a cela, on recommande dedag simulations avec différentes tailles
de maillage.

Finalement, on peut avoir trois conclusions gémeérabur la méthodologie proposée :

- Premiérement, le modéle numérique qu'on a adapté ponuler le comportement
thermomécanique des structures en béton armé smtion du feu est satisfaisant. En
effet, avec un maillage suffisamment petit assunamé¢ distribution correcte de la
température, le résultat est plus proche de latééqle celui des outils spécifiques
développés dans la littérature en utilisant la tieéde poutre.

- Deuxiemement, le domaine d’application de ce modstd’analyse des structures durant
la phase de réchauffement. Ce modéle numériqueemaep pas de bien simuler le
comportement de la structure dans la phase dedisgement.

- Troisiemement, la principale difficulté du modéle kesqualité de sa convergence. Sur la
structure étudiée, la divergence a eu lieu avantifee.

Perspectives

En ce qui concerne les perspectives, comme la #iese déroulé dans le cadre du projet
« développement d’'un outil métier de I'analyse dasictures en béton armé et en béton
précontraint exposées au feu » du CERIB, a l'issueeatte thése, deux perspectives sont
possibles pour compléter ce projet :

- Deéveloppement d’'un modeéle de l'interface entre é¢ob et le toron de précontrainte.
Intégration numeérique de ce modele dans ANSYS.

- Intégration dans le code source d’ANSYS d’'un nouve®déle de matériau qui peut
simuler exactement le comportement mécanique dunlddns le cas du chargement non
monotone.

La réalisation de ces deux développements permetaaoir un outil numérique tres
performant qui pourra modéliser plusieurs typessttecture en béton sous l'action de
différents scénarios de chargement et de feu.
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