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Résumé

Nous nous intéressons dans ce travail a la mise en précontrainte par pré-tension d’éléments en Béton
Fibré Ultra Performant (BFUP) par des renforts en Polyméres Renforcés de Fibres de Carbone
(PFRC). L’association de ces deux matériaux doit permettre de réaliser des éléments précontraints
présentant une haute résistance mécanique et une grande durabilité. Cette étude a forte composante
expérimentale s’est déroulée en trois phases. La premicre phase concerne 1’étude de 1’adhérence entre
les PFRC et le BFUP au cours de laquelle des configurations de surface optimales des renforts (joncs)
sont présentées. Dans la deuxiéme phase nous proposons un systéme d’ancrage permettant de mettre
en tension les joncs de précontrainte. Ce systéme permet de conserver 1’intégralité de la résistance en
traction des joncs PFRC. La troisiéme phase est dédiée a une campagne expérimentale d’essais de
flexion 4 points menée sur des poutres BFUP précontraintes par des joncs PFRC et des torons acier.
Le comportement global des poutres précontraintes en flexion est analysé en termes de rigidité, de
suivi de la fissuration, de pertes de la précontrainte, de capacité portante et de ductilité. Les résultats
obtenus sont trés encourageants et ouvrent des perspectives pour ’utilisation des PRFC en tant que

renforts actifs pour la précontrainte.

Abstract

We are interested at this work in the prestressing by pre-tensioning of Ultra High-Performance Fibre
Reinforced Concrete (UHPFRC) with Carbon Fibre Reinforced Polymer bars (CFRP). The
combination of these two materials should allow to produce prestressed members with high strength
and durability. This intensive experimental study was conducted in three phases. The first phase
involves the study of bond between the PFRC and UHPC at which the optimal configurations of
surface reinforcements (rods) are presented. In the second phase we propose an anchoring system for
pretensioning of CFRP bars. This system keeps all of the tensile strength of PFRC bars. The third
phase is devoted to an experimental campaign of 4 points bending tests conducted on UHPC beams
prestressed by CFRP bars and steel strands. The overall behavior of prestressed beams in bending is
analyzed in terms of stiffness, followed by cracking, loss of prestresse, bearing capacity and ductility.
The results are very encouraging and open up prospects for the use of CFRP as reinforcement for

prestressing.
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Introduction

Eugéne Freyssinet (1879-1962) invente le béton précontraint en 1928. Cette invention met alors fin a
la technique du béton armé pour les grands franchissements en constituant une sorte de révolution
dans I’art de construire. Cependant cette technique ne prend un véritable essor qu’apres la seconde
guerre mondiale (1939-1945), lorsqu’il faut reconstruire en Europe les nombreux ouvrages détruits.
Aujourd’hui, le béton précontraint est une technologie connue, sans ambiguité et d utilisation courante
pour les ponts. Il est également d’un emploi trés répandu pour les poutrelles préfabriquées des
planchers et pour de nombreux autres types d’ouvrages. Toutefois, la corrosion des armatures en acier
reste I’une des plus grandes entraves a la durabilité de ces ouvrages d’art. Ceci peut étre causé par
exemple par la carbonatation due a la diffusion du dioxyde de carbone de l'atmosphére (pollution de
I’environnement dii au développement de 1’industrie et du transport) vers l'intérieur du béton ou par
l'action des chlorures (utilisation des sels déglacage sur les ponts routiers en hiver).

Les cotts de la réhabilitation et de la réparation des structures en béton armé et précontraint (en
particulier les ponts) représentent des colits élevés pour la société, alors que dans un méme temps que
le niveau d’entretien tend a augmenter avec le vieillissement des structures, ce qui entraine la nécessité
d’un diagnostic structurel fréquent. Par exemple, aux Etats-Unis, selon les statistiques de
I’ Administration Fédérale des Routes ([Fédéral Highway Administration 2005), plus que 40% des
ponts routiers nécessitent des réparations et ceci plus particuliérement dans la région ou 1’on emploie
des sels de déverglacage. Leur remise en état cotiterait 8 & 10 milliards de dollars par an. En Europe, le
colt de maintenance des structures endommagées par la corrosion de 1’acier a été estimé a un 5
milliard de dollars par an. (Clarke 1995). Au Canada, environ 25 % des ouvrages de génie civil
présentent une pathologie liée a la corrosion avec un colit annuel de maintenance de I’ordre de 3
milliard de dollars. En France, selon une enquéte faite par le SETRA en1995, parmi les 65000 ponts
de plus de 5 métres de portée existants, 16 % nécessitaient des travaux urgents de réparation et 37%
nécessitaient un entretien spécialisé.

Différentes solutions ont été envisagées pour s’affranchir de la corrosion de I’acier, telles que le
traitement des surfaces extérieures du béton a 1’aide de silanes, la protection cathodique des armatures
en acier, le revétement de ’acier d’armature a 1’aide d’une couche de résine d’époxyde et la
galvanisation de 1’acier. Ces méthodes représentent les principales techniques a disposition aussi bien
pour les structures en béton armé que pour celles en béton précontraint. Plus récemment on a pu
remplacer ’acier conventionnel par l'acier inoxydable. L’utilisation de 1’acier inoxydable entraine

cependant un colt environ 7 a 8 fois plus élevé.



En général, ces matériaux et techniques se sont avérés coliteux et n’ont pas démontré une efficacité
totale pour résoudre les problémes de corrosion a long terme, surtout pour les structures exposées a
des environnements particuliérement agressifs.

Des recherches ont donc été menées pour proposer des solutions alternatives qui permettent d’allonger
la durée de vie des structures en béton armé et précontraint, et ainsi d’éliminer, en partie ou en totalité,

les colits de réparation sans cesse croissants. Ces solutions consistent a :

1- Améliorer la durabilité du béton en diminuant la porosité du béton, ce qui a conduit a la mise
au point de bétons fibrés a ultra haute performance (BFUP) dont la résistance est de ’ordre de
200 MPa en compression et de 40 MPa en traction par flexion. Le BFUP, dernier né de cette
génération de bétons, est un matériau innovant. Il se distingue par une haute résistance, une
durabilité élevée et une bonne ductilité grace aux fibres métalliques. Les BFUP peuvent aussi
étre associés a la précontrainte par pré-tension ou par post tension, ce qui permet d’accroitre

les performances mécaniques.

2- Utiliser un nouveau type d’armature que sont les armatures en Polymére Renforcé de Fibres
(PRF). Ces armatures peuvent présenter les formes des barres et torons conventionnels en
acier. Les armatures en PRF sont constituées de fibres continues (telles que les fibres de
carbone, de verre ou d’aramide) noyées dans une résine polymére a haute performance qui

constitue 30% a 40% du volume total de la barre.

Il existe aujourd’hui une grande diversité d’armatures en PRF commercialement disponibles. Leurs
propriétés et comportements mécaniques les rendent aptes a remplacer 1’acier. De plus, les barres en
PRFC ne sont pas corrodables et constituent un meilleur choix en termes de résistance spécifique
(résistance/poids), de neutralité électromagnétique, de relaxation, résistance a la fatigue et durabilité
dans un environnement agressif (alcalin,...). Enfin, il est possible d’intégrer des fibres optiques dans
ces matériaux afin, par exemple, de surveiller les ponts pendant leur duré de vie.

Cependant, les PFRC possédent un module d’Young plus faible que celui de 1’acier et il semble donc
pertinent de les utiliser pour des applications de précontrainte. En effet, la mise en tension des renforts
en PFRC peut permettre de réduire leur capacité de déformation et ainsi mieux exploiter leur
résistance en traction élevée.

De nombreux travaux de recherche ont porté sur la mise en précontrainte du béton a 1’aide de renforts
en PRF. Les résultats de ces travaux ont débouché sur I’utilisation des PRF pour la mise en
précontrainte des bétons dans le cadre de nombreux projets au Canada, aux Etats-Unis, en Europe et
au Japon. Plusieurs guides de conception des éléments armés ou précontraints par des renforts en PRF
ont été développés pour élaborer une base de données et faire connaitre ces matériaux.

Cependant, les PRF restent peu utilisés par rapport a 1’acier car leur cott est encore élevé. De plus,

deux problémes sont liés aux propriétés mécaniques des PRF lorsque 1’on envisage leur utilisation



pour la précontrainte: le premier est le comportement purement élastique des PRF, et, le second
concerne les difficultés rencontrées pour ancrer ces matériaux, difficultés causées par leur faible

résistance au cisaillement.

Nous avons donc choisi dans le cadre de cette thése d’étudier la possibilité d’associer le BFUP et les
renforts en PFRC pour réaliser des éléments de structure en BFUP précontraints par des renforts en
PFRC. Notre choix a ét¢é motivé par les avantages que présentent le BFUP et notamment un
comportement ductile en flexion qui doit permettre d’atténuer un inconvénient majeur résultant du
comportement élastique fragile des PFRC a savoir une rupture fragile des éléments en béton
conventionnel armés ou précontraints par des barres PRFC. De plus, I’emploi de la précontrainte peut
permettre de réaliser des poutres en BFUP rendant possible de franchir de grandes portées en réduisant

la section des poutres et en allégeant ainsi la structure.

Ce travail a forte composante expérimentale comprend notamment des essais de flexion 4-points
réalisés sur des poutres en BFUP précontraintes par des joncs en PFRC. Ces essais sont destinés a
étudier le comportement en flexion de ces poutres, un des aspects les plus importants de cette
recherche étant de déterminer I'efficacité de 1’utilisation des BFUP précontraints par renforts en PFRC

en termes d’états limites de service et de ductilité a la rupture.

L’objectif de cette ¢tude est donc d’associer le BFUP avec des renforts en PRFC afin d’obtenir des
poutres précontraintes par pré-tension sans acier, durables, ductiles et présentant une bonne résistance

aux agents d’environnement agressifs.

Cette thése se compose de cinq chapitres.

Le premier chapitre constitue une revue aussi exhaustive que possible des travaux de la littérature
portant sur les principales propriétés des PRF, propriétés qui influencent leur utilisation croissante
dans le domaine du génie civil. Nous commengons par présenter les travaux de recherche qui ont
étudié le comportement des éléments en béton précontraint par des PRF, en tenant compte du
comportement de I’adhérence, du comportement en flexion a court terme et a long terme, du
comportement a la fatigue, de la durabilité et des modes de ruptures. Les systémes d’ancrage
développés pour les renforts de précontrainte en PRF et les guides de conception sont ensuite détaillés.

Enfin, nous finissons par exposer les propriétés et les applications des BFUP.
Le chapitre 2 concerne la réalisation d’une étude expérimentale dans laquelle la liaison entre le BFUP

et des joncs carbone PRFC présentant trois types de configuration de surface, lisse, recouverte de sable

et usinée a été analysée. L'objectif principal de cette étude est de comprendre les mécanismes
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d'interaction activés lors du transfert des efforts entre le jonc en PFRC et le BFUP et, de déterminer la
relation constitutive de 1’adhérence. Les essais d’adhérence réalisés sont principalement des essais
d’arrachement de type pull-out et des essais d’adhérence par flexion (Beam-test). Les résultats sont
présentés sous forme d’une relation entre les contraintes moyennes de cisaillement et le glissement

des joncs carbone.

Le chapitre 3 comprend deux parties principales. La premiére partie décrit les résultats obtenus pour
les différents systémes d’ancrage par adhérence proposés pour la mise en tension des joncs carbone.
Cette étude nous a permis de mettre au point un systéme d’ancrage présentant une efficacité suffisante
pour la mise en précontrainte des poutres en BFUP. La deuxiéme partie présente la mise en
précontrainte et la fabrication des poutres en BFUP qui seront testées en flexion. Les procédures du
traitement thermique du BFUP et de la mesure des longueurs de transfert de précontrainte sont

également présentées.

Le chapitre 4 présente une étude expérimentale du comportement en flexion de poutres en BFUP
précontraintes par des joncs carbone par pré-tension. Les résultats sont présentés en analysant et
comparant la charge de fissuration, la charge ultime, la réponse charge-fleche, le mode de rupture et la
ductilité des différentes configurations de poutres testées (taux de renforcement de précontrainte,
traitement thermique, configuration de surface des joncs PFRC, ...). La longueur de transfert de

charge est aussi déterminée apres le relachement de la force de précontrainte.

Le chapitre 5 fait I’objet d’une étude analytique et numérique de 1’adhérence des joncs carbone avec le
BFUP. Les résultats de cette étude sont comparés aux résultats expérimentaux obtenus dans le chapitre
2. Nous présentons ensuite un calcul des pertes de précontrainte suivant le réglement du B.P.E.L. et un
calcul de poutres précontraintes permettant de déterminer la charge de fissuration, la charge ultime et
la fleche correspondante (sans coefficient de sécurité) afin de comparer les valeurs analytiques
obtenues aux résultats expérimentaux obtenus dans le cadre des essais de flexion décrits dans le

chapitre 4.

Le dernier chapitre rappelle les principaux résultats de ce travail et présente les perspectives que nous

pouvons apporter.
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1 Chapitre 1 : Etude bibliographique

1.1 Introduction
Les renforts en PRF présentent d'excellentes propriétés qui peuvent leur permettre de remplacer les

renforts en acier dans les structures en béton. Cependant, une évaluation de la performance des
¢léments en béton armé et précontraint par les PRF se doit d’étre faite avant d’utiliser ces renforts pour
des applications en génie civil a grande échelle. De nombreuses recherches ont ét¢ menées au cours
des trente derniéres années pour examiner la pertinence d’une utilisation des PRF pour la
précontrainte. Les résultats obtenus laissent envisager que le remplacement de I’acier par les PRF peut
conduire a une technologie prometteuse pour €liminer le probléme de la corrosion. (McKay et al.
1993, Fam et al. 1997, et Naaman et al. 1993).

Ce chapitre constitue une revue aussi exhaustive que possible des travaux de la littérature portant sur
les principales propriétés des PRF, propriétés qui influencent leur utilisation croissante dans le
domaine du génie civil. Nous commengons par présenter les travaux de recherche qui ont étudié le
comportement des éléments en béton précontraint par des PRF, en tenant compte du comportement de
I’adhérence, du comportement en flexion a court terme et a long terme, du comportement a la fatigue,
de la durabilité et des modes de ruptures. Les systémes d’ancrage développés pour les renforts de
précontrainte en PRF et les guides de conception sont ensuite détaillés. Enfin, nous finissons par

exposer les propriétés et les applications des BFUP.

1.2 Le béton précontraint, avantages et problémes de durabilité

Les premicres inventions dans le domaine du béton précontraint remontent a la fin du 19° siécle.
Toutefois, son développement ne se confirme qu’a la fin des années 1940 et au début des années 1950
(Leonhardt 1964). En France, Eugéne Freyssinet a effectué des essais au début des années 1900 en
utilisant des cables de précontrainte en acier pour palier a l'insuffisance de résistance en traction des
structures en béton (Freyssinet 1926). Ceci ’améne a croire que la précontrainte peut-&tre une solution
pratique si 1’on peut disposer d'acier a haute résistance et de béton de haute qualité. En 1928, il dépose
son premier brevet qui établit les bases du béton précontraint par pré-tension (Freyssinet 1959). Par la
suite, l'utilisation du béton précontraint s’est généralisée, allant de la construction préfabriquée
précontrainte (batiments et ponts de petites portées) a la construction en béton précontraint par post-

tension dans le domaine des grands ponts et grands ouvrages.
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La précontrainte est employée pour empécher la fissuration aux charges de service et permettre de
franchir des grandes portées. Elle permet de réaliser des sections plus minces aidant ainsi a réduire la
charge morte de la structure. Pour des applications de post-tension, la force de précontrainte se
transmet au béton par l'ancrage aux deux extrémités de la structure. Cet ancrage se compose d'un
systéme mécanique a fixer directement sur le béton. Pour la pré-tension, la force de précontrainte se
transmet au béton par adhérence entre les torons en acier et le béton le long d'une longueur appelée
longueur de transfert.

Les applications typiques de la précontrainte incluent des poutres de pont, des panneaux de
construction, des réservoirs de stockage d'eau, des piles préfabriquées, des centrales nucléaires etc. La
durée de vie souhaitée d’un pont est de I’ordre de 100 ans mais, elle peut se trouver écourtée a cause
des nombreuses pathologies existantes. La pathologie structurelle issue des erreurs de conception lors
du dimensionnement ou lors de 1’exécution, des défauts de résistance a I’effort tranchant ou en flexion
dus au chargement excessif, ainsi que celle liée a la fatigue de la structure sous chargement cyclique
sont a I’origine de la diminution de la durée de vie théorique d’un pont. Par ailleurs, la corrosion des
cables et torons en acier est la principale cause de pathologie et de défaillances prématurées des
structures en béton précontraint, entrainant des coflits importants pour l'inspection, l'entretien, la
restauration et le remplacement d’infrastructures dans le monde.

Le béton contient des hydroxydes de calcium, de sodium et de potassium créant des solutions eau
interstitielle avec une valeur de pH d'environ 13. Cette forte alcalinité entraine la formation d'une
couche de passivation d'oxyde sur la surface de l'armature d’acier empéchant un contact direct avec
l'eau et I'oxygene et, par conséquent, la protégeant contre la corrosion. La dépassivation se produit par
carbonatation du béton, pénétration des ions chlorure et d'acide sulfurique qui conduit a la corrosion de
l'acier. La corrosion de 1’acier génére une augmentation du volume de la barre, entrainant des
détériorations du béton et de 'acier. La carbonatation est le probléme de durabilité le plus courant. Le
taux de la carbonatation dépend du rapport E/C (eau/ciment) du béton, du type de ciment, du processus
de durcissement, de I'humidité et de la concentration en CO,. L’attaque par des ions chlorures est
observée dans des structures en béton armé, telles que les structures en milieu marin, les piscines, les
ponts en béton situés dans les régions froides ou les ions chlorures sont apportés par le vent, I'eau salée
ou directement par des sels de déglagage. Les structures en béton peuvent également étre exposées aux
cycles thermiques (chauffage-refroidissement), cycles de gel-dégel et de séchage-desséchage qui
favorisent la dégradation du béton et de 1’acier par la corrosion.

Les codes de la construction prescrivent un enrobage suffisant des armatures en acier pour contrbler la
largeur des fissures dans le béton et réduire la perméabilité, tandis que l'alcalinité du ciment augmente
avec le temps. Cependant, les actions environnementales sont implacables et tot ou tard les propriétés
alcalines de I’enrobage en béton sont réduites conduisant a la corrosion et 1'écaillage de béton (Holland

1997) (figure 1.1). Dans le cas du systéme de post-tension il est nécessaire d'injecter un coulis pour
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protéger les cébles d’acier et il a parfois été constaté que la gaine n'était pas correctement injectée. Il

en résulte dans ce cas la naissance de poches ou I'eau peut s'accumuler.

Eclatement du béton

4

Armature en acler Corrosion et fissuration

Fig.1.1 Torons de précontrainte et systéeme d’ancrage attaqués par la corrosion

La protection cathodique des armatures et 1'utilisation d'armatures revétues d'une couche époxyde,
galvanisée ou inoxydable ne constituent pas toujours des solutions efficaces ou rentables. Face a ce
probléme, le remplacement des armatures en acier par des armatures en polymeére renforcé de fibres
(PRF) s’est révélé étre une technique prometteuse pour s’affranchir de la corrosion et prolonger la
durée de vie de I’ouvrage d’art et de I’infrastructure. Les armatures en PRF constituent d’ailleurs une
solution avantageuse et économique dans beaucoup de cas notamment quand le coftit de la réparation
dépasse le cofit de la reconstruction. Les barres en PRF sont maintenant commercialement disponibles
comme armature pour le béton et cela depuis une vingtaine d’années et plus de 10 millions de métres
linéaires sont aujourd’hui utilisés dans la construction chaque année (Pilakoutas et al. 2000). La raison
principale de leur utilisation est liée a la durabilité, mais aussi a d'autres propriétés telles que leur
neutralité électromagnétique, leur haute résistance et leur faible masse volumique comme nous allons

le voir par la suite.

1.3  Les renforts en matériaux composites

Durant les derniéres décennies, de nombreuses recherches sur les nouveaux matériaux ont conduit au
développement des matériaux composites a base de fibres. Au début, les champs d'application de ces
matériaux étaient réduits a l'aéronautique et 1'industrie aérospatiale. Leur champ d'application s'est

ensuite ¢largi a l'industrie automobile, ferroviaire, robotique, maritime et plus récemment au génie
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civil. Dans le domaine du génie civil, les composites unidirectionnels sont les plus couramment
utilisés.

Les barres de polymeére renforcé de fibre (PRF) sont constituées de fibres continues a haute résistance
et rigidité élevée imprégnées d’une résine polymére de faible module. Ces fibres déterminent la
résistance et la rigidité des PRF dans le sens longitudinal. La matrice polymérique est nécessaire pour
lier les fibres et protéger leur surface contre les dommages lors de la manipulation et la fabrication et,
pour transférer les efforts aux fibres. La matrice doit étre chimiquement et thermiquement compatible
avec les fibres et joue un rdle important dans le contréle du comportement global contrainte-
déformation du PRF et de sa résistance aux environnements agressifs.

Le comportement mécanique des matériaux composites dépend de plusieurs facteurs: le type de fibres,

la fraction volumique de fibres et le type de matrice.

1.3.1 Les fibres
Les fibres sont les renforts qui fournissent la résistance au matériau composite. Une fibre est

constituée de plusieurs filaments élémentaires dont les diamétres varient entre 5 um et 25 pm suivant
le type de fibres (verre, carbone, aramide,...). Les exigences structurelles et fonctionnelles
souhaitables des fibres dans les matériaux composites sont un module d'élasticité élevé, une haute
résistance et une bonne élongation a la rupture en traction, une bonne répartition des efforts entre les
différentes fibres, la stabilité des propriétés lors de la manipulation et la fabrication, I'uniformité du
diamétre des fibres et de la surface, une dureté élevée, la durabilité et un colt acceptable. Les fibres les
plus couramment utilisées pour fabriquer les renforts en PRF sont en verre, carbone, aramide
(Wallenberger et al. 2001, Walsh 2001, Chang et al. 2001). Depuis peu, les fibres de basalte sont
également commercialisées. Toutes ces fibres ont un comportement élastique linéaire en traction
jusqu'a la rupture (Hollaway 1993). Les fibres de carbone et d’aramide sont anisotropes avec des
propriétés mécaniques et thermiques différentes suivant les axes d’orthotropie alors que les fibres de

verre et de basalte sont isotropes (Gay et al. 2003, Gibson 1994).

1.3.1.1 Les fibres de verre

Les fibres de verre sont les fibres les plus utilisées comme renfort de composites a matrice polymere.
Ceci est principalement di a leur faible cott, leur disponibilité, leur facilité de mise en oeuvre, leur
haute résistance et leur excellente propriété d'isolation Le verre fondu peut étre étiré en filaments
continus qui sont regroupés en meéches. Le revétement des fibres de verre réalisé a I’aide d’un agent de
couplage fournit une couche souple a l'interface, améliore la liaison et réduit les vides dans le matériau
(minimisation des dommages dus a I'abrasion). (Benzarti, K et al.2001).

Les différents types de fibres de verre, classés selon leurs applications spécifiques, sont :
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* Verre-E (Electrical) possédant d'excellentes propriétés d'isolation électrique (le moins cher).

* Verre-S (Strength) ayant de trés hautes résistances et rigidité a la traction (le plus cher).

* Verre-C (Chimical) stable chimiquement dans les environnements acides.

* Verre-AR (Alkali-Resistant) utilisé pour prévenir la corrosion par l'attaque alcaline dans des
matrices cimentaires (fabriqué en ajoutant de zirconium).

La résistance a la traction des fibres de verre se réduit aux températures élevées, mais peut étre
considérée comme constante pour la gamme de températures a laquelle les matrices polymeéres
peuvent étre exposées. La résistance a la traction diminue également avec la corrosion chimique et

avec le temps sous des charges soutenues.

1.3.1.2 Fibres d’Aramide

Aramide est un terme générique pour un groupe de fibres organiques de faible densité et résistances
spécifiques (rapport résistance en traction / densité) parmi les plus élevées parmi les fibres de renfort
courantes. Les fibres d'aramide sont caractérisées par une haute résistance, une rigidité élevée et une
stabilit¢ vis-a-vis des hautes températures. Les fibres d'aramide ont un coefficient d'expansion
thermique négatif suivant la direction longitudinale et positive suivant la direction radiale. La
température d'utilisation typique pour les fibres d'aramide varie entre -200°C et +200°C.

Trois types de fibres d'aramide sont commercialement disponibles portant les marques de fabricants
telles que :

* Kevlar (Dupont, USA).

* Twaron (Akzo, Pays-Bas).

* Technora (Teijin, Japon).

Des fibres d'aramide SVM sont également produites en Russie. Les fibres de Kevlar sont produites par
extrusion de la solution liquide cristalline du polymére avec les molécules partiellement orientées. 11
existe plusieurs types de fibres Kevlar: Kevlar 29 (utilisé dans les composites), le Kevlar 49 (utilisé
dans les plastiques renforcés) et de Kevlar 149 (présentant le module de traction le plus élevé parmi
toutes les fibres d'aramide disponibles). La résistance a la compression des fibres de Kevlar est
inférieure de 20% a la résistance a la traction. Le Kevlar 49 a un comportement fragile en traction,
ductile sous charge en compression et, peut absorber de I’énergie. Les fibres Kevlar ont une trés bonne
résistance a la fatigue en traction, affichant un faible fluage et elles peuvent résister a des températures
relativement élevées. La résistance et le module des fibres Kevlar diminuent de fagon linéaire lorsque
la température augmente, mais, conservent plus de 80% de leur résistance initiale a 180 °C. Les fibres
de Kevlar absorbent de l'eau, la quantité¢ d'eau absorbée dépendant du type de la fibre. Elles sont
sensibles aux rayons ultraviolets (UV). A haute teneur en humidité, les fibres de Kevlar ont tendance a

se fissurer (fissuration générée par les micro-vides préexistants) et a produire une fissure longitudinale.
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Ces fibres sont résistantes a de nombreux produits chimiques, mais elles peuvent étre dégradées par

certains acides et alcalins.

1.3.1.3 Fibres de carbone

La plupart des fibres de carbone sont produites par la décomposition thermique du polyacrylonitrile
(PAN). Le procédé de fabrication de ce type de fibre consiste a une oxydation a des températures de
I’ordre 200-300°C, a différentes étapes de carbonisation (1000-1500°C et 1500-2000°C) et enfin a
une graphitisation (2500-3000°C). Les fibres de carbone sont caractérisées par leur haut module
d'¢lasticité, leur haute résistance, leur rigidité spécifique (rapport rigidité/densité) élevée, leur faible
coefficient d'expansion thermique (CET) longitudinal, leur faible sensibilité aux charges de fatigue,
une excellente résistance aux agents chimiques et a I'humidité. Le module d'élasticité et la résistance
des fibres de carbone sont stables lorsque la température augmente. Cependant, les fibres de carbone
ont une faible résistance a l'impact a cause de leur faible déformabilité et un cott élevé (10 a 30 fois
plus que le verre-E). Ce cout ¢élevé provient du prix élevé des maticres premicres et de la complexité
du processus de la carbonisation et de la graphitisation.
Les fibres de carbone peuvent étre classées comme suit :
- Selon le type de précurseur :

*Fibres isotropiques "PITCH" caractérisées par un module élastique élevé.

*Fibres polyacrilonitrile "PAN" caractérisées par une résistance ultime et un cott trés élevés.

- Selon les propriétés physiques et mécaniques :
*Module élastique élevé (HM).

*Haute résistance (HR).
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Fig.1.2 Plusieurs types de fibres et de Fig.1.3 Comportement des fibres typiques :a) carbone HM, b)
produits en PRF carbone HS,c) Kevlar49,d) verre-S, e) verre-E, f) Basalte
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La figure 1.2 montre les différentes fibres commercialisées les plus utilisées actuellement dans
I’industrie des renforts composites alors que la figure 1.3 et le tableau 1.1 donnent les propriétés

mécaniques de ces fibres.

. s Résistance Module Déformation c'oefﬁc1e.n ¢ .
Type de fibres densité | o traction d’Young | alarupture d’'expansion | Coefficient
thermique de Poisson
Kg/m3 MPa GPa % 10-6°C

Verre
Verre-E 2500 3450 72.4 2.4 5 0.22
Verre-S 2500 4580 85.5 3.3 2.9 0.22
Verre-AR 2270 1800-3500 70-76 2-3 - -
Verre-C (ECR) 2620 3500 80.5 4.6 6 0.22
Carbone
Carbone (HM) 1950 2500-4000 | 350-650 0.5 De-1.22a-0.1 0.2
Carbone (HR) 1750 3500 240 1.1 De -0.62a-0.2 0.2
Aramide
Aramide 1440 2760 62 44 ) 0.35
(Kevlar29)
Aramide
(Kevlar49) 1440 3620 124 2.2 -2 0.35
Aramide
(Kevlar149) 1440 3450 175 1.4 -2 0.35
Aramide
(Technora H) 1390 3000 70 4.4 -6 0.35
Aramide (SVM) 1430 3800-4200 130 3.5 - -
Basalte
Basalte
(Albarrie) 2800 4840 89 3.1 8 -

Tableau 1.1 Propriétés typiques des différentes fibres utilisées dans les renforts en PRF

1.3.2 Les matrices

Les fibres sont liées entre elles par un liant appelé matrice. Cette derniére permet le transfert et la
répartition des efforts dans les fibres. De plus, cette matrice assure la stabilité dimensionnelle du
produit et protege les fibres de I'abrasion et des agents chimiques et physiques auxquels elles peuvent
étre exposées. D’autre part, la matrice joue un role trés important pour résister au cisaillement, aux
forces transversales et aux forces de compression. La matrice représente généralement 30 a 60% en
volume d'un matériau composite. Il existe deux catégories de base de matrices polyméres utilisées
dans les matériaux composites PRF: les résines thermodurcissables et les résines thermoplastiques.
Les résines thermodurcissables ont une faible viscosité initiale permettant d’obtenir une fraction
volumique de fibres élevée. Le retrait volumique varie entre 4% pour 1'époxy a 8% pour le polyester

lors du durcissement. L’existence d’un retrait différentiel entre les fibres et la résine génére des
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contraintes internes en entrainant des fissurations, un mauvais alignement de fibres et une imprécision
dimensionnelle.

Les criteéres de choix d'une matrice sont en général ; La rigidité, la résistance mécanique, la duretg, les
conductibilités thermique et électrique, le retrait chimique durant la transformation, la capacité a
imprégner et a lier les fibres et la sensibilité aux facteurs environnementaux.

Le retrait volumique est problématique du fait de la différence des coefficients d'expansion thermique
des fibres et de la matrice. Les températures de transformation varient entre 20°C et 320°C. Durant le
refroidissement, le matériau est soumis a des contraintes résiduelles significatives. Ainsi, la différence
des coefficients d'expansion thermique ajoutée au retrait chimique peuvent occasionner des
fissurations au voisinage des fibres. Différentes étapes de refroidissement peuvent étre utilisées pour
controler le développement des contraintes résiduelles. Une autre approche utilisée pour minimiser les
contraintes résiduelles est de réduire le retrait chimique et thermique de la résine en ajoutant des fillers
stables et relativement rigides comme les particules de silice.

L’une des propriétés essentielles des polyméres est I’existence d’une température de transition vitreuse
qui est la température a partir de laquelle le polymére passe de 1’état solide a 1’état caoutchouteux
(100-180°C selon le type de résine). Les propriétés mécaniques diminuent a I’approche de ce seuil de
température (Hancox N.L.et al.1994). Concernant les applications de génie civil, les résines
thermodurcissables les plus utilisées sont les polyesters, les époxydes et vinylesters. Les propriétés

typiques des matrices thermodurcissables sont présentées dans le tableau 1.2.

1.3.2.1 Résines polyesters

Les résines polyesters sont des liquides de faible viscosité a base de polyesters insaturés. Elles sont
obtenues par réaction d’un acide carboxylique (ou I'un de ses dérivés) avec un acide donnant 1’ester.
La premiére résine polyester insaturée a été produite par Ellis et Rust en 1940 (Seymour R.B. 1987).
Les résines polyesters sont largement utilisées pour fabriquer des profilés pultrudés en PRF pour des
applications aux structures de génie civil et également pour produire des renforts béton. Les trois
principales résines polyesters sont les résines orthophthaliques, isophthaliques et isophthaliques néo
pentyle glycole (iso-NPG). Ces trois types de résine forment la base de la plupart des résines. La
différence majeure entre ces trois groupes vient de leur élongation a la rupture, dureté, propriétés

d'impact et température de distorsion a la chaleur.
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Fig. 1.4 Comportement général de la résine polyester

Les avantages de ce type de résine sont: une bonne stabilit¢ dimensionnelle, un bon module
d’élasticité, la facilité de mise en ceuvre, un faible cout de production et une bonne résistance chimique
a la température ambiante. Les principaux inconvénients des résines polyesters sont leur retrait
volumétrique élevé, leur sensibilité a la fissuration au choc et a la vapeur, leur faible résistance a la
lumiére par les rayons ultraviolets (UV) et leur aptitude a I’inflammabilité. Ce retrait volumétrique
peut €tre réduit par l'ajout d'un composant thermoplastique. La figure 1.4 donne les courbes typiques
de contrainte-déformation obtenues pour une matrice polyester testée en traction et compression. Le
graphique montre une relation non linéaire, résultant de la nature viscoélastique du matériau.

Les avantages de ce type de résine sont: une bonne stabilit¢ dimensionnelle, un bon module
d’¢élasticité, la facilité de mise en ceuvre, un faible cofit de production et une bonne résistance chimique
a la température ambiante. Les principaux inconvénients des résines polyesters sont leur retrait
volumétrique élevé, leur sensibilité a la fissuration au choc et a la vapeur, leur faible résistance a la
lumiere par les rayons ultraviolets (UV) et leur aptitude a I’inflammabilité. Ce retrait volumétrique
peut étre réduit par l'ajout d'un composant thermoplastique. La figure 1.4 donne les courbes typiques
de contrainte-déformation obtenues pour une matrice polyester testée en traction et compression. Le

graphique montre une relation non linéaire, résultant de la nature viscoélastique du matériau.

1.3.2.2 Résines époxydes

Le terme de résine époxyde définit une classe de résines thermodurcissables qui fait intervenir une
polymérisation irréversible. De petites quantités d’agents réactifs de durcissement (précurseurs) sont
alors ajoutées a la résine liquide pour initier la polymérisation. La premicre résine époxyde a été
produite par Schlack en 1939 (Seymour R.B.1987). Les résines époxydes sont utilisées dans un grand
nombre de produits en PRF destinés aux applications dans le génie civil. La plupart des bandes
composites en fibres de carbone utilisées dans le renforcement des structures en béton armé est
fabriquée avec des résines €époxydes. Les résines époxydes sont également utilisées dans la fabrication

des renforts et cables de précontrainte en PRF. Les principaux avantages des résines époxydes sont des
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propriétés mécaniques élevées (en traction, compression, flexion, et fluage), une excellente résistance
chimique (résistance élevée a la corrosion), une neutralité électrique, une température de transition
vitreuse élevée, une faible absorption de I’eau, un faible retrait au moulage, et une bonne adhérence a
une grande variété de fibres. Ses inconvénients sont un colit €levé, une faible résistance aux chocs et
un temps de polymérisation long (entrainant des difficultés de traitement des grands profils pultrudés
FRP) et une sensibilité a la fissuration. Les comportements et caractéristiques mécaniques typiques de

1I’époxy sont donnés dans le Tableau 1.2 et la figure 1.5.
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Fig. 1.5 Comportement de la résine époxyde en fonction du type de module

1.3.2.3 Résines vinylesters

Les résines vinylesters se sont développées dans les 20 derniéres années et sont devenues des résines
polymeéres attrayantes pour la fabrication des produits en PRF utilisés dans le domaine du génie civil.
La résine vinylester est obtenue par addition d’un acide carboxylique sur une résine époxyde. Par
conséquent, cette résine tend a posséder les propriétés physiques cumulées des résines époxy et résines
polyester. Les deux principaux groupes de résines époxydes utilisées pour produire les résines
vinylesters sont le bisphénol A et novolaque (Starr T. 2000). Elles sont utilisées pour les pultrudés et
les renforts composites en fibres de verre. Elles présentent certaines caractéristiques intéressantes des
résines époxydes telles que la résistance chimique (aux acides, bases, solvants et peroxydes) et une
bonne résistance a la traction, ainsi qu’une basse viscosité et une facilité de traitement durant la
fabrication (durcissement rapide) caractéristique des résines polyesters (Blankenship L.T.et al. 1989).
Aujourd'hui, il y a une grande variété de résines vinylesters disponibles pour des applications
nécessitant des températures allant jusqu'a 170°C. Les résines vinylesters sont utilisées pour la
fabrication de la majorité des barres d'armature en PRF vendues dans le monde et sont largement
utilisées pour la fabrication des profilés pultrudés en PRF. Elles remplacent généralement les résines
polyesters pour les produits PRF utilisés pour la construction en raison de leur grande durabilité
environnementale en milieu alcalin. L'inconvénient des résines vinylesters est leur retrait volumique

¢élevé compris entre 5 et 10% et leur adhérence plus faible que celle des résines époxydes. Les
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propriétés typiques de ces résines

sont données dans le

tableau 1.2 pour tous les types de résines

commercialisées.
Propriétés Matrice .

Polyester Epoxy vinylester

Densité (kg/m3) 1200-1400 1200-1400 1150-1350

Résistance en traction (MPa) 34.5-104 55-130 73-81

Module d’Young (GPa) 2.1-3.45 2.75-4.1 3-3.5

Coefficient de Poisson 0.35-0.39 0.38-0.4 0.36-0.39

Coefficient d’expansion 55-100 45-65 50-75

thermique (10-6°C)

Tableau 1.2 Propriétés typiques des différentes résines thermodurcissables utilisées dans les renforts PRF

1.4  Processus de fabrication des armatures en matériaux composites PRF
Il y a trois principaux types de processus de fabrication pour les PRF : la pultrusion, le tressage et le

filament (enroulement filamentaire). Les barres d'armature en matériaux composites sont produites en
général a 1’aide du procédé de pultrusion. Le procédé de pultrusion fournit des structures de section
constante qui pourraient étre de longueur illimitée telles que, les barres, les cébles, les poutres de
section en [ et L. Ce procédé consiste a lier les fibres, les imprégner a 1’aide d’un mélange de résine et
les faire passer a travers un moule de préformage. Les températures de mirissement se situent
normalement entre 110°C et 180°C. Lorsque l'armature sort de la filiére, elle passe dans une filiére de
polymérisation ou la résine durcit (figure 1.6). Des arrangements spéciaux de fibres ou une
combinaison de deux ou plusieurs types de fibres de renfort peuvent étre utilisés pour conférer au
matériau composite des propriétés mécaniques spécifiques. D'autres procédés de fabrication peuvent
étre utilisés telle que la méthode de tressage (Braiding) pour produire des torons tressés. Ce processus
de tressage implique le tressage des fibres suivi d'une imprégnation de résine et du durcissement.

Les traitements de surface du produit brut sont essentiels pour donner une bonne adhérence avec le
béton. La maniére la plus facile d'augmenter 1’adhérence est d’appliquer un revétement de sable sur la
surface du renfort. Le revétement de sable peut contenir des particules de sable fin ou d'oxyde
d'aluminium noyées dans une résine a haute résistance. Une autre possibilit¢ pour augmenter la
capacité a I’adhérence peut étre le placement d’indentations ou de nervures a la surface. Celles-ci
peuvent étre réalisées a 1’aide des enroulements en spirale de faisceaux de fibres noyées dans résine et
collées sous pression ou des nervures en céramique de formes semblables a celle des renforts
conventionnels en acier. Les nervures et les enroulements peuvent améliorer I’action mécanique entre
le renfort et le béton, ce qui augmente 1'adhérence. La liaison adéquate entre les couches de traitements
post-installées et les couches internes du renfort de PRF a une grande importance. La rupture par
arrachement ou cisaillement de couches externes doit étre évitée. Le traitement de surface du renfort

par des enroulements ou des nervures peut étre aussi combiné avec un revétement de sable.
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Fig.1.6 Procédé de pultrusion

1.5  Applications des PRF dans le génie civil
Des produits composites en PRF ont été utilisés la premiére fois dans les années 1950 pour réadapter

et renforcer extérieurement des structures en béton. Mais, ’utilisation des PRF dans le béton
précontraint a évolué principalement pendant les trois derniéres décennies. On a pu observer un grand
nombre d'applications des produits en PRF en Europe et en Asie entre la fin des années 70 et le début
des années 80. Le premier pont dans le monde a été construit a I'aide de torons en composite PRFC en
Allemagne en 1986, (Meier 1992, ACI 440.1R-2001). De nombreux ponts piétonniers en PRF ont été
installés aux Etats-Unis et en Ecosse a partir de 1992. Au Canada, deux ponts ont été construits a l'aide
des tendons PRF. Le premier a été réalisé en 1993 a Calgary et le deuxiéme en 1998 a Manitoba. Au
Japon, la recherche et le développement dans le domaine des renforts PRF a commencé en 1980. Dans

le monde, les activités de recherche portant sur les PRF peuvent étre résumées comme suit :

1.5.1 En Europe
Les activités de recherche sur des armatures de fibre de verre PRFV ont commencé en Allemagne dans

les années 70. En 1978, une collaboration entre 1'entrepreneur allemand Strabag-Bau et le producteur
chimique allemand Bayer a eu comme conséquence 1’apparition des torons en PRFV et un systéme

d’ancrage pour des applications de post-tension. Ces torons ont été incorporés dans plusieurs ponts en

31



Allemagne et en Autriche. Cependant, aprés diverses étapes de transition, Strabag a arrété ses activités
dans ce domaine au début des années 1990. Aux Pays Bas, en 1983, un producteur chimique AKZO
et un entrepreneur HBG (Hollandsche Beton Groep) ont conjointement développé des éléments
précontraints avec des fibres d'aramide (PRFA).

L’un des projets, financiérement soutenu par la communauté européenne, est le projet
BRITE/EURAM, intitulé “Fiber Composite Elements and Techniques as Non-Metallic Reinforcement
for Concrete”. Il a commencé en 1991 et s’est fini en 1996. Un autre projet “EUROCRETE”,
programme de recherche partagé entre des pays Européens et des partenaires européens a commencé
en 1993 et s’est achevé en 1997. Ce projet avait pour buts le développement de matériaux, la recherche
sur la durabilit¢é en environnements agressifs, la détermination du comportement structurel,
I’¢élaboration d’un guide de conception et des études technico-économiques. Un autre projet intitulé
“Development of Guidelines for the Design of Concrete Structures, Reinforced, Prestressed or
Strengthened with Advanced Composites,” a été mené entre 1997 et 2001. Ce projet était constitué
d’un réseau de chercheurs de 11 équipes de neuf pays européens différents. Ce réseau est venu
renforcer la FIP (fédération internationale pour le béton précontraint) et, surtout, le groupe 9.3 pour
développer des recommandations de conception. Au niveau européen, le guide unifié de conception
pour I’utilisation des renforts en PRF est en cours de développement. Le groupe appelé TG 9.3 a été
établi dans ce but en 1996 avec le comité euro-international du béton (CEB). Depuis la fusion du CEB
et de la FIP en 1998, le groupe TG 9.3 a été¢ intégré dans la Fédération Internationale pour les
structures du Béton (FIB). Aujourd’hui le groupe est constitué d'environ 60 membres, représentant la
plupart des universités européennes, instituts de recherche, compagnies industrielles travaillant dans le
domaine du renfort en composite et des membres du Canada, du Japon et des Etats-Unis. Les
principaux objectifs du TG 9.3 sont :

1. Elaborer des guides de conception basés sur le format des codes CEB - FIP et Eurocode 2

2. Etablir des bases de données matériaux en s’appuyant sur des travaux déja réalisés ou en cours et
définir des méthodes d’essais.

3. Participer aux forums internationaux dans le domaine du renfort par matériaux composites (PRF),
pour développer l'utilisation de PRF pour les structures en béton.

4. Conseiller sur l'exécution pratique des structures en béton armé/précontraint par PRF.

1.5.2 AuJapon
Les études portant sur la recherche et développement des renforts en PRF ont débuté en 1980 au Japon

pour notamment proposer des solutions a base de PRF pour la résistance sismique dans la construction
de batiments. Le ministére de la construction a conduit en 1988 plus de 30 études expérimentales sur
ces matériaux a l'institut de recherche du batiment dans un projet complet de développement

technologique intitulé “Technological Development of New Construction Materials.” Le comité de
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recherche pour les PRF a été formé sous 1’égide de 1’association Japonaise de génie civil (JSCE) en
1989. Par la suite, le premier guide de conception dans le monde pour les batiments en béton
armé/précontraints en PRF a été établi en 1993. La version japonaise du guide a été éditée en 1995,

alors que la version anglaise (Sonobe 1997) est publiée depuis 1997.

1.53 Au Canada
La détérioration des ponts, causée par une utilisation massive de sels de déglagage a conduit a un vaste

programme de recherche dans le but de développer des technologies de réhabilitation et de
renforcement des structures de génie civil. Le comité canadien de génie civil pour la technique des
matériaux composites avancée (ACM) a été formé en 1989. Ce comité a d’abord organisé une mission
technique en Europe en 1991 sur les applications des PRF en génie civil. Des conférences portant sur
les matériaux composites utilisés dans les ponts et les structures ont été ensuite organisées [(ACMBS)
en 1992 a Sherbrooke, (ACMBS-II) a Montréal en 1996 et (ACMBS-III) en 2000 a Ottawa)].

L’ISIS Canada, qui regroupe les centres d’excellence sur les innovations en structures avec systémes
de détection intégrés (Intelligent Sensing for Innovative Structures), est un réseau de plus de
200 chercheurs qui a été formé en 1995. Les chercheurs d'ISIS ont développé en 2001 des guides de
conception pour le béton armé de PRF et le renforcement des batiments et ponts au Canada. Un grand
nombre de recherches menées dans les universités canadiennes (Manitoba, Sherbrooke Calgary
Carleton Windsor Waterloo,..) a porté sur la possibilité d'utiliser des renforts en fibre de carbone pour
la précontrainte des ponts routiers (Braimah et al. 1996). Le comportement des poutres précontraintes
aux états limites de service et aux états limites ultimes a été étudié¢ (Abdelrahman et al. 1995, Fam
1997, ACI 440.4R-04). Des systemes d’ancrages pour les torons en PRF ont été également envisagés
(Sayed-Ahmed 1998, Campbell et al. 2000, Shaheen 2004). Enfin, des études approfondies ont été
menées sur la durabilité des renforts en PRF pour le béton précontraint (Zhang 2002). Le pont de
Beddington Trail, ouvert a la circulation en 1993, est le premier au Canada a recevoir des poutres en
béton précontraint par PRF au lieu de poutres classiques précontraintes par de 1’acier. Un deuxi¢me
pont utilisant des torons précontraints en acier et PRF a été construit a Headingley, Manitoba en 1997.
Récemment un grand projet (Ia Chaire de recherche de 'université de Sherbrooke) a été lancé. La
premiere phase (2000-2005) a permis d’étudier les propriétés fondamentales des PRF et le
comportement des structures en béton armé/précontraint par PRF sous I’effet combiné de différents
parameétres. La deuxiéme phase qui s’est récemment achevée (2005-2010) avait pour but d’améliorer
et de développer des barres en PRF et d’étudier la durabilité des éléments structuraux armés par des

PRF.
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1.5.4 Aux Etats Unis
A la différence du Japon, le développement du renfort en PRF aux Etats-Unis est le fruit de travaux de

recherche isolés. Les premiéres études datent des années 1950-1960 quand les ingénieurs de I’armée
américaine se sont intéressés a I’utilisation des fibres de verre longues pour le renforcement du béton.
Ces travaux limités n’ont pas abouti. Ce n’est que vers 1970 avec I’augmentation de la dégradation des
structures en béton (surtout les ponts) qu’il a été de nouveau porté un intérét a 1’utilisation des PRF
dans les structures en béton et pour apporter notamment des solutions aux problémes de corrosion
(ACI 440.4R-04). Le National Institute of Standards and Technology a examiné les armatures non
métalliques et a conduit une partie des premiéres études sur les systémes d’ancrage des barres PRF qui
sont maintenant utilisés pour la réalisation du béton précontraint. Le Transportation Research Board a
formellement établi le comité A2C07 pour examiner l'utilisation des renforts en PRF dans les ponts.
Aux Etats-Unis, le premier pont précontraint par des torons en fibre de verre (PRFV) a été construit a
Rapid City (Dakota du Sud) en 1990. En 1991, la société américaine des ingénieurs civils (ASCE) et
la société SPI (Society of the Plastics Industry) ont établi des comités de normalisation dans le but
d’étudier les produits PRF pour les constructions. En 1993, 1’administration fédérale de la route
FHWA (Federal Highway Administration) et la société SAMPE (Society for the Advancement of
Material and Process Engineering) ont lancé la recherche sur le vieillissement accéléré et les essais
normalisés des PRF. L’institut ACI (American Concrete Institute) a formé le comité 440 des renforts
en PRF pour étudier et promouvoir les PRF pour le renforcement des structures en béton. En mars
1993, I’ACI a organisé le premier colloque international sur les renforts en PRF pour les structures en
béton a Vancouver (Canada). Il y a eu depuis de nombreuses conférences qui se sont tenues a travers
le monde.

Enfin, en 2001 fut construit le pont Street Bridge a Southfield (Michigan), premier pont utilisant les
PRFC comme renforts structuraux principaux. Les travaux relatifs a la précontrainte en PRF aux Etats-
Unis ont été rapportés par Dolan (1999). Pour conclure, les recherches menées sur le PRF ont permis
de mener des essais statiques et de fatigue (a petite et a grande échelle), des essais de durabilité sur des

poutres de ponts précontraintes par PRF et au final de développer des recommandations de conception.

1.6 Exemples d’armatures en matériaux composites et d’utilisation
Les armatures en PRF présentent 1’avantage d’avoir une nature résistante a la corrosion pour une

utilisation en renforcement de structures dans des environnements trés corrosifs. On peut citer par
exemple les digues et autres structures maritimes, les tabliers de pont et les superstructures exposés a
des sels de déglacage. Un autre avantage présenté par les armatures en PRF est leur neutralité. Ce type
d’armature a pour cette raison connu une forte demande pour des installations d'IRM (imagerie par
résonance magnétique) et d'autres équipements sensibles aux champs électromagnétiques. Dans le

méme temps d'autres utilisations des PRF se sont développées, en particulier dans la construction des
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réacteurs nucléaire, pistes d'aéroport et des laboratoires d'électronique (Brown et al. 1996, ACI
440.1R-03). Dans le domaine du génie civil (c.-a-d. pour les renforts pour les structures en béton), les
premiers renforts en fibres d'aramide (FIBRA ®, Technora ®) et en fibres de carbone (CFCC ®,
Leadline ®) ont été produits au Japon. Le japon reste le principal producteur de ces renforts. En
Europe les producteurs se trouvent en Italie (Arapree ®, CARBOPREE ®) ou aux Pays-Bas (Carbon-
Stress ®). Ces renforts en PRF peuvent étre utilisés comme barres d'armature, torons de précontrainte

ou haubans.

1.6.1 Barres en fibre de verre PRFV
Ces barres sont couramment utilisées dans le béton armé pour la réalisation de tabliers des ponts

routiers. La fraction volumique de fibres varie généralement de 0.3 a 0.5. La configuration de la
surface des barres d'armature en PRFV a un impact direct sur 1’adhérence avec le béton. Diverses
configurations de surface sont disponibles dans le commerce, recouverte de sable, nervurées ou
tressées (figure 1.7). Une combinaison de traitements de surface peut étre également utilisée.
Cependant, il n’y a pas de classification normalisée des conditions de surface (ACI Comité 440 2003).
Plusieurs marques sont disponibles comme ISORRODE, ASLON 100, C-BAR, ROTAFLEX etc.
Comme nous allons le voir plus tard, les renforts en fibres de verre ne sont pas recommandés pour la
précontrainte en raison de leur faible résistance au fluage sous des charges élevées, en fatigue et car ils

sont sensibles aux alcalins.

Fig.1.7 Barres en fibre de verre (PRFV)

1.6.2 Renforts en fibre de carbone PRFC

1.6.2.1 Barres Leadline

Elles sont constituées de fibres de carbone PITCH (V. =65%) et de résine époxyde (Vi=35%),

produites par Mitsubishi K&, Japon, sous forme de barres lisses de diamétre allant de 1 a 17 mm et de
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barres déformées (crénelées ou indentées) (figure 1.8). Les barres de surface crénelée sont obtenues,
lors de leur fabrication, par un enroulement hélicoidal ou concentrique des fibres autour du noyau
central. Le fini de surface des barres indentées est obtenu par superposition de deux enroulements

hélicoidaux de fibres disposées de facon opposée.

Fig.1.8 Barres Leadline

1.6.2.2 Torons CFCC

Les torons CFCC (Carbone Fibre Composite Cable) sont fabriqués au Japon par la société Tokyo
Rope, Japon, en utilisant les fibres de carbone de type PAN. Les torons CFCC sont constitués de 60%
de fibres et de 40 % de résine époxyde. Ces torons sont fabriqués en torsadant 7, 19 ou 37 fils et sont
aussi disponibles en une gamme d'un seul fil. La gamme des diamétres varie de 3mm a 40mm. Les
torons CFCC peuvent é&tre enroulés pour faciliter le transport (figure 1.9). Ils sont utilisés
principalement pour la précontrainte, mais peuvent aussi étre utilisés comme céables de suspension

pour les ponts suspendus ou pour les ponts haubanés.

7-Wire NACC Strand 15.0¢

19-Wire NACC Strand 25.0¢

37-Wire NACC Strand 35.0¢

Fig.1.9 Torons CFCC Fig.1.10 Torons NACC



1.6.2.3 Torons NACC

Les torons NACC semblables aux torons CFCC sont développés par Nippon Steel Chemical Co., Ltd.,
et Suzuki Metal Industry Co., Ltd. Les torons sont obtenus a partir de la fibre de carbone de type PAN
et charbon et, ils sont disponibles en cébles de 7, 19 et 37 fils (Figure 1.10). On peut enfin citer les
torons Carbone Stresse (fibres carbone et résine époxyde par AKZO Pays-Bas), toron
Strawman (fibres carbone et résine époxyde par Glasforms Corporation de San Jose, CA), les barres
Aslan 200 (fibres carbone et résine époxyde Hughes Brothers USA) et les barres Carbopree (fibres

carbone et résine vinylester par Sireg S.P.A Italie).

1.6.3 Renforts en fibre d’aramide PRFA
1.6.3.1 Tendons ARAPREE

Les tendons ARAPREE (ARAmid PREstressed Element) ont été développées par les sociétés AKZO
et Hollandsche Beton Groep (HBG) aux Pays Bas. Ces derniers ont le principal avantage par rapport
aux torons en fibres de carbone de présenter une déformation a la rupture plus élevée. Les barres
ARAPREE sont fabriquées par pultrusion de fibres d'aramide Twaron HM 45% et de résine époxyde.
Deux types de section sont disponibles: rectangulaire et circulaire (figure 1.11). Une couche de sable

est déposée a la surface des barres dans le but d'améliorer la résistance a 1'adhérence.

1.6.3.2 Barres Technora

Les barres Technora sont réalisées a partir de la fibre PPODTA (poly-para-phényléne-3,4-
oxidiphenyléne terephthalamide) et d’une résine vinylester. La fibre PPODTA est un type de
polyaramide présentant une densité 1égerement plus faible et des performances plus élevées que les
fibres conventionnelles de polyaramide. Ces produits ont ét¢ développés par Sumitomo Construction
Company et Teijin Corporation (Japon). Ils sont disponibles sous forme de barres lisses, barres

déformées, et de torons tordus (figure 1.11).

Twisted Strand 13X 7 #12.4mm

Fig. 1.11 Des barres et torons de fibre d’aramide
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1.6.3.3 Torons FIBRA

Les barres FIBRA sont développées par Mitsui Construction Company au Japon. Elles sont produites
en tressant des fibres d’aramide et les imprégnant de résine époxyde. Selon des petites variations du
processus de fabrication, deux types de renforts, rigides et flexibles, sont produits. Les barres rigides
sont principalement utilisées pour le béton armé, tandis que les torons flexibles, qui peuvent étre
enroulés, sont utilisés en tant que torons précontraints (figure 1.11). Le tableau 1.3 récapitule les

propriétés mécaniques des différents renforts commercialisés en PRF comparés avec ’acier.

Diametr Déformation
Résistance a la Module Coefficient
Renforts type e a la rupture
rupture (MPa) d’Young (GPa) de Poisson
(mm) (%)
PRFA (en fibres d’aramide)
Arapree tendon 7.5 1500 62.5 2.4 0.38
FIBRA toron 12.7 1400 68.6 2 0.6
Technora barre 8 2000 54 3.7 0.35
PRFC (en fibres de carbone)
CFCC toron 12.5 2100 137 1.56 0.26
Carbon Stress | barre 54 2550 160 1.6 0.3
Carbopree barre 7.9 2300 115 2 0.28
NACC toron | différent 1800 118 1.6 0.3
Leadline barre 7.9 2250 150 1.3 0.27
ACIER
Acier de
toron différent 1860 190 3.5 0.3
précontrainte

Tableau 1.3. Propriétés des différents renforts de précontrainte commercialisés en PRF et en acier

1.7  Principaux avantages et inconvénients des renforts en PRF dans les applications
au béton précontraint:

Nous récapitulons dans ce paragraphe les principaux avantages et inconvénients des renforts en PRF dans

le cadre de leur utilisation pour la mise en précontrainte du béton.

Avantages :

- Non corrosifs,
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- Haute durabilité,

- Basse relaxation,

- Bon comportement a la fatigue,

- résistance spécifique élevée,

- Neutralité électromagnétique,

- Possibilité d’intégrer des fibres optiques dans les renforts PRF comme un systéme de surveillance et
détection des signaux de dégradation,

- Facilité de mise en ceuvre due a la Iégereté et a la facilité de découpe.

Inconvénients:

- Comportement ¢lastique fragile et absence de plasticité,
- Difficulté de mise en tension due a la faible résistance au cisaillement (systéme d’ancrage),
- Coefficient d’expansion thermique transversal trés important (2 a 5 fois celui du béton),

- Cott tres élevé.

Plusieurs études ont été menées pour proposer des solutions dans le but de palier a ces inconvénients.
Par exemple, afin d’améliorer la ductilité des ¢éléments armés par des renforts en PRF, quelques
techniques ont été proposées comme [’utilisation de fibres hybrides (plusieurs types de fibres) dans les
PRF, le confinement de la zone de compression du béton (armature spirale en PRFV) et, I’utilisation
de torons PRF partiellement adhérent avec le béton (Burgoyne 1997). Des systémes d’ancrage ont été
proposés pour les barres et les torons en PRF dont nous parlerons dans la suite du texte. Bien que leur
colt initial demeure plus ¢élevé que celui de [l'acier, l'utilisation des PRF peut &tre
économiquement viable lorsque I’on considére les cotts associés a la durée de service de 1'ouvrage.

Les différentes propriétés mécaniques associ¢es a des matériaux de PRF ménent aux méthodologies
alternatives de conception et de construction. En raison d’une rigidité plus faible que celle de I'acier,
les renforts PRF doivent étre précontraints. Ceci diminue par contre une grande partie de leur capacité
de déformation, si I’on veut que l'utilit¢ de la structure soit assurée (fleche et fissures soient
contrdlées) et une utilisation efficace de tous les matériaux. Les torons présentés sur la figure 1.12 sont

actuellement les plus utilisés pour la précontrainte et donnent lieu a de nombreuses recherches.
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 ARAPREE

Fig.1.12 Torons pour la précontrainte

1.8  Propriétés physiques et mécaniques des renforts en PRF
L'utilisation d'armature en PRF dans les structures en béton est fortement influencée par leurs

propriétés physiques et mécaniques. Des renforts en PRF peuvent étre congus et fabriqués pour
répondre aux exigences spécifiques d'une application particuliere. Les variables disponibles de
conception incluent le choix des constituants (fibre et matrice polymere), les fractions de volume de la
fibre et de la matrice, I'orientation des fibres et le procédé de fabrication. D'autres facteurs tels que le
contréle de la qualit¢ pendant la fabrication jouent un role important dans la détermination des
caractéristiques des barres en PRF. Les propriétés des PRF sont également influencées par I'histoire du
chargement, la durée de chargement, la température et 'humidité.

Un ¢élément clé dans 1'évaluation des propriétés des PRF est la caractérisation du volume relatif ou de
la masse des différents constituants du matériau. Les fractions de masse sont plus faciles a obtenir en
cours de fabrication ou en utilisant des méthodes expérimentales apres la fabrication. Les fractions
volumiques sont utilisées dans la micromécanique des matériaux composites. Considérons v, le
volume d'un matériau composite qui se compose de volume de fibres (v¢) et de volume de matrice
(vm). Les indices c, f et m représentent respectivement le matériau composite, les fibres, et la matrice.
Considérons également m,, m; et m,, correspondant respectivement a la masse du composite, des
fibres et de la matrice. La fraction volumique et la fraction de masse sont respectivement désignées par
V et M. En supposant qu'aucun vide n’est présent dans le composite, les fractions de volume sont

définies comme suit (équations 1.1 et 1.2):

éq.1.1
et szv—m avec Vi+tVp=1 (6q.1.1)
V¢ Ve

Vi
Vii=—
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FEt les fractions de masse :

(éq.1.2)
et Mm:m avec mis+mm=me
mc mC

m
M¢i=—"

La valeur de la fraction volumique V; typique varie entre 0.6 et 0.65. La résistance et le module
d’Young des fibres sont plus importants par rapport a ceux de la matrice. Le comportement mécanique
des matériaux composites est donc piloté par les propriétés mécaniques des fibres et la quantité de

fibres (fraction volumique).

1.8.1 Propriétés physiques
1.8.1.1 3-7-1-1-Densité

La densité du composite p, peut étre obtenue en termes de densité des constituants (p; et p,,) et de leurs

fractions volumiques en utilisant la "régle des mélanges" pour les densités (équation 1.3)

Pe=PNt+PVm (¢q.1.3)

En utilisant les valeurs de densité des constituants (tableaux 1.1 et 1.2), les densités des renforts en
PRF a base de résines thermodurcissables pour des valeurs de fraction volumique de fibres (Vy= 0.5 a
0.75) sont données dans le tableau 1.4. Comme on peut le voir dans ce tableau, les renforts en PRF ont

une faible densité, ce qui permet une manipulation plus facile sur le chantier.

PRF
Matrice PRFC PRFA PRFV Acier
Polyester 1430-1650 1310-1430 1750-2170
Epoxy 1440-1670 1320-1450 1760-2180 7850
Vinyester 1440-1630 1300-1410 1730-2150

Tableau 1.4 Densité typique des barres en PRF ; fraction volumique de fibre 0.5 - 0.75 Kg/cm®

1.8.1.2 Coefficient d'expansion thermique (CET)

Les coefficients d'expansion thermique (CET) des renforts en PRF dépendent des types de fibre, de
résine et de la fraction volumique des constituants. Les matrices polymeéres et les fibres de verre
peuvent é&tre considérées comme isotropes, alors que les fibres de carbone et d'aramide sont

orthotropes. Le CET longitudinal, (o), dépend des propriétés des fibres, tandis que le CET

transversal, (q7), est principalement déterminé par les propriétés de la matrice polymére.
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Pour le cas des constituants isotropes (cas du PRFV) les expressions suivantes ont été développées

pour déterminer la valeur des CET (Schapery 1968):

Le CET longitudinal :

_EtViatTEnVmam

a (éq.1.4)
: EfVi+EmVm

Le CET transversal :

OlT:(1+Vm)Vmam+(1+Vf)Vfaf—aLVLT (éq.1.5)

Ou oy estle CET de fibres, o, estle CET de la matrice, E; est le module d"Young des fibres, E,, est le
module d'Young de la matrice et vt est le ccefficient de Poisson du composite déterminé avec

I'équation 1.6:

vit=viVitvmVnm (éq.1.6)

vt est le coefficient de Poisson des fibres et v, est le coefficient de Poisson de la matrice.

Dans le cas des fibres orthotropes (telles que 1'aramide et le carbone), le module d’Young longitudinal
de fibres Ey; est différent du module transverse E¢p et les CET dans les directions principales sont donc
a 1. ¢t o ¢r- Comme la matrice est supposée isotrope le module d’Young de la matrice ne posséde pas
de deuxiéme indice et les coefficients de dilatation thermique peuvent étre déterminés avec les
équations 1.7 et 1.8 (Kollar et al. 2003):

Le CET longitudinal :

_EV,@,tEV a, (€q.1.7)
- EfLVf+Eme

(94

Le CET transversal :
ar =V,a,*tV a tVv, (a,~a)*V v (a, —a) (€q.1.8)

Ou vy est le coefficient de Poisson de la fibre de renfort dans le plan LT (figure 1.13). Les valeurs
des coefficients de dilatation thermique pour certaines barres d’armature en PRF (V= 0.5 4 0.75) sont

données dans le tableau 1.5 (Rizkalla et al.2001, ACI 2006).
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Direction Coefficient d’expansion thermique CET (x10°°°C)
PRFC PRFA PRFV Acier
Longitudinale (o) De-1a0 De -6 a -2 De6al0 11.7
Transversale (ar) De 22 423 De 60 a 80 De 21 a 23 )

Tableau 1.5 Coefficients d’expansion thermiques typiques des barres en PRF et en acier (fraction
volumique de fibre V; variant de 0.5 a 0.75)

Les valeurs négatives des CTE indiquent que les PRF se contractent lorsque la température augmente
et se dilate quand la température diminue. Le béton ordinaire est considéré comme isotrope et a un
coefficient de dilatation thermique qui varie de 7.10-6 a 13.10-6/°C (Neville 1996). Les effets a long
terme provenant de la différence entre les coefficients de dilatation thermique et les propriétés
¢élastiques des barres de PRF et du béton doivent étre considérés. Des méthodes d'essai ont été
développées par JSCE (JSCE E-536, 1995) et par ACI 440K pour déterminer les coefficients de

dilatation thermique des barres PRF.

1.8.2 Propriétés mécaniques des PRF a court terme
Dans les matériaux composites, les fibres reprennent principalement les efforts dans la direction des

fibres. La matrice, quant a elle, transfére les contraintes aux fibres, et les protége (figures 1.13 et 1.14).
Les propriétés des matériaux composites peuvent étre déterminées par des mesures expérimentales
(voir par exemple ACI 440.4R-04 2004). Cependant, ces expériences peuvent devenir longues et
couteuses. Une approche micromécanique peut étre utilisée pour estimer les propriétés des matériaux
composites en termes de propriétés de leurs matériaux constitutifs (Agarwal et al. 1990, Daniel et al.

1994).

stress
MPa] A

18004900 ——
fibres

3(T)
600-3000 — [ e

e matrix

2m i _| S

™
Ll

T{L) strain

04-48% =10 %

Fig. 1.13 Principales directions d’une barre en
PRF 1 (L) longitudinale, 2 (T) et 3(T) transversale

Fig. 1.14 Comportement de différents types de PRF
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1.8.2.1 Résistance en traction

Les principaux facteurs influencant les propriétés en traction (résistance et ce module élastique) des
renforts en PRF sont: les propriétés des constituants (fibres et matrice) et leurs fractions de volume, la
distribution des constituants, les interactions physiques et chimiques, la procédure de fabrication et le
contrdle de la qualité de fabrication. La littérature (Agarwal et al. 1990) donne les modéles analytiques

suivants pour déterminer le module d'élasticité longitudinal, E;, et la résistance a la traction :

E.=EaVi+En1-Vy) (¢q.1.9)

Ou Eq est le module d'¢lasticité des fibres dans le sens longitudinal et E;, est le module d'élasticité de
la matrice considéré dans le cas ou la matrice est isotrope. Les fibres de carbone et d’aramide sont
orthotropes et elles ont des valeurs de module d'élasticité longitudinal et de module transversal E¢r
différentes. La valeur du rapport Eg / E¢r est de 24 pour le Kevlar, 15.3 pour le carbone a haute
résistance et 65 pour un carbone haut module (Gay et al. 2003). En traction, les renforts en PRF ne
montrent pas de plasticité avant la rupture et leur relation contrainte-déformation est élastique linéaire
jusqu'a la rupture (figure 1.15). Habituellement dans les composites PRF, la déformation a la rupture
de la fibre est inférieure a celles de la matrice et l'expression suivante peut étre utilisée pour

déterminer la résistance a la traction longitudinale:

aLt=a{vf+E—;“(l—vf)} (6q.1.10)
L

Ou oy est la résistance a la traction longitudinale des fibres. Les propriétés de traction des renforts
typiques PRF sont données dans le tableau 1.6. La résistance a la traction des barres PRF varie en
fonction de la section. On observe pour le PRFV une réduction de la résistance qui peut aller jusqu'a
40% avec l'augmentation du diamétre des barres (9.5 a 22.2 mm) (Faza et al. 1993) suivant le
fabricant. De la méme facon et dans une moindre mesure, la résistance des barres PRFA diminue de
7% quand le diamétre augmente de 3 a 8 mm (ACI 2006). Par conséquent, les fabricants de renforts
PRF doivent fournir les valeurs de résistance pour chaque taille de barres et également une description

de la méthode utilisée pour déterminer les propriétés.

Propriétés Matériaux -
PRFC PRFA PRFV Acier
Résistance a la traction (MPa) 600-3500 | 1000-2500 450 -1600 450 -700
Module longitudinale (GPa) 100- 580 40- 125 35- 60 200
Déformation a la rupture (& %) | 0.5- 1.7 1.9-44 1.2-3.7 5-20

Tableau 1.6 Propriétés typiques des barres en PRF (fraction volumique de fibre de 0.5 a 0.75)et en acier
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Une méthode d'essai pour déterminer la résistance a la traction et le module d’Young des renforts en
PRF a été développée et éditée par le Comité 440 ACI (ACI 2004) et, a été soumise a la norme ASTM
pour approbation et normalisation. Une autre méthode d'essai pour 1'évaluation des propriétés de
traction des matériaux composites utilisés a la place de renforts en acier a été adoptée par la Société

japonaise de génie civil (JSCE-E 5311995, Machida 1997).

3-5
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. 2.0
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E / Prestressing steel
T 15
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o] 1 2 3 4 5 —=
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Fig.1.15 Comparaison du comportement en traction des renforts en PRF et en acier

1.8.2.2 Résistance en compression

Méme s'il n'est pas recommandé d’utiliser des barres PRF dans les zones qui travaillent en
compression, une bréve description du comportement en compression des barres PRF est utile et est
présenté dans la suite du texte. Les mode¢les théoriques pour la résistance a la traction longitudinale ne
peuvent pas étre utilisés dans le cadre de la compression car la rupture des composites est dans
beaucoup de cas associée a des micro-flambements ou au plissage des fibres dans la matrice. Les
valeurs expérimentales précises pour la résistance a la compression sont difficiles a obtenir et elles
sont trés dépendantes de la géométrie des échantillons et de la méthode d'essai. Le mode de rupture
dépend des propriétés des constituants (fibres et résine) et de la fraction volumique de fibres. Les
principaux modes de rupture en compression longitudinale sont le micro-flambement de fibres, la
rupture en traction transversale par effet Poisson et la rupture en cisaillement des fibres sans
flambement. Des modé¢les analytiques ont été développés pour chaque mode de rupture pour
déterminer la résistance en compression longitudinale (FLC), et ils sont donnés ci-dessous :

- micro-flambement de fibres dans le mode de cisaillement lors V¢ > 0.4 (Jones 1999) :
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LB (éq.1.11)
1-V ¢

Ou G,, est le module de cisaillement de la matrice :

Em

T (éq.1.12)

Gm=

- rupture en traction transversale due a I’effet Poisson (Agarwal 1990):

BV +En(1V 1) ] (1V ) em, L)
OLc™ IR f+Vm(1_V f) q.1.

Ou g, est la déformation a la rupture en traction de la matrice.

- rupture des fibres en cisaillement direct lorsque Ve est trés élevé (Daniel 1994):

oL=201s {v f+Em(1—v f)} (éq.1.14)
f

Ou oy, est la résistance au cisaillement des fibres.

Un travail expérimental (Mallick 1988) a montré que la résistance en compression des PRF est
inférieure a la résistance en traction. En général, la résistance a la compression des barres augmente
lorsque la résistance en traction augmente a l'exception des barres en PRFA ou les fibres ont un
comportement non linéaire en compression, méme pour des faibles niveaux de contraintes. Le module
d'élasticité en compression des barres en PRF est également plus petit que son module d'élasticité en
traction. Il est de ’ordre de 80% pour les PRFV et 85% pour les PRFC (ACI 2006) du module
d’élasticité en traction. Ceci est du aux ruptures prématurées résultant du micro-flambement des fibres.
Les méthodes d'essai normalisées existantes dans la littérature pour les composites ne sont pas
appropriées pour les barres de PRF. Les méthodes spécifiques standards pour caractériser le

comportement a la compression des barres de PRF n'ont pas encore été développées.

1.8.2.3 Résistance au cisaillement

Le comportement des PRF sous chargement de cisaillement découle des propriétés de la matrice et de

la distribution des contraintes locales. La littérature portant sur les PRF composites est
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particuliérement consacrée au cisaillement dans le plan des structures stratifiées, alors que les barres
de renforcement en PRF sont principalement soumises au cisaillement transversal. Par conséquent, les

propriétés de cisaillement devraient étre évaluées pour ce type de chargement (figure 1.16).

3(M)

1(L)

Fig. 1.16 renfort unidirectionnelle en PRF soumis au cisaillement transversal

Le module de cisaillement interlaminaire peut étre déterminé avec le parametre semi-impirique de

partitionnement de contraintes (Tsai et al. 1980):

\&i +7713(1_V f)
ns( 1V ¢ )+V (G /G

G13=Gnm (éq.1.15)

_ 3—4Vm+Gm/Gf

Avec : 3 4( -V m)

(éq.1.16)

Ou Gg est le module de cisaillement de la fibre. Le cisaillement transversal peut provoquer un fendage
de la matrice sans cisailler des fibres. La résistance au cisaillement interlaminaire (transversale) est
une propriété dominée par la matrice, la force de cisaillement agissant dans un plan perpendiculaire a
la direction des fibres. Dans ce cas, les fibres ne résistent pas au cisaillement et, pire encore, les
sections des fibres peuvent étre considérées comme des inclusions circulaires provoquant des
concentrations de contraintes dans la matrice. Il n’existe pas de modéles théoriques pour prévoir la
résistance au cisaillement transversal et, par conséquent, il peut étre pris dans la conception
préliminaire égal a la valeur de la résistance au cisaillement de la matrice (Barbero 1999).

Le placement de fibres dans des directions en dehors de I'axe longitudinal augmente la résistance au
cisaillement des PRF unidirectionnels. En ce qui concerne les barres PRF, une augmentation
significative de la résistance au cisaillement peut étre obtenue en enroulant ou en tressant des fibres

transversales aux fibres de renfort principal. Les barres pultrudées peuvent étre renforcées en
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cisaillement a l'aide de nattes continues de fibres, en plus de fibres longitudinales (ACI 2006). Des
méthodes d'essai servant a caractériser le comportement en cisaillement des barres PRF, en termes de
cisaillement interlaminaire, ont été ¢laborées et sont maintenant disponibles dans la littérature (JSCE-
E 540 1995, ACI 440.4R-04 2004, ASTM 2002). Les propriétés nécessaires pour une application
particuliere doivent étre obtenues auprés du fabricant de barres qui doit également fournir des

informations sur la méthode utilisée pour déterminer les valeurs de cisaillement signalées.

1.8.3 Propriétés des PRF a long terme
Les composites PRF différent de maniére significative de l'acier en ce qui concerne leurs propriétés a

long terme et il est important de comprendre leur comportement et d’appliquer le raisonnement

correspondant a la conception des éléments en béton armé.

1.8.3.1 Le fluage

Le fluage est le terme utilisé pour décrire la déformation progressive d'un matériau avec le temps sous
une charge constante. Les résines polymeéres sont viscoélastiques et leur comportement est caractérisé
par un fluage, une relaxation des contraintes et des effets dépendant des taux de chargement (Ferry
1980, E. Ferrier, et al. 2011). Deux effets principaux doivent étre distingués par rapport au fluage: la
déformation de fluage sous une charge a long terme et la résistance a la traction a long terme sous une
charge soutenue (rupture par fluage) (Balazs 2001). La plupart des matériaux composites commencent
a présenter un fluage significatif lorsqu’ils sont soumis a des charges importantes pour des
températures dépassant 40% de leurs températures de fusion (Hull 1996). Les résines
thermodurcissables n’ont pas de températures de fusion bien définie, mais elles tendent a se dégrader
une fois soumises a des augmentations de la température de 1’ordre de 100°C au-dessus de la
température ambiante. Elles sont assez résistantes au fluage a température ambiante. Une courbe de
fluage typique obtenue pour par les matériaux a haute température (> 0.5 T¢) est représentée sur la
figure 1.17a. Aprés une déformation élastique initiale instantanée, la courbe montre une région de
fluage primaire ou les déformations se développent rapidement sur une courte période de temps. Le
stade secondaire de fluage est caractérisé par une pente constante et il s'étend sur une longue période
de temps. Il correspond a la période pendant laquelle la structure sera en fonction (taux de déformation
constant) (Barbero 1999). Le stade tertiaire est une phase d’endommagement pour laquelle on observe
une augmentation de la vitesse de fluage qui conduit a la rupture du matériau. Dans de nombreuses
situations avec des matériaux composites, on peut supposer que les fibres n’exhibent aucun fluage,
mais le comportement au fluage du composite dans son ensemble dépend de la répartition des charges
(Hull 1996). 11 a été constaté que les renforts en fibre d’aramide PRFA présente un schéma de fluage

qui se décompose en trois phases (figure 1.17a) alors que les renforts en fibres de carbone PRFC
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présentent dans la seconde phase une augmentation du taux de déformation négligeable (figure 1.17b).

(ACI 440.4R-04).
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Fig.1.17 Courbes typiques de fluage a) cas général, b) cas du PRFC (ACI 440.4R-04)

Le traitement du fluage axial des composites PRF unidirectionnel est simple. La déformation initiale
peut étre déterminée en divisant la contrainte appliquée (o) par le module d'élasticité longitudinal

(éq.1.17) :

- 9 (éq.1.17)
EV +Em(1-V 1)

&0

Le fluage se produisant dans la matrice, les contraintes appliquées sont transférées progressivement
aux fibres et les contraintes augmentent jusqu'a ce que les fibres reprennent toute la charge appliquée.
A ce stade, la déformation des fibres (&,) et par conséquent du composite peut étre déterminée par
1I’équation suivante:

o
== (éq.1.18)
Ew

Ewn
La déformation se rapproche de cette valeur asymptotique, puisque le taux de fluage dans la matrice
diminue a mesure que les contraintes qu’elle supporte diminuent sans que ne s’instaure un état
d'équilibre (Hull 1996).

Le coefficient de fluage peut étre déterminé en linéarisant la courbe d’isocontrainte-fluage en
déformation en fonction du logarithme du temps et la plupart des matériaux polymeres est approchée
par une relation linéaire (Hollaway 1993). L'équation de la déformation totale de la matiére peut étre

écrite comme suit :

e(t)=pPlogt+ ¢, (éq.1.19)
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Ou &(t) est la déformation totale du matériau apres la période t, g est la valeur initiale de déformation

et B est le paramétre de taux de fluage égal a de(t) / dt.

3-7-3-2-Rupture par fluage

Les composites de PRF soumis aux charges soutenues pendant une longue période peuvent
brutalement se rompre apres une période de temps appelée «limite d'endurance". Ce phénomeéne est
connu sous le nom de rupture par fluage (creep rupture). Ce type de rupture est le résultat d'une
augmentation graduelle (microscopique) de I’endommagement, aussi connu sous le nom de dommage
cumulatif. Dés que la rupture en fluage d'un filament unique se produit il y a une redistribution de la
charge, et une augmentation conséquente de la contrainte dans les fibres restantes. Pour des niveaux
¢élevés de contraintes, il y a un risque d’avoir une rupture de fibres. La rupture par fluage n'est pas
normalement considérée pour les éléments en acier excepté par des contraintes et températures élevés
(T > 0.57.Tg, T température de fusion). Cependant, le comportement a la rupture par fluage des
matériaux polymeres a des implications significatives pour la précontrainte du béton par torons en
PRF.

Ce type de rupture dépend du type de fibre. Les fibres de carbone et de verre présentent une excellente
résistance au fluage alors que la plupart des résines polymeres fluent. Par conséquent, I'orientation des
fibres et les fractions volumiques de fibres ont une influence significative sur la performance des
renforts PRF au fluage. La limite d'endurance diminue quand le rapport contrainte de traction
appliquée / résistance a court terme augmente. D'autres facteurs tels que la température élevée,
l'exposition au rayonnement ultraviolet UV, l'alcalinité élevée, les cycles de séchage-mouillage (sec-
humide) et les cycles de gel-dégel peuvent aussi diminuer le temps d'endurance de maniére irréversible
(Audenaert et al. 2001). Certains travaux expérimentaux (Budelman et al. 1993) indiquent que la
rupture par fluage ne se produit pas si la contrainte appliquée est inférieure a 60% de la résistance a
court terme. De nombreux travaux portent sur ce sujet, fondamentaux allant jusqu’aux aspects
pratiques mais, peu de données sont actuellement disponibles pour des temps d'endurance dépassant
100 heures (ACI 440.1R-06 2006).

Les résultats d'un vaste programme expérimental (Yamaguchi et al. 1997), concernant des barres de
diamétre 6mm en PRFV, PRFA et PRFC, montrent qu’une relation linéaire existe entre la résistance a
la rupture par fluage et le logarithme du temps, sur des durées de temps ne dépassant pas 100 h. En
extrapolant les résultats a 500.000 h (57 ans) les rapports niveau de contrainte a la rupture par fluage /
résistance a court terme des barres GFRP, RPPA et PRFC ont été respectivement extrapolés
linéairement a 0.29, 0.47 et 0.93. Des barres commercialisées torsadées en PRFC et en PRFA avec une
matrice époxyde ont été testées a température ambiante pour déterminer le temps d'endurance (Ando et
al. 1997). Les valeurs estimées des contraintes a la rupture par fluage apres 50 ans sont égales a 79%

pour les PRFC et 66% pour les PRFA. De méme, concernant les barres PRFV avec une matrice
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vinylester a température ambiante, cette valeur est égale a 55% de la résistance a court terme par une
extrapolation de temps d'endurance de 50 ans (Seki et al. 1997). Les résultats des essais d'un
programme expérimental global sur les propriétés a long terme des barres PRFA et PRFC effectués
dans des différents environnements par une contrainte appliquée égale a 40% de la résistance initiale
montrent que les déformations de fluage enregistrées sont plus élevées dans les barres PRFA que dans
les barres en PRFC (Saadatmanesh et al. 1999a, 1999b). Les résultats montrent également une légere
tendance a la déformation de fluage plus élevée dans des barres de grands diametres et dans des barres
immergées dans des solutions acides.

Une méthode d'essai pour caractériser la rupture par fluage des barres de PRF a été proposée par le
Japon Society of Civil Engineers (JSCE-E533 1995). Le comité ACI 440K a proposé une méthode
d'essai pour I’étude du fluage de barres FRP (ACI 440.4R-04). Ces méthodes d'essai visent a
déterminer la déformation en traction de barres PRF sans changement et conditions environnementales
données. Pour éviter la rupture par fluage la plupart des recommandations internationales (code
canadien de I’autoroute et de la conception des ponts (CAN/CSA S806-00 2000, ACI 440.4R-04,
JSCE-E533 1995) suggérent que la précontrainte maximale ne dépasse pas respectivement 40% et
65% de la résistance ultime des PRFA et PRFC.

Des résultats expérimentaux portant sur le fluage des renforts PRFC sont présentés en figure 1.18
(Rope Tokyo 1993). Des torons CFCC ont été soumis a des niveaux de contraintes de I’ordre de 65%
de leur résistance ultime pendant 1000 heures (température 22 °C). Une augmentation de la

déformation peut étre observée (0.0068%) mais elle reste négligeable.
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Fig. 1.18 Comportement au fluage de Fig. 1.19 Résistance en traction a long terme
torons CFCC (Rope Tokyo 1993) des barres en PRF (Yamaguchi et al. 1997)

Des résultats expérimentaux sur la résistance a la traction a long terme pour différents renforts PRF
sont donnés en figure 1.19. La valeur de la résistance résiduelle des renforts PRFC apres 100 ans est
supérieure a 90% de la résistance a la traction a court terme (valeur extrapolée) (Yamaguchi et al.
1997).

1.8.3.2 Relaxation
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La relaxation de contrainte est la diminution de contrainte dans un matériau soumis a une déformation
constante et de longue durée a température constante (Hollaway 1993, Machida 1997). Un taux de
relaxation peut étre déterminé en divisant la charge mesurée pendant 1’essai de relaxation par la charge
initiale. Il représente le pourcentage de réduction de la charge par rapport a sa valeur initiale aprés une
période donnée. La valeur de la relaxation la plus commune est déterminée apres 1.000.000 heures, ce

qui est appelé le taux de relaxation a 1 million d’heures (figure 1.20).
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Fig.1.20 Relaxation typique de différents types de renforts en PRF (JSCE)

Des travaux expérimentaux ont ét¢ menés sur différents PRF et pour différentes durées de chargement
(Ando et al. 1997). Des torons PRFC de 12.5 mm de diamétre et PRFA de diameétre 15 mm ont été
utilisés. Les essais ont été effectués a 20 °C, 40 °C et 60 °C pour des périodes de temps supérieures a
3000 heures. En supposant une durée de vie des structures a 50 années le taux de relaxation a été
estimé entre des valeurs comprises entre 2.0 et 3.1% pour les barres PRFC et 18.4 et 23.4% pour les
barres PRFA (voir figure 1.21). Les résultats d’essais indiquent que plus la température est élevée,

plus le taux de relaxation est important et cette tendance est renforcée pour les barres PRFA.
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Fig.1.21 Relaxation de torons en PRFA et PRFC soumis a une
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charge initiale de 70% de leur résistance ultime (Ando et al 1997)

On peut estimer que les valeurs des taux de relaxation aprés 1000 heures sont comprises entre 1.8 et
2.0% pour les barres PRFV, 0.5 et 1.0% pour les barres PRFC et 5.0 et 8.0% pour les barres PRFA,
tandis qu’aprées 50 ans de chargement ces valeurs estimées sont respectivement comprises entre 4.0 et
14.0%, 2.0 et 10.0% et 11.0 et 25.0%, en fonction de la contrainte de traction initiale (Balazs et al.
2001).

Le tableau 1.7 (Tokyo Rope 1993), présente une comparaison entre la relaxation du toron PRFC (1 x 7
¢ 12.5 mm) et du toron acier de sept fils pour une période de chargement de 50 heures et 100 heures.
L’influence du changement de niveau de charge et des conditions de température (conditions de
laboratoire T= 22 °C) ainsi que, apres traitement thermique (10 heures sous T= 80 °C) a été étudiée.
(Kato et al. 1993, Kobayashi et al. 1984, Ishida et al. 1986) ont testé des barres PRFV, PRFA et PRFC
et ont constaté que le taux de relaxation varie linéairement avec le logarithme du temps. Ils ont soumis
des torons a un niveau de charge élevé, puis les ont partiellement déchargés en les laissant soumis a un
niveau de charge inférieur pendant une longue durée. Ils ont observé que la perte de contrainte de ces
torons était inférieure a la perte de contrainte de torons soumis & un niveau de charge constant et
inférieur au niveau de charge précédent. Le pré-chargement avec une charge plus importante réduit
donc les pertes de contrainte & long terme. D'autres chercheurs (Kakihara et al. 1991, Asai et al. 1991)

ont trouvé des résultats similaires.

Strand type Initial stress level

(1x7&12.5 mm) 0.501g, 0.65fg, 0.80f

100 hours CFCC*® 0.48% 0.84% 1.04%
relaxation under

laboratory 110/ 5 1ro) o,

COllditiOHS (22.)() sTeel 1.11% 2.40% 7.47%

50 hours CFCC® 2.76% 3.50% 3.59%
relaxation under

heat treatment steel 4.41% 8.84% | 15.08%

Tableau 1.7 Comparaison entre la relaxation des torons en PRFC et en acier (Tokyo Rope 1993)
Une méthode d'essai pour la relaxation a long terme des barres PRF a été adoptée par JSCE (JSCE-

E534 1995) et, le sous-comité ACI 440 K a proposé une méthode d'essai similaire (ACI 440.4R-04

2004). Toutes les propriétés des renforts PRF sont récapitulées dans le tableau 1.8.
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Property GFRP AFRP CFRP Prestressing steel

Minimum fibre volume ratio 0.55 0.6 0.63 —
Density {gicma) 2.1 1.38 1.58 T.85
Longitudinal tensile strength (MPa) 1080 1280 2280 1865
Transverse tensile strength (MPa) 39 30 57 1860
Longitudinal modulus (GPa) 39 8 142 190
Transverse modulus (GPa) 8.6 5.5 10.3 190
In-plane shear strength (GPa) 89 49 71

In-plane shear modulus (GPa) 3.8 2.2 1.2 73.1
Major Poisson’s ratio 0.28 0.34 0.27 03
Minor Poisson’s ratio 0.06 0.02 0.02 0.3
Maximum longitudinal strain (%) 2.8 1.5 1.5 4.0
Maximum transverse strain (%) 0.5 0.5 0.6 4.0
Longitudinal CTE (10-%°C) 7.0 -2.0 -0 1.7
Transverse CTE {]0‘5;'":‘(?} 21 60 27 1.7
Relaxation ratio (%) 2-3 8

Tableau 1.8 Récapitulatif des propriétés des torons en PRF comparées et comparaison avec ’acier

1.8.4 La fatigue
La fatigue est définie comme la dégradation de l'intégrit¢ d'un matériau soumis a des charges

répétées avec un grand nombre de cycles de chargement. L'intégrité du matériau est généralement
mesurée en termes de propriétés mécaniques telles que la résistance et la rigidité. La perte de
résistance est directement associée a la rupture du composant. Les composites PRF présentent de
bonnes performances en fatigue en raison de leur résistance a la corrosion. L’endommagement par
fatigue des composites PRF est trés complexe et ceci est dii a plusieurs mécanismes
d'endommagement se produisant a plusieurs endroits dans un élément: la fissuration de la matrice, la
rupture brutale des fibres, le délaminage di a la rupture a I’interface des fibres (Schaff 2001). En
conséquence, la rupture des composites PRF se produit a cause d'une série d'événements
interdépendants des dommages. Un composite unidirectionnel PRF présente peu d’endommagement
juste avant la rupture alors qu'un composite multidirectionnel montre une réduction progressive des
valeurs de résistance et de rigidité (Hollaway 1993).

Des programmes de recherche spécifiques ont été menés au cours des deux derni¢res décennies pour
évaluer le comportement en fatigue des barres et torons en PRF en tant que renforts pour le béton armé
et précontraint. Les fibres de verre individuelles ne sont pas sujettes a la rupture par fatigue, mais sont
sujettes a la rupture retardée causée par la corrosion induite par la croissance des défauts de surface en
présence d'humidité (ACI 2006). Les barres en PRFV soumises a un chargement de traction cyclique
peuvent perdre environ 10% de leur résistance statique initiale par période de 10 ans (échelle
logarithmique) (Mandell 1982). Aucune limite claire de fatigue (le niveau de contrainte en dessous
duquel un matériau peut étre soumis de maniére cyclique pendant un nombre infini de cycles sans

rupture) ne peut généralement tre définie. Des modéles de prédiction du comportement en fatigue des
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composites PRFV sous différents niveaux de contraintes et différentes fréquences d'essai ont été
récemment développés (Epaarachi et al. 2003). Les facteurs environnementaux influencent
significativement le comportement en fatigue des composites PRFV en raison de la vulnérabilité¢ de
fibres de verre a I'humidité, aux solutions alcalines et acides. Les composites PRFC sont
vraisemblablement moins vulnérables a la rupture par fatigue.

Pour tous les types de fibres (verre, aramide et carbone), apres un million de cycles de chargement, la
résistance résiduelle est généralement comprise entre 50 et 70% de la résistance statique initiale. La
limite d'endurance a été trouvée et elle est inversement proportionnelle a la fréquence de chargement.
Il a également été constaté que la limite d'endurance diminue lorsque une contrainte moyenne élevée
ou un faible taux de contraintes (contraintes minimales / contraintes maximales) sont appliqués,
(Saadatmanesh et al. 1999a). Le comportement en fatigue des composites PRFA soumis a un
chargement de traction cyclique semble étre similaire au comportement des matériaux PRFV et PRFC.
La dégradation de la résistance par décennie est de l’ordre de 5 a 6%. Il n’y a pas de limite
d'endurance distincte connue pour les PRFA. Des essais menés pour 2 millions de cycles montrent que
la résistance a la fatigue varie entre 54 & 73% de la résistance initiale (Odagiri et al. 1997). L'ajout de
nervures, I’enroulement de surface sur les barres PRF induit des concentrations de contraintes locales
qui affectent la performance des barres de PRF sous charges répétées. Les concentrations de
contraintes produisent des contraintes multiaxiales et augmentent le mécanisme d'endommagement de

la matrice (ACI 2006).
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Fig. 1.22 Comparaison du comportement a la fatigue des

torons en PRFC et en acier (Rope Tokyo, 1993)

Méme si le nombre de résultats portant sur les essais de fatigue avec des renforts en fibre de carbone
est limité, on peut affirmer que la résistance a la fatigue du PRFC est beaucoup plus élevée que celle
des torons de précontrainte en acier classique. Des résultats obtenus sur le toron CFCC ® sont
présentés en figure 1.22 (Rope Tokyo 1993). Pour ces essais de fatigue, les charges ont été répétées 2

millions de fois, les ruptures a la fatigue de torons PRFC ainsi que de torons en acier ayant été
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étudiés. La contrainte moyenne et I'amplitude de contrainte ont augmenté au cours de I'histoire de
chargement. L'axe horizontal dans la figure 1.22 représente la contrainte moyenne, tandis que I'axe
vertical représente 'amplitude de contrainte.

On peut conclure suite a ces essais que la rupture par fatigue des CFCC se produit pour des amplitudes
de contrainte supérieures a 300 MPa, soit une amplitude de 3 fois supérieure a 1’amplitude supportée
par les torons en acier.

La figure 1.23 représente les courbes S-N de divers renforts FRP (Machida, 1997). Les propriétés

supérieures en fatigue des CFRP peuvent &tre observées.
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Fig. 1.23 courbes S-N des diverses Fig. 1.24 Rupture par fatigue de renforts
renforts en FRP (Machida 1997) CFRP (Uomoto et al. 1995)

D'autres résultats expérimentaux sont présentés sur la figure 1.24 (Uomoto et al. 1995). La rupture par
fatigue de renforts PRFC est atteinte au bout de 4 millions de cycles et elle semble étre indépendante
de l'amplitude de contrainte appliquée. Les torons PRFV ont montré quant & eux de mauvaises
performances a la fatigue en particulier lorsqu'ils sont testés a des niveaux de contrainte élevés. La
raison vient de la perte de rigidité due au fluage de la résine (Ellyin et al. 1992, Walton et al. 1986).
Cette détérioration de la rigidité n’est cependant pas observée pour les torons PRFC et PRFA qui ont
au contraire montré un gain en rigidité sous charge cyclique (Dolan 1993). Ceci a été expliqué par le
fait que les fibres de carbone et d'aramide ont tendance a se redresser quand elles sont soumises a un
chargement cyclique. Adimi et al. (1997) ont montré que les barres PRFV sont capables de résister a
un nombre de 4 millions de cycles lorsqu'elles sont chargées a 22 % de leur capacité ultime.

Une méthode d'essai pour déterminer les caractéristiques de fatigue des barres de PRF sous charge
cyclique de traction a ét¢ adoptée par les JSCE (JSCE-E 535 1995) et une méthode similaire a été
proposée par 'ACI 440K (Benmokrane 2001).

1.9 Effets de ’environnement et la durabilité des renforts en PRF

La durabilité des PRF dans le béton a principalement été étudiée a I’aide des essais de vieillissement
accélérés qui exposent des échantillons a des environnements plus séveres que ceux qu’ils rencontrent

normalement en service (Benzarti K et al. 2002). Les résultats d’essais sont ensuite utilisés pour
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extrapoler un comportement probable a long terme. Des modifications dans les propriétés mécaniques
telles que la résistance a la traction, le cisaillement interlaminaire, le module élastique et I'adhérence a
I’interface, sont les meilleurs indicateurs indirects de la durabilité des renforts composite FRP. Ceux-ci
peuvent étre complétés par des études de propriétés physiques et microstructurales en utilisant des
techniques telles que I’ATG (Analyse ThermoGravimétrique), le MEB (Microscope Electronique a
Balayage), I’AMD (Analyse Mécanique Dynamique), la CBD (Calorimétrie a Balayage Différentielle)
et I'IRTF (Spectroscopie Infrarouge a Transformée de Fourier). Bien que des progrés considérables
aient été accomplis afin de comprendre le mécanisme de détérioration des renforts PRF dans le béton,
les ingénieurs de bureau d’études ne disposent toujours que de données limitées. L’absence d’un
accord international sur des méthodes d'essai de durabilité des PRF, la variabilité des méthodes de
production des PRF, les différents types de fibres, polyméres, et associations fibres / polymeéres et le
manque de données sur les performances en temps réel compliquent encore la question. Il est donc
nécessaire d'identifier et de ratifier des méthodes d'essai normalisées, méthodes qui pourraient étre
recommandées en toute confiance aux ingénieurs du génie civil pour ’utilisation des PRF comme

armature de béton et torons de précontrainte.

1.9.1 Facteurs affectant la durabilité des renforts PRF :

Les facteurs affectant la durabilité des PRF sont différents de ceux qui affectent les armatures en acier.
Par exemple, les PRF ne semblent pas étre significativement affectés par les chlorures ou le processus
de carbonatation.

Dans un matériau composite PRF trois éléments influencent ses propriétés a long terme: la matrice, les
fibres et l'interface fibre / matrice. Chacun de ces éléments peut étre susceptible d’étre attaqué par
divers environnements agressifs, mais les trois doivent continuer a fonctionner pleinement tout au long
de la durée de vie du composite. La matrice est naturellement résistante au milieu agressif, et en
conséquence, elle empéche la détérioration des fibres et la région d'interface en fournissant une
barriére contre le béton et l'environnement extérieur. Les facteurs externes qui peuvent influencer
l'efficacité de cette protection sont:

- La nature de I'environnement (PH du béton et la présence d'espéces ioniques agressives),

- Le niveau de contrainte appliqué au composite,

- La température,

- L'état des composites (extrémités découpées, dommages, etc),

- La qualité des composites (finition de surface, présence de vides, homogénéité de la résine).

La résine protége les fibres de I’environnement agressif et il est donc fortement conseillé de protéger
(recouvrir) les fibres qui sont exposées suite a la découpe des barres et veiller a ce que les barres ne
soient pas endommagées pendant le transport pour minimiser les risques de dégradations et augmenter

la durabilité.
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Il est aussi important, en termes de durabilité des renforts PRF, de veiller a ce que les résines
posseédent certaines propriétés. Il faut en effet qu’elles soient :

- Intrinséquement capables de résister a l'attaque des chlorures et de ’alcali,

- Capables de résister aux microfissures,

- Suffisamment imperméables pour résister a la pénétration des agents environnementaux a l'intérieur,
- Faciles a traiter pour minimiser les variations de la qualité,

- Compatibles avec les fibres pour assurer une bonne adhérence a I’interface fibre/matrice.

Les effets de l'environnement peuvent considérablement influencer les caractéristiques a long terme
des PRF. Des liquides (eau, solutions alcaline et salines) peuvent se diffuser dans les résines de PRF et
causer une diminution des propriétés mécaniques (Uomoto 2001). Nous présentons maintenant les

principaux effets de I’environnement sur les propriétés des résines utilisées pour fabriquer les PRF.

1.9.2 Effet de I’eau
La résine de la matrice absorbe I’eau et la quantité d’eau absorbée dépend du type de résine et de la

température de 1’eau. L'effet de I'eau sur les propriétés des composites de PRF a été étudié a
différentes températures et différents degrés d’humidité, ainsi que dans le cas d’immersion totale dans
I’eau a différentes températures et niveaux de contraintes (Bank et al. 1995, Saadatmanesh et al. 1997,
Hayes et al. 1998, Steckel et al. 1998, Verghese et al. 1998 et Dejke 1997). Les indicateurs communs
pour évaluer la performance de durabilit¢ a long terme du PRF dans ces conditions sont les
changements de résistance a la traction et de module d’élasticité. Les études indiquent que la
détérioration des résines polymeéres peut se produire lorsque les molécules d'eau agissent comme
plastifiants de la résine et perturbent les liaisons de Van der Waals dans les chaines de polymeres
(Bank et al. 1995). Ceci provoque des changements dans le module, la résistance, la déformation a la
rupture et la dureté. Ces effets sont souvent réversibles, cependant, un gonflement de la résine peut
provoquer des micro-fissures dans la matrice qui peut initier un décollement des fibres et une plus
grande perméabilité (Hayes et al. 1998). En général on peut affirmer que les résines vinylesters
montrent la meilleure résistance a 1'absorption de 1'eau, les résines époxy peuvent offrir une résistance
suffisante (1’absorption maximale d’eau est environ de 3 % en poids), alors que les résines (polyester)
ont généralement de mauvaises performances (Machida 1993). En ce qui concerne les fibres, seules les
fibres d’aramide sont sujettes a 1’absorption de 1’eau (Uomoto et al. 1999). Cette absorption d'eau
cause une diminution réversible de la résistance a la traction, du module d'Young ou de la relaxation,
une diminution irréversible de la résistance a la fatigue (Piggott 1980) et un gonflement des fibres qui
provoque des détériorations (Sen et al 1998a). La diminution des caractéristiques de PRFA peut étre
de I’ordre de 15 a 25 % (Gerritse 1993).

La littérature portant sur cette problématique suggére indirectement que la dégradation peut étre plus

importante pour des températures ¢levées (> 60 °C) avec une absorption d’humidité a saturation pour
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les polyesters. Enfin, Hayes et al. (1998) ont constaté une amélioration des propriétés mécaniques pour

certains renforts PRF dans 1'eau.

1.9.3 Effet des chlorures
L’utilisation des PRF en milieux salins ou l'acier est susceptible de se corroder sans protection

supplémentaire peut étre une application a fort potentiel. Aussi, il existe de nombreux travaux
concernant I’étude des renforts en fibre de verre, d'aramide et de carbone (PRFV, PRFA et PRFC)
dans des solutions de chlorure pour des concentrations allant jusqu'a 4% (Saadatmanesh et al. 1997,
Sasaki et al. 1997, Sen et al. 1997, Gangarao et al. 1997, Chin et al. 1998, Steckel et al. 1998, Rahman
et al. 1998 et Toutanji et al. 1998). Des barres chargées et non chargées ont été soumises a des
températures allant jusqu'a 70 °C et dans des humidités relatives variables.

Les résultats des essais variant considérablement, il est difficile d’établir les causes réelles des
dégradations et de faire la distinction entre l'attaque de chlorure, la diffusion d'humidité et / ou
I’attaque alcaline des fibres. En général, les barres PRFC exposées de fagon combinée a I’attaque de
chlorure et & une humidité dans le béton montrent une petite dégradation avec le temps. Les renforts en
PRFA et PRFV peuvent montrer une perte 50% de leur résistance et de leur rigidité et une relaxation
des contraintes allant jusqu'a 30%. Il convient de souligner ici que la détérioration des PRF ne peut pas
se produire en raison de l'attaque de chlorures mais, plutdét a cause de l'attaque alcaline ou a
I’adoucissement de la résine causée par 1’absorption d'eau. De plus, on a observé que les solutions
salines constituent un environnement un peu plus sévere que l'eau douce.

En résumé, les données sur l’attaque de chlorures sont insuffisantes pour tirer des conclusions
définitives. L'utilisation de PRF comme armature doit étre basée sur la connaissance de la performance
d'une barre spécifique dans un environnement combinant la présence de chlorures d’alcalins et

d'humidité.

1.9.4 Effet des alcalins
Le béton est fortement alcalin en raison de la teneur élevée d'hydroxyde de calcium (Ca(OH),) dans la

pierre de ciment durcie (pH 12.5 a 14). Ce probléme nécessite une attention particuli¢re car il peut
affecter la durabilité des renforts en PRF. Les fibres de carbone n’absorbent pas les liquides et sont
résistantes aux acides, alcalis et solvants organiques. Par conséquent, elles montrent une détérioration
négligeable dans tout les types d'environnements séveres (Machida 1993, Tokyo Rope 1993). La
détérioration des fibres de verre dans un milieu alcalin est bien connue (Clarke 1993). Il est
généralement admis que les fibres de carbone ont la meilleure résistance aux alcalins suivies des fibres
d’aramide et des fibres de verre (Steckel et al. 1998, Machida 1993). L’attaque alcaline est largement
¢tudiée. Cependant, l'absence d'une méthode d'essai de durabilité internationalement reconnue,

l'utilisation de diverses combinaisons de fibres et de polymeéres disponibles et la diversité des
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méthodes de production des renforts PRF ont eu comme conséquences des données expérimentales
trés divergentes. Dans certaines études, les renforts PRF ont été incorporés dans le béton pour étudier
les changements dans les propriétés de I’adhérence béton / PRF (Schebe et al. 1995), tandis que la
majorité des projets de recherche a utilisé des solutions simulant la solution interstitielle du béton (pH
voisin de 13), pour des plages de températures variant de 20 a 80 °C (Conrad et al. 1998). Il est
important de noter ici que les solutions utilisées sont beaucoup plus agressives que les solutions
interstitielles, ceci étant di a la mobilité élevée des ions OH'. Par conséquent, les données de ce type
d’essais doivent étre interprétées en tenant compte de ce facteur pour établir le degré de résistance des
PRF en milieu alcalin. Il reste donc encore a ce jour a élaborer des modéles robustes pour traiter du
probléme de la durabilité des PRF en milieu alcalin.

Les résultats de la littérature indiquent que les renforts PRF se dégradent beaucoup plus vite dans une
solution alcaline que dans le béton, ce qui est probablement di a la plus grande mobilité des ions OH".
Des Observations spécifiques sont données ci-dessous :

- Une dégradation importante a ét€ mise en évidence dans les barres de PRFV aprés 1'exposition a des
solutions alcalines a haute température (perte de la capacité en traction de 30 a 90%). Des barres
incorporées dans le béton a différentes températures et présentant de bonnes combinaisons fibres -
résines montrent une dégradation limitée, mais cette dégradation augmente avec la température et le
niveau des contraintes.

- Les alcalis affectent peu la résistance des barres en PRFA (figure 1.25), mais la combinaison solution
alcaline et contraintes de traction élevées (de I'ordre de 75% de la résistance ultime a la traction) peut
provoquer dans les barres PRFA des endommagements significatifs. (Uomoto et al. 1999).

- Il n’y a pas de probléme significatif d'attaque d'alcalins pour les barres en PRFC avec une
combinaison appropriée fibre — résine.

- Les résines vinylesters ont une bien meilleure résistance aux alcalins que les résines polyesters,
tandis que 1’époxyde présente une résistance suffisante aux alcalins (Machida 1933).

La figure 1.25 montre I’influence des solutions fortement alcalines sur la résistance a la traction des
PRF (Uomoto et al. 1995, 1999). On observe que les composites constitués de fibres d’aramide

conservent pratiquement leur résistance.
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Fig. 1.25 Influence des alcalins sur la résistance en traction des PRF (Uomoto et al. 1999)

Le tableau 1.9 donne les résultats des différents travaux en termes de résistances des barres chargées et
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Author Material Resin pH Eav. Temp. | Duration | Stress Strength | Claim
while loss
ageing
Tannous et al. | AFRP 12 sat. 60°C la 6.4%
(1998) AFRP 12 Ca(OH), | 25°C la 4.3%
CFRP 12 60°C la 0%
CFRP 12 258 la 0%
CFRP 12 60°C la 0%
CFRP 12 25°C la 0%
Porter (1997) GFRP 12.5- 60°C 3m 55% 50a
GFRP 13 60°C 3m 73%
CFRP 60°C 3m 0%
Uomoto (1997) | GFRP NaOH 40°C 4m
AFRP 40°C 4m
AGERP 40°C 4m
Allnusallam GFRP VE >13 Cement | 40°C 4m 0 2.1%
Al-Salloum paste 40°C 8m 0 15.6%
(2005) 19%Na,0 | 40°C l6m 0 19.7%
in  sea | 40°C 4m 20-25% | 29.4%
water 40°C 8m 20-25% | 39%
40°C 16m 20-25% | 47.9%
Alsayed GFRP VE+UP cement Out- 4m 20%
Alhozaimy GFRP paste door 4m 0%
(1998) GFRP VE+UP 20g/1 4m 30%
GFRP NaOH 4m 0%
Micelli. Myers. | GFRP 12,6 0,16% 60°C 21d 0% 14a
Nanni (2001) GFRP Ca(OH), | 60°C 42d 0% 28a
GFRP +1% 60°C 21d 30% 14a
GFRP NaOH 60°C 42d 41% 28a
CFRP +1.4% | 60°C 21d 1% 14a
CFRP KOH 60°C 42d 8% 28a
CFRP 60°C 21d 0% 14a
CFRP 60°C 42d 0% 28a
Benmokrane GFRP VE: d= 12.8 ACI 64°C 2m 19-29% | 12%
et al. 9.5mm 19-29%
(2005) GFRP 9.5mm 20°C 14m 19-29% | 15%
19-29%
GFRP 12.7mm STNCE 4m 19-29% | 17%
GFRP 16mm 59€ 1m 2%
GFRP 16mm 61°C 2m 16%
Rahman (1998) | GFRP VE 58g/1 70°C 45d 30% 70%
CFRP VE NaOH 370d 50%
Arockiasamy ef | CFRP 13-14 9m 65% 0%
al. (1998)
Scheibe AFRP Air 20°C 3308h 75% 25%
Rostasy AFRP 0.4m 20°C 714h T5% %
KOH
Weber GFRP VE 13,7 sat. 60°C 2000h 20% 87
(2004) GFRP VE Ca(OH), | 60°C 2000h 25% years
GFRP VE NaOH 60°C 2000h 30%
KOH

Tableau 1.9 Revue des résultats sur renforts en PRF en milieu alcalin en termes de perte de résistance
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1.9.5 [Effet des contraintes soutenues (rupture par fluage)
Les matériaux PRF peuvent se rompre sous des niveaux de contraintes lorsqu’ils sont soumis a des

contraintes de traction soutenues inférieures a leur résistance a la rupture. Cette rupture est appelée
rupture de fluage ou de fatigue statique. Pour les PRFV et les PRFA, la rupture par fluage peut avoir
lieu pour des contraintes relativement faibles, alors que les PRFC ont une meilleure résistance. On
observe lorsque I’on exprime le logarithme de la charge soutenue en fonction du logarithme du temps
a la rupture on obtient une droite (relation linéaire). Ainsi, les données obtenues pour des contraintes
¢levées peuvent Etre extrapolées pour déterminer le niveau des contraintes théoriques qui
correspondent a la durée de service requise (par exemple 100 ans). Le mécanisme de rupture sous des
contraintes soutenues n'est cependant pas exclusivement 1ié aux contraintes.

Certains auteurs ont montré que les conditions environnementales affectent le temps de rupture. Une
fibre de verre non imprégnée peut résister sous une contrainte égale a 70% de sa résistance a la rupture
pendant 100 ans tandis qu’une fibre de verre immergée dans I'eau ne peut résister qu’a une contrainte
égale a 50% de sa résistance ultime sur la méme durée.

Le contact avec les acides et les alcalins peut conduire a une rupture soudaine pour des valeurs de
contraintes encore plus faibles (Maxwell et al. 2005).

Certaines études permettent de prédire le temps de sous charge soutenue pour des fibres et des
composites a base de fibres. Pour les fibres de verre E-glass, les contraintes maximales soutenues sur
une période de 120 ans sont de 1’ordre de 30% et 25% de la résistance a court terme pour des essais
réalisés respectivement en air ambiant et dans 1'eau. Scheibe et al. (1995) ont trouvé que la résistance
théorique a la rupture par fluage d'une barre de PRFV (Polystal) dans l'air sec (20 °C, 65% d'humidité)
est d'environ 70% de la résistance ultime a court terme apres 106 heures ce qui correspond a une durée
de vie de (114 ans). Selon Yamaguchi et al. (1997) les contraintes critiques dues a la rupture sous
charge soutenue sont de 0.3, 0.47 et 0.91 fois la contrainte de rupture respectivement pour les PRFV,
PRFA et PRFC aprés 50 ans. Pour la méme période de temps, Ando et al. (1997) ont trouvé que ces
coefficients sont égaux a 0.66 pour les PRFA et 0.79 pour les PRFC. Alwis et al. (2006) ont quant a

eux trouvé une valeur de 0.45 pour les PRFA.

1.9.6 Effet des rayons ultraviolets (UV)
Les matériaux polymeéres peuvent étre considérablement dégradés par les rayons ultraviolets (UV). Les

renforts FRP noyés dans le béton sont protéges des rayons directs du soleil. Cependant, lorsqu’ils sont
stockés en extérieur ou appliqués en tant que renforts externes, ils peuvent étre exposés au rayons
ultraviolets. Des essais d'exposition ont été réalisés sur des barres en AFRP, CFRP et GFRP en
laboratoire (1’intensité des UV est de 0.2MJ/m*/heure et la température est de 26°C) (Kato et al. 1997)
et sous conditions de chantier (Tomosawa et al. 1997). La résistance a la traction des échantillons

vieillis et vierges a été mesurée et comparée pour évaluer la dégradation. En outre, les fibres ont
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¢également été testées apres exposition aux UV sur une durée maximale de 1.000 heures. Les barres
AFRP ont montré une diminution d’environ 13% de leur résistance a la traction aprés 2500 heures
d'exposition, 8% pour les barres GFRP apres 500 heures (pas de réduction par la suite) et les barres en
fibres de carbone n'ont pas montré de diminution. D'autre part, la détérioration des matériaux CFRP et
GFRP ne peut étre attribuée qu’a la dégradation de la matrice, alors que la détérioration des AFRP est
attribuée a la dégradation des fibres d'aramide, dégradation qui peut conduire a une perte de 30 % de la

capacité de résistance en traction de la fibre.

1.9.7 Effet de la température
Les actions thermiques peuvent influencer les caractéristiques mécaniques et le comportement

d’adhérence des PRF. Dans la direction longitudinale, les PRF ont un CTE quasi-identique a celui du
béton. Cependant dans le sens transversal, dominé principalement par les propriétés de la résine, cette
valeur est 5 a 8 fois plus élevée. Pour des cas spécifiques (fortes variations de température), cette
différence entre les CTE longitudinaux et transversaux peut conduire a une pression radiale élevée sur
la surface du renfort et provoquer des fissurations longitudinales de 1’enrobage du béton. On comprend
donc l'importance de I’enrobage du béton dans ce cas. Les effets thermiques peuvent également avoir
une influence sur le vieillissement des résines et sur la résistance résiduelle des renforts en PRF
(Benzarti K et al.2002). Les données expérimentales portant sur la variation du module d'Young des
renforts en PRF due aux variations de température sont présentées sur la figure 1.26 (Rostasy 1996).
Les résultats sont présentés pour une température de service des structures en béton. Certains
matériaux polymeres sont inflammables et se dégradent dans le cas d’une exposition au feu, la matrice
déterminant essentiecllement la résistance au feu des PRF. Un grand nombre de résines ont des
températures de transition vitreuse inférieures a 150 °C. Les fibres quant a elles sont plus ou moins
capables de résister a des températures plus élevées: 200 °C pour les fibres d'aramide, 300 a 500°C
pour les fibres de verre et jusqu'a 800 a 1000 °C pour les fibres de carbone (figure 1.27) (Rostasy
1996). Les torons PRFC portés a des températures de 300 °C ont été examinés apres refroidissement et

ils ne montrent aucune diminution de leur capacité de résistance en traction (Tokyo Rope 1993).

63



— 12 “.§ . “
& =
a \""& £
-~ —— .
= P e =
= osf = 5 carbon HM fiber
= W
2 Z a2k
E o5 = ”
o — CFRP 'z
5 ok ——— AFRP S
?; s GERE r S-glass fiber
E 02
= E-glass fiber
¥ 2 o H o L 'l 1 L A
0
o= o > 0 © 0 20 400 600 BOO 1000 1200

Q
Temperature. “C Temperature, °C

Fig. 1.26 Variation du module d'Young des renforts  Fig. 1.27 Résistance en traction des renforts en
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Les expériences ont également montré que, en plus du type de fibres et de résines, la configuration de
surface des renforts PRF a un role trés important sur la résistance au feu et le comportement a haute
température. Les renforts PRFC montrent un bon comportement a haute température. La diminution de
la capacité de traction des torons en fibre de carbone soumis a une température de 400 °C est de
I’ordre de 20 % alors que les barres rondes en fibre de carbone ne montrent pas de détériorations
(Tanao et al. 1997).

Le point le plus important concernant la température est donc la température de transition vitreuse
(Tg). Les propriétés mécaniques des résines diminuent a 1’approche de ce seuil de température. Pour
éviter une rupture issue du ramollissement de la résine, la température maximale de service doit étre
inférieure a Tg. La littérature suggeére que des températures supérieures a 60 °C peuvent poser des
problémes importants pour les renforts en FRP mais, des recherches supplémentaires sont nécessaires

pour tirer des conclusions robustes et en déduire des recommandations.

1.9.8 Carbonatation
Un nombre limité de travaux de recherche portant sur I'effet de la carbonatation du béton sur les

renforts en FRP a été réalisé dans le cadre du projet EUROCRETE (Sheard et al. 1997), en étudiant un
large éventail des aspects de la durabilité des FRP. Les résultats obtenus montrent plus de variabilité
que pour les autres essais accélérés de durabilité. Cependant, aucune détérioration due a la
carbonatation n’a été observée.

Il est donc peu probable que la carbonatation favorise la détérioration des barres de PRF dans le béton.
Au contraire, la réduction associée du PH est susceptible d'augmenter la durée de vie et d’améliorer la
durabilité du béton armé de PRF car elle réduit la solution alcaline du béton qui attaque les fibres et

polyméres.
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1.9.9 Attaque par des acides
Il y a trés peu de données dans la littérature portant sur les attaques des acides sur les renforts en PRF

et leurs effets. Paradoxalement, il est probable que dans des conditions acides, la détérioration du
béton pose un probléme majeur. Il y a donc clairement besoin d'étudier ce probléme et de proposer des
ciments résistants aux acides, tels que le ciment alumineux pour les associer aux PRF dans les
environnements acides.

Afin de prendre en compte les effets de I’environnement dans la conception des éléments armés ou
précontraints par les renforts en PRF, des facteurs de réduction de la résistance des renforts en PRF qui
rendent compte des effets environnementaux ont été proposés dans le cadre des codes et guides de

conception internationaux. Le tableau 1.10 donne un résumé de ces facteurs.

Factor | Code ACT CHEBDC JSCE BISE
GFRP*: 0.75 GFRP: 0.77
. GFRP: 0.70-0.80
Envirenmental AFRP*: 0.85 AFRP: 0.87
AFRP: 0.80 0290 GFRP- 030
CFRP*: 0.85 CFRP: 0.87
CFRP: 0.90-1.00 AFRP: 0.50
CFRP: 0.60
GFRP: 0.80-1.00
Sustained stress Not Specified AFRP: 0.50 -1.00 Not Specified
CFRP: 0.90-1.00
Total strength
reduction due to GFRP: 0.70-0.80 GFRP: 0.60-0.75 GFRP: 0.77 GFRP: 0.30
environmental AFRP: 0.80 090 | AFRP: 042085 AFRP: 0.87 AFRP: 0.50
agents and CFRP: 0.90-1.00 CFRP: 0.76-0.85 CFERP: 0.87 CFERP: 0.60
sustained stress
Specified upper ;
" i = GFRP: 0.14-0.16 GFRP: 0.60-0.75 GFRP: =0.7
tensile stress limits ]
AFRP: 0.16 018 | AFRP: 042 -0.85 AFRP: =0.70 Not Specified
due to permanent
Lo CFRP: 0.44-0.50 CFRP: 0.76-0.85 CFRP: =0.70.
oa

Tableau 1.10 Facteurs de réduction de la résistance des renforts en PRF due aux effets environnementaux
ACI code américain, CHBDC code Canadian, JSCE code Japonais et BISE code britannique

1.10 Adhérence des renforts PRF avec le béton
L’adhérence entre le béton et les renforts en PRF est la clé du développement de l'action composite

des structures armées par ces renforts. Le comportement en flexion des éléments en béton armé ou
précontraint (pré-tension) dépend fortement des propriétés d’adhérence entre ces deux matériaux.
L’adhérence doit étre suffisante pour assurer un transfert des effets entre le renfort et le béton. D’autre
part, le remplacement des renforts en acier par les renforts en PRF modifie le mécanisme de transfert
des forces entre le béton et le renfort en PRF. Les barres PRF sont des matériaux anisotropes ; la

résistance au cisaillement et les propriétés transversales des PRF dépendent des propriétés de la résine
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alors que ses propriétés longitudinales dépendent des propriétés des fibres (Al-Zahrani et al. 1999,
Bakis et al. 1998).

L’adhérence entre les renforts PRF et le béton peut mobiliser jusqu’au moins trois mécanismes. Ces
mécanismes sont 1’adhésion chimique, I’action mécanique (des verrous) et le frottement. L’ Adhésion
décrit la liaison chimique qui se forme lors de I'hydratation du ciment entre la surface du renfort et le
béton (Stratford 2001, Greco et al. 1998). Le mécanisme d'adhésion est seulement actif tant que le
glissement n’a pas lieu et est le premier mécanisme qui donne lieu & une rupture. Le mécanisme de
I’action mécanique dépend des déformations en surface du renfort et est activé aprés la perte
d'adhésion. L’adhésion et I’action mécanique sont parfois appelées «les mécanismes d'adhérence
primaires» parce qu'ils sont actifs pour des faibles niveaux de glissements. Le mécanisme du
frottement survient aprés la perte des deux autres mécanismes et est donc dénommé «le mécanisme
d’adhérence secondaire». Une grande partie des renforts en PRF se présente sous forme de joncs
lisses, et plusieurs méthodes ont été proposées pour améliorer leur adhérence avec le béton comme le
sablage, le recouvrement par des couches de résine et de sable, et I'usinage. (Al-Zahrani et al.1999,
Bakisa et al 1998, Al-Mahmoud et al. 2007, Wang et al. 1999, Benmokrane et al. 2002). La réponse
contrainte d’adhérence-glissement pour diverses formes de renfort PRF peut étre déterminée a I’aide
d’essais d'arrachement (pullout). Le schéma d’un essai typique de pullout est illustré en figure 1.28,
tandis que la figure 1.29 représente un autre type d’essais a savoir 1’essai d’adhérence par flexion

(beam test).
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Fig. 1.28 Schéma de ’essai d’arrachement (pull-out)
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Fig.1.29 Schéma de I’essai d’adhérence par flexion (beam test)

Pour les essais de pullout, le renfort a une courte longueur de scellement et les contraintes d'adhérence
sont donc réparties assez uniformément sur toute cette longueur. Toutefois, dans le cas des essais de
flexion (beam test), la longueur de scellement étant plus importante, des forces importantes sont
développées et la distribution des contraintes d'adhérence varie le long de la barre (Stratford 2001). Le
pic des contraintes d'adhérence s’éloigne de 1’extrémité chargée quand la charge augmente (Stratford
2001). En outre, les contraintes maximales d’adhérence obtenues dans le cadre des essais de flexion
ont été jugées inférieures a celles des essais d'arrachement direct (Benmokrane et al. 1996).

Une revue des différents résultats expérimentaux disponibles dans la littérature, y compris les essais de
type pullout et beam test, révéle que la résistance a 1’adhérence varie considérablement. Il a été
constaté que ces variations sont causées par un ou plusieurs facteurs tels que la configuration de la
surface, la longueur d'ancrage, le diamétre de la barre, le gonflement des barres PRF dG aux variations
de température et l'absorption d'humidité pendant le durcissement du béton (Wang Z,et al.1999,
Benmokrane et al.2002, Tighiouart B et al.1998, Bakisa CE al.1998, Achillides Z et al.2004, Al-
Zahrani MM et al.1999, Cosenza E et al. 1997).

La rupture de 1’adhérence des barres en acier se produit généralement par 1’écrasement du béton a
proximité des nervures (verrous) tandis que pour les PRF, il est en grande partie causé par une rupture
partielle dans le béton et des endommagements importants sur la surface des barres en PRF
(détachement des grains de sable, cisaillement des nervures,...). Kanakubo et al. (1993) ont effectué
une série d'essais d'arrachement sur des barres PRF avec des fibres de verre, de carbone et d'aramide.
Ils ont constaté que la résistance a 1’adhérence des barres PRF ayant des nervures ou verrous sur la
surface est presque identique a celle des barres en acier, tandis que les barres sablées ou recouvertes de
sable présentent 80 a 95% de la résistance a 1’adhérence des barres nervurées. Ils ont conclu que le
module élastique d'une barre de PRF n'a aucune influence sur la résistance a I’adhérence dans le cas de

l'essai d'arrachement simple. Ceci a été plus tard confirmé par Sakai et al. (1999). Nanni et al. (1995)

67



ont également effectué des essais d'arrachement directs sur des barres en fibres de carbone et de verre
en utilisant différentes configurations de surface. Ils ont trouvé que les barres qui mobilisent une
action mécanique (verrouillage) ont une force d’adhérence bien plus grande que celles qui ne mettent
en jeu que le frottement (surface recouverte de sable), et que la contrainte moyenne d’adhérence
diminue avec I'augmentation de la longueur d'ancrage. En outre, Nanni et al. (1995) ont conclu que la
résistance a la compression du béton n'a aucune influence sur I’adhérence ou le mode de rupture. Ceci
implique que l'adhérence dépend fortement de la résistance au cisaillement des nervures de la barre,
qui peut étre directement liée aux propriétés de la matrice (résine). Cela a également été confirmé par
Al-Zahrani et al. (1996) dans le cadre de tests d'arrachement.

Achillides et al. (1997a) ont mené des travaux expérimentaux sur le comportement de 1’adhérence
entre les barres PRF et le béton. Ils ont montré dans le cadre d’essais d’arrachement que la résistance
moyenne d’adhérence développée par les barres PRF disponibles commercialement semble étre de
80% supérieure a celle développée par des barres équivalentes en acier. Ils ont montré que pour les
barres en PRF, la rupture d’adhérence peut se produire au niveau de la surface de la barre par
décollement d’une partie de la couche extérieure et en conséquence 1’adhérence des barres PRF n'est
pas controlée par la résistance du béton mais par la résistance au cisaillement de la résine. Ils ont
également observé que la rupture de l'interface s'est produite uniquement lorsque la résistance du béton
est supérieure & 20 MPa, résistance inférieure a la moitié de la résistance systématiquement utilisée
pour le béton précontraint. La figure 1.30 reprend des résultats publiés par la société japonaise de
génie civil (JSCE-E 531-1995) qui comparent différents types de renforts en PRF (ayant différentes

configurations de surface) avec des barres en acier.

300 . .
CFRP (abrasive)

[\ |

250
> ! . Steel bar

e GFRP

E 200 - e T T —— -

&= / g AFRP (wound)

2 N X AFRP

2 1507 Y/ <[ (braided)

8 gA N

EY Mo | S

2 100 //;w-{: \

Q

) 50 /_CFRP J\h"“ AN
(stranded) \

00 05 10 15 20 25 3.0

Slip displacement (mm)

Fig.1.30 Résultats d’essais pullout réalisés sur différents renforts en PRF et en acier (JSCE-E 531-1995)
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1.10.1 Effet d'un gradient thermique sur I'adhérence

Nous avons déja vu que 1’augmentation de la température des barres en PRF cause une expansion
thermique transversale et une pression sur le béton. Cette pression est alors superposable a celle de
l'effet Hoyer, et une fissuration du béton pourra avoir lieu due aux contraintes de traction dépassant la
résistance a la traction du béton. Le suivi des longueurs de transfert aprés des cycles thermiques peut
renseigner sur 1'état de 1'adhérence.

Taerwe et al. (1995) ont étudié l'effet de I'expansion thermique transversale des tendons ARAPREE
7.5 mm sur l'adhérence, ainsi que sur l'apparition de fissuration a l'aide de prismes de dimensions
70*70%*1000 mm, 60*60*1000 mm et 50*50*1000 mm de béton de résistance en compression 71 MPa
a 28 jours. Les spécimens ont subi quatre cycles de température entre 20 et 50°C a trois mois de
miurissement. Les auteurs ont pris des mesures de déformation pour déterminer les longueurs de
transfert dans les prismes précontraints avant et aprés les cycles thermiques. Les mesures n'ont pas
indiqué de dégradation de I'adhérence due a une augmentation de la longueur de transfert. Cependant il

faut insister sur le fait que le béton utilisé présentait une résistance élevée (71 MPa a 28 jours)

1.10.2 Effet Hoyer pour les torons en PRF
Lors de la mise en tension du toron (barre) en PRF, il y a diminution du diamétre du toron par effet de

Poisson. Aprés durcissement du béton et relichement de la force de la précontrainte une forte
expansion transversale se produit dans le toron au niveau des zones d'ancrage en créant un effet de
coin appel¢ aussi I'effet Hoyer (Hoyer et al. 1939). La force de précontrainte caractéristique du niveau
de précontrainte efficace est donc transférée au niveau de l'interface toron-béton de 1’extrémité de la
poutre (par frottement ou action mécanique) a une distance de l'extrémité de la poutre appelée
longueur de transfert. L’effet Hoyer augmente 1’adhérence et provoque une contrainte radiale de
traction dans le béton environnant. Cependant, pour des hauts niveaux de précontrainte, I'expansion
radiale peut provoquer des fissures horizontales de traction dans le béton. Pour améliorer
considérablement la résistance au fendage du béton précontraint par PRF, Malvar (1994), Kanakubo et
al. (1993) et Nanni et al. (1995) ont proposé¢ d’utiliser des renforcements sous la forme d'hélices

circulaires continues placés autour des renforts.

1.11 Longueur de transfert et longueur de développement
Alors que dans le béton précontraint par post-tension, la force effective de précontrainte (fy.) est

transférée directement au béton a l'aide d'ancrages permanents situés a l'extrémité du 1’élément en
béton, dans le béton précontraint par pré-tension, ce transfert est fait au moyen de I'adhérence le long
d'une longueur spécifique nommée la longueur de transfert (L) (Issa et al. 1993) (figure 1.31). La
longueur de transfert est en d'autres termes la distance requise pour transmettre la force de

précontrainte effective du toron au béton. La longueur de transfert est nulle pour le béton post-tendue
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puisque le transfert de la force de précontrainte ne se fait pas par adhérence. La longueur de transfert
d'un toron en PRF est fonction de la configuration de surface du toron, du niveau de précontrainte, de
la méthode utilisée pour transférer la force du toron au béton (la longueur de transfert lors d’un
relachement soudain est plus grande que celle d’un relachement progressif), de I’enrobage, de la
résistance du béton et de I’effet Hoyer. Dans le cas de charges externes, une longueur additionnelle est
requise pour développer la résistance ultime de l'armature de précontrainte et elle est nommée
longueur d'adhérence a la flexion (L,). Les contraintes d'adhérence dues a la flexion se manifestent
lors de la variation de la tension le long du tendon résultant de la variation du moment de flexion dans
les sections adjacentes. Elles sont alors proportionnelles au taux de variation du moment de flexion ou
a l'effort tranchant dans une position donnée le long de la travée. Il est a signaler que lorsque le béton
n'est pas encore fissuré, les contraintes d'adhérence de flexion sont trés faibles, et aprés fissuration,
ces contraintes deviennent importantes. La somme des deux longueurs, longueur de transfert et
longueur d'adhérence a la flexion, est appelée longueur de développement (L) (figure 1.31).

Pour estimer la longueur de transfert il suffit de déterminer la variation des déformations dans le toron
PRF. Ceci peut étre réalisé soit directement par collage de jauges de déformation sur le toron avant la
mise en tension ou bien indirectement par calcul de la variation de déformation du béton au niveau du
toron (Russel et al. 1996) a I’aide d’un extensométre a billes. Les différences entre les mesures
initiales et finales le long de la longueur de la poutre fournissent une distribution graphique a partir de

laquelle la longueur de transfert est déduite.
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Fig.1.31 Développement des contraintes dans un toron PRF mis en pré-tension ;

f,. précontrainte effective, f,; contrainte a la rupture
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Mahmoud et al. (1996) ont effectué des essais sur des poutres précontraintes de sections T pour
déterminer la longueur de transfert des torons en PRFC (CFCC) de 10.5 mm a 12.5 mm de diamétre
et de barres en PRFC (Leadline) de diamétre8 mm. Ils ont appliqué une force de précontrainte initiale
variant de 50% a 80% de la résistance a la traction du toron (barre), pour une résistance a la
compression du béton variant de 37 a 50 MPa lors du relachement de la force de précontrainte. Ils ont
constaté que le retrait et le fluage du béton n'ont pas d'influence sur la longueur de transfert et que
I’effet Hoyer a I’extrémité de la poutre a une influence importante (les contraintes d’adhérence sont
plus élevées que pour les éléments précontraints par torons en acier menant a une longueur de transfert
plus courte). La valeur de la longueur de transfert était comprise entre 450 mm et 650 mm (56d-81d)
pour la barre Leadline, 300 et 425 mm pour le toron CFCC. Soudki et al. (1997) ont testé 5 poutres en
T précontraintes avec des barres en PRFC (Leadline). La longueur de transfert au relachement
était comprise entre 650 et 725mm (80d-90d) en fonction du niveau de précontrainte. Dans une autre
étude, Domenico et al. (1998) ont étudi¢ la longueur de transfert du toron CFCC (d= 12.5 a 15.2 mm)
dans des poutres précontraintes de sections T. Le niveau de précontrainte initiale variant de 50% a
75% tandis que la résistance a la compression du béton était comprise entre 30 a 45 MPa. Les résultats

des longueurs de transfert mesurées sont donnés dans le tableau 1.11.

Cglglggtalii] Level of prestress Transfer length
A < 0.50f5 12(0¢
2125
0.751 300,
0.50f5 140¢
515.2 0.601f5, 240
0.75t% 26(0¢

Tableau 1.11 Longueurs de transfert mesurées par Domenico et al. (1998) pour des torons CFCC

Les auteurs ont constaté que l’épaisseur d’enrobage du béton appliquée (de 3.3d a 6d) n'a pas
d'influence sur la longueur de transfert. Lu et al. (2000) ont constaté que des formules utilisées pour
déterminer la longueur de transfert des torons de précontrainte en acier ne donnent pas de bonnes
prédictions pour les torons en PRFC en raison de la résistance a I’adhérence élevée des torons PRFC.
Ils ont recommandé que la longueur de transfert soit d'au moins 50d pour les torons en PRFC. Grace
(2000) a conclu que le relaichement lent (progressif) de la force de précontrainte aboutit & une longueur
de transfert plus longue (environ 15 a 28 %) pour les torons PRFC par rapport a celle déterminée pour
le relachement soudain. Ces résultats sont en contradiction avec les résultats obtenus avec les torons en
acier. Le tableau 1.12 résume les résultats obtenus sur les longueurs de transfert des torons PRFC par

(Grace, 2000).
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Tendon type

Slow release of
prestressing force

Sudden release of
prestressing force

Leadline®

665 to 73

A7 to 3955

CFCC®

33 to 47

27 to 38

Tableau 1.12 Longueurs de transfert mesurées par Grace (2000) pour des barres et torons en PRFC

Il découle des résultats expérimentaux d’Al Ehsani et al. (1997) que la longueur de transfert pour les
barres de type Leadline est égale a 54d, tandis que celles des torons CFCC est égale a 50d (Al Ehsani
et al. 1997). D’autres résultats trouvés dans la littérature concernant tous les types de renforts utilisés
dans la précontrainte sont récapitulés dans le tableau 1.13 qui donne la longueur de transfert (L,) et la

longueur de développement (Lg).

Matériaux | Type Diamétre Résistance Niveau de | Ly/d Ly/d
(mm) ultime (MPa) précontrainte
PRFA Arapree 9.9 2450 50-70% 16-50 100
FiBRA 10.4 1430 40-60% 20-50 90
Technora 7.4 1720 60% 50 140
PRFC Leadline 7.9 1980 50-70% 50-80 175
CFCC 8.3 2220 50-70% 50 ND

Tableau 1.13 Longueurs de transfert et de développement typiques des renforts de précontrainte en PRF

1.12  Nécessité des Systemes d’ancrage pour les torons (barres) en PRF
L'utilisation des torons (barres) PRF pour la mise en précontrainte d’éléments en béton présente

certaines difficultés qui proviennent des différences fondamentales des propriétés mécaniques de ces
matériaux avec celles de ’acier. Les torons en PRFC sont sensibles aux contraintes perpendiculaires a
I’axe des fibres. Cette caractéristique rend difficile la mise au point d'un systéme d'ancrage mécanique
fiable. Les torons en acier sont généralement ancrés en utilisant un systéme de clavettes. En raison de
la faible résistance des torons en PRF dans le sens transversal, ces systémes d'ancrage conventionnels
ne conviennent pas aux PRF car les clavettes peuvent exercer une forte pression latérale et écraser les
torons en PRF provoquant une défaillance prématurée. Un systéme d'ancrage spécifique doit donc étre
développé pour développer la résistance totale du toron en évitant la rupture dans la zone d'ancrage.
L’absence d'un systéme d'ancrage simple et fiable pour la mise en tension des tendons en PRF
constitue un obstacle technique a une utilisation généralisée des PRF pour la précontrainte. Deux

catégories de systémes d’ancrage ont principalement été testées jusqu'a maintenant. La premiére est un
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systéme de clavettes (coins) (Al Mayah et al. 2001, 2007,Soudki 2005, Sayed-Ahmed et al. 1998)
composé d'un manchon a cone interne et de coins (en plastique ou en acier) (figure 1.32). La deuxiéme
est un systeme par adhérence (Nanni 1996, Benmokrane 2004) composé d’un tube métallique rempli
d’une résine ou d’un coulis cimentaire expansif (figure 1.33). Les deux types de systémes ont permis
d’obtenir des résultats probants en laboratoire, mais leur utilisation sur chantier s’est montrée moins

performante (glissements).

Nut Thread  Steel be FRFP Meortar grout

.

5
| 250 (300, 500) ‘ ‘ 35
&l L

Fig.1.32 Systéme de clavettes (Al Mayah et al. 2007) Fig.1.33 Systéme par adhérence Benmokrane2004)

Rubber Band

Ces systémes ne sont pour I’instant pas suffisamment robustes car dépendent trop des conditions de

laboratoire.

1.12.1 Les exigences d'un systéme d'ancrage de précontrainte
Les principales exigences que doivent remplir un systéme d'ancrage pour assurer des performances

durables ont été établies dans un certain nombre d’études (Sayed-Ahmed et al. 1998, Reda et al.
1997b, Nanni et al. 1996, Hercules Aerospace 1995, Holte et al. 1993a et Rostasy et al. 1993). Ces
exigences contiennent des conditions d’efficacité de 1’ancrage, teneur en fatigue, absence de fluage,
durabilité, simplicité de mise en ceuvre, ... .

Bien que de nombreux systémes d'ancrage aient été¢ développés pour permettre I'utilisation de tendons
en PRF dans les applications de post-tension, aucun des systémes développés ne permet de remplir
toutes les exigences de base concernant la fiabilité et la durabilité. Nous proposons ci-dessous un

examen des différents systémes d'ancrage existants.

1.12.2 Systéme de clavettes
Ce systéme d’ancrage est constitué de deux parties principales. Un manchon (cylindre) a intérieur

conique et des clavettes (coins) avec ou sans dents. Ce systéme a été essentiellement développé pour

I'ancrage des torons en acier (figurel.34).
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Manchon conique

Barre en PRF

Coins

Fig. 1.34 Systéme de clavettes utilisé pour I’ancrage des torons PRF

Il est généralement préféré grace a sa compacité, facilité de montage, possibilité¢ de réutilisation et
fiabilité. Ce type d'ancrage peut étre subdivisé en deux catégories: les systémes avec contact direct
entre les coins et le toron, et les systémes utilisant une gaine de protection entre les coins et le toron.
Le mécanisme d'ancrage repose principalement sur l'action du frottement et de la force de serrage
entre le manchon, les coins et le toron. Ce systéeme a été modifié pour étre utilisé avec les torons
(barres) en PRF en augmentant sa longueur pour réduire les contraintes transversales sur le toron. Le
nombre de coins varie de deux a six. La principale raison de l'augmentation du nombre de coins est de
fournir une distribution plus lisse et uniforme des contraintes latérales dans la direction radiale du
toron. Un systéme d’ancrage métallique a été développé dans le cadre du programme ISIS Canada
(Sayed-Ahmed et al. 1998, Campbell et al. 2000) pour une barre en PRFC (Leadline) de diamétre 8
mm. Le systéme est constitu¢ de trois composants: un manchon en acier inoxydable avec une douille
conique, un ensemble de quatre coins inox et une fine gaine en métal mou qui est placée entre les
coins et la barre. La caractéristique distincte de cet ancrage est que l'angle des coins est de 0.1 degrés
supérieur a l'angle de la surface intérieure du manchon. Cet angle différentiel permet de produire une
répartition souhaitable des contraintes radiales sur la barre et assure que la rupture de la barre se
produise en dehors de I'ancrage. Une étude expérimentale et analytique de cet ancrage a été réalisée
par Al -Mayah et al. (2001). Des versions non métalliques de cet ancrage, dans lesquelles les éléments
sont fabriqués soit en béton fibré a ultra performance (BFUP) renforcé par des tissus en fibre de
carbone, ou bien en béton de poudres réactives avec des fibres de carbone, ont été respectivement
développés et testés par Reda Taha et al. (2003a, b) et Shaheen (2004).

Le mode de défaillance commun de ces systémes est causé par des dommages locaux dans les torons
(barres) FRP qui sont dus a un effet de pincement des coins. L’utilisation des coins en plastique pour
ce systéme d'ancrage a montré une efficacité satisfaisante mais cette utilisation est limitée a des
applications de pré-tension. Pour éliminer la rupture prématurée des torons en PRF dans la zone
d'ancrage deux concepts différents ont été exploités. Meier (1995) a montré que si on utilise un
matériau avec une raideur variable pour le coin, le pic de cisaillement sera évité et le systéme
d'ancrage sera capable de résister jusqu’a la capacité ultime du toron. Une réduction similaire du pic
de contraintes de cisaillement peut étre réalisé en utilisant un angle différentiel entre les coins et le
manchon conique (Sayed -Ahmed et al. 1998, Kerstens et al. 1998). Comme mentionné ci-dessus

I'angle différentiel permet de serrer le toron dans le premier temps a I'extrémité arriere du manchon, en
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augmentant progressivement le serrage vers l'extrémité avant. La figure 1.35 montre I'effet
d’utilisation d'une résine de rigidité variable et d’un angle différentiel sur la répartition des contraintes
de cisaillement sur toute la longueur d'ancrage. Des auteurs ont vérifié expérimentalement et
numériquement par éléments fini ces deux techniques et ont montré que les contraintes de cisaillement
et les contraintes radiales développées autour du toron sont assez uniformes lorsque ces techniques
sont utilisées (Al Mayah et al. 2001, Campbell et al. 2000, Kerstens et al. 1998, Concrete
International, Vol. 24, No.12, 2002].

Anchor Anchor Anchor

Termination T '1'<\erminati<m Anchor Sleeve '1'e{‘minalion Anchor Sleeve
\-\ / A ' N\ y
L CFRP Tend l,_ L__CFRP Tendon ~ L__CFRP Tendon
{ T Gl Resin with varient stiffness Wedges with Differential angle
Solid Resin or Wedges
Phear press Shear Stress Shear Stress
B c
/ [
/ /
/ - /
Distance along leadline Distance along leadline Distance along leadline
oo . . . . P .
Etat général coins de raideur variable coins avec angle différentiel

Fig.1.35 Utilisation d'une matrice a rigidité variable ou un angle différentiel et effets sur la
répartition des contraintes de cisaillement (Mahmoud M et al. 2003)

1.12.3 Systéme d’ancrage a pinces de serrage
Ce systeme se compose de plaques en acier ayant une cannelure circulaire de diamétre semblable

a celui de la barre PRF (figure 1.36). Les deux plaques sont placées autour du toron (barre) et
I’ensemble est maintenu par des boulons. La force est transférée du toron (barre) a l'ancrage par un
mécanisme de cisaillement-frottement. La réponse de ce systéme est influencée par des paramétres
tels que la rugosité de la surface d'interface et la force de serrage appliquée par les boulons. La
performance de l'ancrage est améliorée en utilisant un tube fin intermédiaire (pour protéger le
toron contre 1’écrasement) de faible raideur et a haut allongement a la rupture (cuivre par exemple)
afin de diminuer la pression latérale sur le toron (Malvar et Bish 1995, ACI 440.4R-04 2004). La
longueur de 'ancrage peut étre modifiée selon le matériau choisi pour que la résistance ultime du

toron soit atteinte.
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~Plaque métallique

“~Barre en PRF

Fig.1.36 Systéeme de serrage utilisé pour I’ancrage des torons PRF

1.12.4 Systeme d’ancrage par adhérence (manchon droit de section constante)
Dans cet ancrage, le toron (barre) PRF est incorporé dans un boitier métallique tubulaire en acier

ou en cuivre rempli de résine ou de ciment expansif (figure 1.37). Le mécanisme de transfert de
charge se fait par liaison a l'interface entre le toron (barre) et le matériau de remplissage et, entre le
matériau de remplissage et le manchon métallique. L’amélioration de la liaison entre les éléments
d'ancrage peut se faire en utilisant un manchon a filetage interne en remplissant a ’aide d’un
matériau rigide (sable ajouté a la résine), ou les deux. Harada et al. (1993) ont utilisé des
matériaux cimentaires par remplir le manchon métalliques droit (Harada et al. 1993, ACI 440.4R-
04 .2004). Le ciment expansif génére une forte pression latérale (de 25 a 40 MPa) et augmente la
résistance au glissement du toron. Dans ce cas, une longueur de 40 cm a suffit pour développer la
résistance ultime de la barre. L'efficacité de ces ancrages a également été démontrée dans le cadre
d’essais de relaxation a température élevée (Dye et al. 1998). Le principal défaut de ce type

d'ancrage semble étre le temps de durcissement des matériaux cimentaires expansifs (2 a 3 jours).

Manchon droit

Barre en PRF

Résine

Fig.1.37 Ancrage par adhérence (manchon droit) utilisé pour I’ancrage des torons PRF

1.12.5 Systéme d’ancrage par adhérence (manchon profilé)
L'ancrage manchon profilé regroupe les mémes composants que 1'ancrage d’un manchon droit. La

principale différence entre les deux systémes vient du profil variable de la surface intérieure du
manchon, qui peut étre conique linéaire ou conique parabolique (figure 1.38). Le mécanisme de
transfert de charge du toron au manchon se fait par cisaillement d'interface, cisaillement qui est

fonction de la liaison et de la contrainte radiale produite par la variation du profil du matériau
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d'enrobage. Un profil conique avec un angle de conicité constant est le type d’ancrage le plus
commun. Kim et al. (1991) ont élaboré¢ un ancrage de raideur variable pour les torons de PRFC.
L’inconvénient de ce type d'ancrage provient aussi du temps de durcissement du matériau de

remplissage.

Manchon conique

Barre en PRF

Résine

Fig.1.38 Ancrage par adhérence (manchon profilé) utilisé pour I’ancrage des torons PRF

1.12.6 Modes de rupture des systémes d'ancrage PRF
Les modes de défaillance communs des différents systémes d’ancrage doivent étre considérés pour une

meilleure compréhension des difficultés rencontrées dans le développement des nouveaux systémes
d'ancrage [Sayed-Ahmed et al. 1998, Holte et al. 1993 a et b). On peut classer ainsi les modes de
défaillance :

1- Rupture du toron hors de la zone d’ancrage. C'est la performance optimale d'un systéme d'ancrage,
car cela signifie que l'ancrage n’affecte pas la capacité de traction du toron.

2- Rupture par cisaillement dans la zone d'ancrage. Différents systemes d'ancrage peuvent entrainer
des contraintes de cisaillement excessives dues a certaines géométries d'ancrage. Ce genre de rupture a
été observé lorsque le systeme d’ancrage développé pour l'acier a été utilisé pour ancrer les barres
PRF.

3- Rupture de l'adhérence entre la résine et le toron. Cela peut se produire quand la force d'adhérence
entre la résine et le toron est insuffisante pour rompre le toron en traction.

4- Rupture par glissement entre le toron et le systéme d'ancrage de type clavettes. Ce type de
défaillance entraine une perte compléte de la force de précontrainte et peut provoquer la ruine de la
structure.

5- Rupture par fluage a long terme de 1'ensemble de I'ancrage du toron. La plupart des résines ont un
faible module d'élasticité et sont trés sensibles aux températures élevées ce qui se traduit par une
déformation par fluage excessive. Ces déformations peuvent entrainer des pertes de précontrainte

importante et des problémes de maintenance associés.
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1.13 Comportement en flexion des éléments précontraints par les PRF

La littérature comprend un certain nombre de rapports de recherche portant sur le comportement a
court terme des poutres précontraintes par PRF. Ces travaux concernent, en général, des poutres
précontraintes par prétention et post-tension. Il y a trés peu d’études traitant des poutres précontraintes
par post-tension par PRF en raison du manque de systémes d’ancrage fiables pour les renforts en PRF.
La comparaison du comportement en flexion de poutres en béton précontraint par renforts en PRF et
torons acier montre que les poutres possédent une rigidité de préfissuration trés semblable mais que la
rigidité post-fissuration est nettement différente suivant le matériau utilisé. Les poutres en béton
précontraint par PRF présentent moins de rigidité post-fissuration et cela se traduit par des fleches et
des fissures plus importantes, ceci étant dii au fait que le module élastique des PRF est plus faible que

celui des aciers (figure 1.39).

Load

FRP tendon

Steel tendon

/ Deflection

Fig. 1.39 Comparaison des courbes typiques charge- fléche des poutres
précontraintes avec des torons en PRF et en acier

La réponse charge-fleche des poutres précontraintes par des barres et torons en PRFC (Leadline et
CFCC) a été étudiée par (Abdelrahman et al. 1995, Abdelrahman et al. 1997, 1999, Arockiasamy et al.
1995, Sen et al. 1993, Abass et al. 1998, Fam et al. 1995). Les essais de chargement statiques ont
consisté a charger les poutres a une charge proche de la capacité ultime a la flexion (basée sur la
résistance du renfort PRFC garantie par le fabricant) puis a décharger les poutres pour examiner la
déformation résiduelle. Les poutres ont par la suite été rechargées jusqu’a la rupture. Voici les
observations rapportées:

1) Les réponses charge vs fléche des poutres précontraintes avec des barres ou torons en PRFC sont
bilinéaires en raison du comportement ¢élastique linéaire des renforts PRFC.

2) Dans I'état non fissuré la rigidité de la poutre peut étre évaluée par le moment d'inertie de la section
transversale brute du béton.

3) La fissuration provoque une réduction de la rigidité de la poutre de 1'ordre de 65 a 70%.

4) La fléche résiduelle lors du déchargement est négligeable en raison du relachement de 1'énergie
¢lastique emmagasinée dans les PRFC.

5) Les poutres précontraintes avec des torons de PRFC montrent une grande capacité de déformation

avec des fléches importantes et des fissures larges avant la rupture.
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Des réponses typiques de charge vs fléche sont données dans la figure 1.40 (Fam et al. 1995).

400
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S 3004 #
—
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100 CFC
by e observed
|- | ' S —— predicted
0O,
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Deflection, mm

Fig.1.40 Réponses charge - fleche des poutres précontraintes
avec des torons en PRFC (Fam et al. 1995)

Abdelrahman et al. (1997) ont effectué des essais sur des poutres précontraintes par des renforts en
CFRP et en acier. Une section transversale en T et deux largeurs de tables ont été étudiées (200 mm et
600 mm). Les auteurs ont relevé que, lorsque les poutres se rompent par rupture du renfort (la plupart
des sections ayant une largeur de table de 600 mm), les poutres précontraintes par PRFC ont une
fleche post-fissuration plus grande que celles avec torons acier pour le méme niveau de charge (figure
1.41). La fléche ultime des poutres précontraintes avec de 1’acier est cependant plus élevée, ceci étant
da a la plastification des renforts en acier. La charge ultime des poutres précontraintes par PRFC est
beaucoup plus élevée que celle des poutres précontraintes avec de l'acier. Lorsque la rupture se produit
par I’écrasement du béton la fléche post-fissuration des poutres précontraintes par PRFC reste plus
importante que celle des poutres précontraintes avec de l'acier au méme niveau de charge. La fléche
ultime est cependant trés similaire. La charge a la rupture des poutres précontraintes par PRFC est a

nouveau beaucoup plus élevée que celle des poutres précontraintes avec de 1’acier.
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Fig.1.41 Réponses charge - fleche des poutres précontraintes
avec des torons en PRFC et en acier (Abdelrahman et al. 1997)

Balazs et al. (2001a) ont trouvé que le comportement en fissuration (forme, orientation, extension et
largeur des fissures) des poutres précontraintes avec des torons en PRFC est considérablement
dépendant des paramétres tels que de la configuration de surface, du module d’Young, du diameétre, de
I'espacement du renfort (toron) et du taux des renforts en PRF. Une bonne adhérence du toron au
béton permet le transfert des contraintes de traction sur une distance trés courte au voisinage des
fissures. De cette fagon, lI'espacement moyen des fissures peut &tre bien inférieur a l'espacement
observé sur les poutres précontraintes avec de l'acier.

Les poutres précontraintes a 1’aide de renforts en PRF non adhérents présentent un niveau de
fissurations moins élevé a court terme que les poutres précontraintes par pré-tension a 1’aide de
renforts PRFC adhérents (Maissen et al. 1995). La fissuration est généralement concentrée sur
quelques fissures larges. La réponse charge—fléche des poutres précontraintes par PRFC non adhérents
est bilinéaire mais, en comparaison aux poutres précontraintes par PRF adhérent la raideur post-
fissuration est beaucoup moins importante. Maissen et al. (1995) ont testé trois poutres précontraintes
par post-tension pour évaluer le comportement structurel des poutres précontraintes avec des torons en
PRFC et en acier. Deux de ces poutres étaient précontraintes avec des torons PRFC (CFCC), tandis
que la troisieéme 1’était avec des torons en acier classique. Une poutre post-tendue par PRFC et celle
par de I’acier ont été injectées aprés la post-tension. Maissen et al. (1995) ont rapporté que la rigidité
de préfissuration de toutes les poutres est la méme quel que soit le type de renfort de précontrainte et
le type de précontrainte (adhérent ou non adhérent). Aprés fissuration, la poutre précontrainte par
PRFC non adhérent a montré la plus faible raideur, tandis que la poutre précontrainte par post-tension
par I’acier adhérent a montré une plus grande rigidité. Ce comportement a été attribué au fait que le

renfort a un effet négligeable sur la rigidité de la poutre avant la fissuration. Aprés fissuration, la
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raideur de la poutre est directement liée au module élastique du renfort. La sévérité de la fissuration et
la largeur des fissures sont également liées au module élastique du renfort. Les chercheurs ont
également rapporté que la poutre post-tendue par de l'acier présente la plus grande fléche ultime (le
rapport de portée a la fleche est de ’ordre de 26), tandis que la poutre post-tendue par PRFC non
adhérent a la plus faible fleche ultime avec un rapport portée a la fleche égal a 71. La poutre post-
tendue par PRFC adhérent a un rapport de portée a la fléche égal a 68. Les valeurs de charge a la
rupture ont montré que la charge de rupture des poutres post-tendues par PRFC adhérent est la plus
grande, alors que pour les poutres précontrainte par post-tension par PRFC non adhérent elle est la
plus basse. Une comparaison entre les poutres précontrainte par post-tension par PRFC a montré que
la poutre avec PRFC non adhérent a exhibé considérablement moins de fissuration. En fait, aprés la
fissuration, la rotation dans la poutre avec PRFC non adhérent est concentrée dans quelques fissures. I1
en résulte des fissures plus larges et réduit la zone de compression du béton et conduit finalement a la
rupture en compression du béton.

Deux modes de rupture en flexion ont été observés pour les poutres précontraintes par PRF; la rupture
du renfort de précontrainte et I'écrasement du béton en compression. Ces modes de rupture dépendent
de la capacité de la section transversale a la rotation pour développer la contrainte maximale a la
traction du tendon PRF. Lorsque la section de béton a une capacité de rotation suffisante la rupture du
renfort se produit. La rupture du renfort est normalement accompagnée par des fissures horizontales au
niveau de l'armature de précontrainte, ce qui provoque I'éclatement de la couche de béton. Selon un
certain nombre de chercheurs (Abdelrahman et al. 1995, Naaman et al. 1995, Currier 1995 et Dolan
1996), la rupture du renfort de précontrainte en FRP s'accompagne d'une libération d'énergie de
déformation élastique qui est en partie absorbée par le béton, provoquant ainsi de la fissuration et de
I'écaillage. En cas de rupture par écrasement du béton d'une poutre précontrainte (lorsque la section
transversale a une capacité de rotation insuffisante), la fissuration est moins étendue par rapport aux
poutres qui se rompent par rupture du renfort. Certains chercheurs ont rapporté que les poutres
précontraintes qui se rompent par écrasement du béton possédent une ductilité accrue. Ce
comportement est attribué a la rupture progressive du béton en compression (Grace et al. 1998).

Il y a peu d'informations publiées a ce jour concernant 1’utilisation des BFUP dans les poutres
précontraintes par PRFC. Une étude expérimentale a été effectuée par Yang et al. en 2007 portant sur
six poutres en T en BFUP de hauteur 30 cm et de longueur 4.8m. Les poutres sont précontrainte par 4
renforts en PRFC de 10 mm de diamétre. Les parametres de 1’étude sont la largeur de table des poutres
(18, 20 et 30 cm), le niveau de précontrainte (40 a 45%), I’adhérence des renforts partielle ou entiére et
le taux de renforcement (ajout de renforts non précontraints-précontrainte partielle). Les auteurs ont
relevé que les poutres en BFUP précontraintes par des renforts en PRFC présentent une bonne ductilité
et ceci est particulierement vérifié pour les renforts partiellement adhérents. Cette ductilité s’accroit
avec I’augmentation de la largeur de table et la diminution du niveau de précontrainte. Les poutres

ayant des renforts entiérement adhérents ont une capacité de chargement plus élevée et une fléche a la
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rupture moins importante que celles ayant des renforts partiellement adhérents. L.’espace moyen entre
fissures est égal a 50 mm pour les renforts entiérement adhérents et 75 mm pour les renforts
partiellement adhérents. La rupture s’est produite par écrasement du BFUP pour la largeur de table de

30 cm et par la rupture des renforts pour les largeurs plus petites.

1.14 Résistance a la fatigue des poutres précontraintes par les PRF
La résistance a la fatigue des poutres est généralement étudiée en calculant 1'amplitude de contrainte,

Afp, développée dans le renfort de précontrainte pendant le chargement cyclique, et en comparant cette
amplitude de contrainte a celle obtenue a partir des courbes S-N du renfort de précontrainte. Si le
niveau de compression dans un élément en béton précontraint est suffisant pour assurer une section
non fissurée tout au long de la durée de vie de I'élément, les caractéristiques de fatigue des renforts de
précontrainte et des ancrages ne sont pas susceptibles d'étre des facteurs critiques lors de la
conception. Lorsque les renforts en PRF sont utilisés comme torons de précontrainte, le chargement de
fatigue est plus susceptible d'affecter le béton et I'adhérence entre le béton et le toron en PRF que le
toron en PRF lui-méme (ACI 440R-07). Dans les éléments en béton précontraint fissurés,
I’augmentation de contraintes dans le renfort de précontrainte est localisée au voisinage des fissures, la
fatigue des renforts de précontrainte dans les poutres précontrainte par post-tension et la fatigue du
dispositif d'ancrage du toron deviennent trés importantes.

Abdelrahman et al. (1995) ont testé quatre poutres précontraintes en utilisant deux types de renfort en
fibre de carbone, le CFCC et le Leadline. Les poutres de section en T, d’une longueur totale de 6300
mm et d’une hauteur de 330 mm ont été testées sur des supports simples espacés de 5800 mm et
soumis a deux charges concentrées placées a 1000 mm de distance de part et d’autre du centre des
poutres. Deux poutres ont été soumises a des charges statiques, tandis que les deux autres ont été
soumises a des chargements en fatigue (figure 1.42). Le chargement en fatigue a été réalisé¢ avec une
charge maximale égale a la charge de fissuration et minimale égale a 70% de la charge de fissuration.
Apres 2 millions de cycles, les poutres ont été testées de fagon statique jusqu’a la rupture.

Les auteurs ont rapport¢ que les poutres précontraintes avec des renforts CFCC testées sous
chargement cyclique ont montré une réponse €lastique bilinéaire parfaite au cours des essais de fatigue
(2 millions de cycles). La rigidité de la poutre n’a pas été modifiée par le chargement en fatigue et, la
charge a la rupture et la fleche étaient respectivement de 5% et 10%, inférieures a celles des poutres
testées sous chargement statique. Les poutres précontraintes avec le renfort Leadline ont été
initialement chargées a un niveau de charge proche de la charge de rupture avant de les soumettre a un
chargement cyclique. On observe alors que les fissures causées par le pré-chargement provoquent une
diminution de la rigidité de la poutre avec I’augmentation du nombre de cycles. Les résultats des
essais de fatigue indiquent que les poutres en béton précontraint par des barres en PRF ont une

excellente résistance a la fatigue.
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Fig. 1.42 Réponse charge - fleche des poutres précontraintes avec des torons en PRFC
sous des charges statiques et cycliques (Abdelrahman et al. 1995)

Dolan et al. (2000) ont soumis des poutres précontraintes par PRFC préfissurées a des cycles de
flexion avec des contraintes en traction a la fibre extréme de 0.5,/ f'. MPa. Des fissures ont été

observées apres les 100.000 premiers cycles. Néanmoins, les poutres ont subi 3.000.000 cycles sans
montrer de rupture par fatigue et n'ont révélé aucune perte de résistance causée par le chargement
cyclique. Les poutres se sont rompues suite a la rupture en traction des torons en PRFC.

Mertol et al. (2006) ont étudié la durabilité des poutres précontraintes par des torons en PRFC en les
comparant a des poutres précontraintes par des torons en acier. Quinze poutres ont été exposées a
différentes conditions mécaniques et environnementales. Les parameétres étudiés ont concerné les
niveaux de précontrainte, les conditions d’environnement, la durée de charge soutenue et le
chargement cyclique (2 millions de cycles a 3 Hz) avec des contraintes de traction dans les torons
allant de 65 a 75% de leur contrainte ultime. Les résultats ont montré que la capacité de chargement
maximale des poutres précontraintes par torons en PRFC soumises a un chargement cyclique était

légérement inférieure a celles testées statiquement.

1.15 Comportement des ¢léments précontraints par les PRF a long terme

Les différents types de renforts en PRF proposés pour des applications dans le génie civil sont
relativement récents et leurs propriétés a long terme ne sont pas encore bien connues.

Des études ont montré que les PRF ont des propriétés de relaxation différentes de celles des armatures
en acier (Erki et al. 1993). Ce résultat a nécessité d'évaluer le comportement a long terme des

¢léments en béton précontraint par des PRF. Les résultats des premiéres recherches pour lesquelles des
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essais a long terme ont été menés montrent que les poutres précontraintes par des PRF montrent des
comportements similaires & ceux des poutres précontraintes par de l'acier. Les déformations a long
terme dépendent du type de fibres et sont souvent plus élevés que celles des poutres précontraintes par
des torons en acier. En outre, les déformations a long terme des poutres précontraintes par des PRF
peuvent étre prédites en utilisant les méthodes classiques développées pour les poutres précontraintes
par de l'acier, mais avec des modifications mineures (Currier 1995, Dolan 1996).

Mathys et al. (1998) ont testé trois séries de poutres en béton précontraint par des fils en acier et des
barres en PRFA (ARAPREE). Les poutres ont été soumises a une charge soutenue a température
ambiante constante de 20 °C et humidité relative de 60%. La charge appliquée a provoqué une
fissuration dans toutes les poutres. Les auteurs ont rapporté que le comportement général des poutres
était similaire, mais des poutres précontraintes par des PRFA présentaient des déformations a long
terme plus élevées. Mathys et al. (1998) ont attribué¢ ce comportement au faible module élastique et

aux caractéristiques de relaxation élevés des barres en PRFA.

1.16 Ductilité et déformabilité
L'un des problémes posé par 1’utilisation des barres en PRF pour le béton armé ou précontraint vient

de leur comportement élastique-fragile. Par conséquent, on doit pouvoir assurer un mécanisme de
rupture ductile lorsque ’on remplace 1’acier par les PRF. Un grand nombre de travaux ont été
entrepris pour étudier cette réponse a la rupture et des progrés ont été accomplis pour assurer un
comportement ductile a ce type de structures.

Il est évident que pour le béton armé ou précontraint avec des barres en PRF, la grande déformabilité
ne signifie pas nécessairement une ductilité élevée. Or, il est essentiel lors de la conception qu'une
structure ait une ductilité et une déformabilité suffisantes.

Les renforts PRF ¢étant élastiques fragiles, la ductilit¢ dans une structure en béton armé ou
précontrainte avec des barres en PRF doit étre fournie par d’autres moyens. On peut citer différentes
facons d'améliorer la ductilité:

- Burgoyne (1997) a proposé que le béton soit confiné dans la zone de compression d'une poutre
précontrainte par PRF pour obtenir une plastification du béton lorsque la structure est surchargée, et en
conséquence assurer une rupture ductile en compression. De méme, la mise en plastification du béton
doit permettre d’augmenter la déformation des barres en PRF et les efforts qu’elles reprennent en
utilisant au mieux les capacités du matériau. Un mécanisme de rupture ductile serait alors obtenu grace
au béton confiné en augmentant la capacité en flexion. Des renforts hélicoidaux en PRF ont été utilisés
pour améliorer la ductilité de confinement de la zone de compression (Taniguchi et al. 1993, Wakui
1993, Leung,2001). Le confinement de la zone de compression permet d’instaurer un état triaxial de
compression qui empéche la propagation des fissures et augmente considérablement la capacité de
déformation. Des essais effectués par Taniguchi et al. (1993), Leung (2001) et Tottori et al. (1993)

avec 1’utilisation d’un renfort hélicoidal en PRF montrent que la capacité de déformation de la zone de
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compression (le plus souvent prises a 0.35%) peut atteindre environ 1% (multipli¢ée par 3). La figure
1.43 montre les comportements schématiques en termes de charge vs fléche pour une poutre ductile et
une poutre non ductile. Dans cette figure la ductilité est obtenue par I'utilisation d’un renfort

hélicoidal placé dans la zone du béton travaillant en compression.

Confining the compression zone using a helix extends the plastic range of the
concrete, and energy is dissipated
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Fig.1.43 Réponses charge- fleche d’une poutre ductile et non ductile

- Lees et al. (1996) ont prouvé qu’une liaison partielle (intermittente) le long des torons en FRP
augmente la composante de frottement du mécanisme d’adhérence et augmente la ductilité de la poutre
précontrainte, sans avoir de déformations excessives. Lees et al. (1999a) ont étudié le comportement
des poutres précontraintes contenant des torons en PRF partiellement adhérents avec le béton. Ils
obtiennent pour ce cas, a la fois une forte capacité de charge ultime ainsi qu’une capacité de rotation
¢élevée. Ce résultat est différent du résultat obtenu avec un toron entiérement adhérent ou la capacité
de charge ultime est ¢élevée mais la capacité de rotation faible. Enfin, dans le cas ou le toron est
entiérement non adhérent, la capacité de charge ultime est faible alors que la capacité de rotation peut
étre trés €levée. La figure 1.44 montre les courbes schématiques de charge-fleche pour ces trois
différents types d’adhérence.

- Une solution consiste a développer des barres en PRF composées de différents types de fibres (par
exemple : un noyau pultrudé de fibres de carbone unidirectionnelles avec deux autres types de fibres
de rigidité réduite enroulés autour du noyau) et d’obtenir une rupture progressive de utiliser la rigidité
totale des différentes fibres, ou chaque fibre se rompant a différentes valeurs de déformation au cours
du chargement. La plupart des recherches dans ce domaine a été menée par Tepfers et al. (2001).

- Grace et al. (1998a) ont rapporté que les structures qui sont congues pour que la rupture se produise
par I’écrasement du béton (permettant au béton de subir des déformations inélastiques) permettent

d’obtenir d’une ductilité accrue.

85



High load capacity High load capacity
Low rotation capacity High rotation capacity

-
-

o Low load capacity
e — High rotation capacity

. s —
. ————
T -

Load

.......... Bonded tendons

Partially-bonded tendons

_____ —— Unbonded tendons

Displacement

Fig.1.44 Impacts de Iutilisation de torons en PRF partiellement adhérents sur le comportement
charge- fleche des poutres précontraintes (Lees et al. 1999a)

1.16.1 L'indice de ductilité
La ductilit¢ désigne la capacité d'un élément de structure a soutenir de grandes déformations

inélastiques avant la rupture, sans perte significative de résistance. Dans la conception classique en
béton armé, 'hypothése est que ’acier se plastifie avant la rupture, ce qui conduit a des grandes
déformations et a l'absorption de 1'énergie inélastique. Il en résulte un comportement ductile des
structures en béton armé et précontraintes par l'acier.

La quantité d'énergie inélastique absorbée ou la capacité d'une structure a subir de grandes
déformations inélastiques avant a la rupture est estimée par I’indice de ductilité. Les indices de

ductilité les plus courants sont donnés en termes de courbure, rotation ou fléche comme suit:

Au (éq. 1 .20)

Ou p, est I'indice de la ductilité, ¢ est la courbure, 0 est la rotation et A est la fleche.

L'indice y représente la plastification de I'armature, tandis que u désigne l'état limite ultime. Dans la
définition de l'indice de la ductilité ci-dessus, deux points de référence sont nécessaires: la limite
¢lastique de l'armature et 1'état limite ultime de la poutre. Comme les renforts PRF ne se plastifient
pas, la définition conventionnelle de la ductilité n'est pas applicable. 1l est donc important de définir
d'autres criteéres permettant de déterminer la ductilité des éléments armés par PRF. Un certain nombre
de définitions alternatives ont été proposées dans la littérature.

Jaeger et al. (1995) ont proposé un facteur global pour évaluer la conception des poutres armées ou

précontraintes avec PRF en comparaison avec les poutres armées ou précontraintes avec l'acier. Le
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facteur global est le produit du facteur de déformabilité par le facteur de résistance. Le facteur de
déformabilité est défini comme le rapport de la fléche (courbure) a 1’état limite ultime a la fléche
(courbure) a I’état limite de service. Le facteur de résistance est défini comme le rapport de la capacité
du moment a I’état limite ultime a la capacité du moment a 1’état limite de service. Les auteurs ont
défini I'état limite de service comme étant 1’état atteint lorsque la déformation de compression dans le

béton devient égale a 0.001.

courbure ultime
courburea ¢ =0.001

facteur de déformabilité =

moment ultime
moment a € = 0.001

facteur de résistance =

facteur global = facteur de déformabilité x facteur de résistance

Puisque la déformation de compression du béton précontraint est inférieure a 0.001 a 1'état limite de
service, le facteur global ne s'applique pas aux éléments en béton précontraint. Jaeger et al. (1995) ont
noté que, bien que les poutres en béton armé de PRF et 'acier n'aient pas la méme ductilité ils ont la
méme déformabilité a la charge ultime. Le facteur global reste constant a une valeur comprise entre 6
et 7. Les auteurs ont recommandé que le facteur global ne doit pas étre inférieur a 4 pour tous les types
de renforts du béton.

Abdelrahman et al. (1995) ont proposé un critére de déformabilité qui s'appuie sur les déformations
équivalentes de la section non fissurée et les déformations a I'état ultime. Selon le critére proposé,

I'indice de déformabilité est défini comme suit:

:ﬁ ou #A:& i
3 Al (éq.1.21)

Hy
Ou ¢, et A; sont la courbure et la fléche équivalente, respectivement, de la poutre non fissurée a une
charge égale a la charge ultime, et ¢, et A, sont la courbure et la fléche de la poutre a la rupture.
Naaman et al. (1995) ont proposé un indice de la ductilité basé sur la définition de I'énergie pour un
comportement élastoplastique parfait (figure 1.45). Selon la définition proposée, 1’indice de ductilité
est exprimé par le rapport entre 1'énergie de déformation totale a 1'état ultime et I'énergie de

déformation élastique stockée.

87



Etot  Ee

|

Displacement

Dy Du

Fig.1.45 Indice de ductilité basé sur 1'énergie (Byung-Wan 2004)

Quantitativement, la définition est exprimée comme suit:
1 E
_Au 1 Bot

(éq.1.22)

Ou E, est I'énergie totale calculée comme l'aire sous la courbe charge-fléche a la charge de rupture,

E, est I'énergie élastique et correspond a la surface d'un triangle formé aprés le déchargement de la

charge de rupture. Pour le renfort de PRF cet indice de ductilité est généralement égal a 1 et pour

l'acier égal a 4 (figure 1.46).
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Fig.1.46 Energie inélastique des poutres précontraintes par des torons en PRF

et en acier (Byung-Wan et al. 2004)

1.17  Codes et guides de conception internationaux existants

Actuellement, les guides de conception pour les structures en béton armé ou précontraint par les

renforts en PRF existent au Japon, au Canada, aux Etats-Unis, au Royaume-Uni et en Europe.

Un résumé de ces guides est donné ci-dessous :

En France, des Recommandations provisoires « Réparation et renforcement des structures en béton au

moyen des matériaux composites » ont été publiées par ’AFGC (association francaise de génie civil)
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en 2003. Mais il n’existe jusqu’a présent aucun guide ou autres recommandations pour [’utilisation des
renforts en PRF dans le béton.

En Italie, en 2007, le centre national de recherche (CNR-DT 203/2006) a publi¢ un guide de
conception des structures avec des barres en PRF « guide for the design and construction of concrete
structures reinforced with fibre reinforced polymer bars »

En Suisse, la Fédération Internationale pour le Béton fib-task Group 9.3 a publié en 2007 le Bulletin
40 “ Technical report on the design and use of fibre reinforced polymer reinforcement (FRP) in
reinforced concrete structures”

Au Royaume-Uni en 1999 I’Institution of Structural Engineers (IStructE) a publi¢ un guide “Interim
guidance on the design of reinforced concrete structures using fibre composite reinforcement”.

Au Japon, la société japonaise de génie civil (JSCE) a publié en 1997 la version anglaise de leurs
recommandations « Recommendations for the Design and Construction of Concrete Structures Using
Continuous Fibre Reinforced Materials ».

Au Canada, en 2000, le code CAN/CSA-S6-00 a été publié par la Canadian Highway Bridge Design
Code (CHBDC). Un autre code CAN/CSA-S806-02 “ Design and Construction of Building
Components with Fibre Reinforced Polymers”, a été publié¢ par Canadian Standards Association,
Toronto, Ontario, Canada. En 2001, le réseau Canadian ISIS (Centres of Excellence on Intelligent
Sensing for Innovative Structures) a également publi¢ un manuel de design No. 3 « Reinforcing
concrete structures with fibre reinforced polymer », et un autre No.4 pour le béton précontraint.

Aux Etats Unis, le comité 440 de I’ACI (American Concrete Institute) a publié¢ plusieurs guides ; en
2001, ACI 440.1R-01 “Guide for the design and construction of concrete reinforced with FRP bars” et
plus tard des versions mises a jour en 2003 (ACI 440.1R-03) et en 2006 (ACI 440.1R-06). En 2004,
ACI 440.4R-04 “Prestressing Concrete Structures with FRP Tendons”. En 2004, ACI 440.3R-04
“Guide Test Methods for Fiber-Reinforced Polymers (FRPs) for Reinforcing or Strengthening

Concrete Structures”.

1.18 Projets de démonstration en utilisant les renforts en PRF dans les ponts
Au cours des années 1980 et 1990, les armatures de précontrainte en PRF ont été utilisées avec succes

dans plusieurs projets. Ces projets de démonstration ont été utilisés pour valider la technologie,
acquérir une expérience et étudier la durabilité a long terme et la performance pour ce type d’armature.
Nous présentons ci-dessous quelques exemples :

- Le pont BASF a Ludwigshafen en Allemagne, a été achevé en 1991. Le pont est constitué de deux
voies et fait 85 m de long. Quatre torons en PRFC ont été utilisés en association avec 16 tendons en

acier conventionnels comme renfort interne par post-tension non adhérent (Zoch et al. 1991).

89



- Le pont Wotton (Québec) a été construit en 2001 en utilisant des barres en PRFV et PRFC pour
renforcer le tablier. Le nouveau pont est constitué¢ de quatre poutres principales libres aux extrémités

de portée 30.6 m (figure 1.47) (Benmokrane et al. 2002).

- Le pont de Beddington Trail, a Calgary, Alberta, Canada a été construit en 1993 (figure 1.47). 1l se
compose de deux travées continues. Chaque travée est composée de 13 éléments préfabriqués (poutres
en béton précontraint). Quatre poutres ont été précontraintes a l'aide de cables CFCC, et que deux
autres poutres au moyen de deux barres (Leadline). Les poutres ont été instrumentées avec des

capteurs a fibre optique et sont surveillées par ISIS Canada (2009).

- Le pont de Taylor a Headingly, Manitoba, Canada (figure 1.47) a été construit en 1998. 1l a plusieurs
travées et une longueur totale de 165 m. Les poutres ont été précontraintes avec des torons en PRFC et

sont constituées d’étriers en PRF (ISIS Canada 2009).

- Le pont de la rue Bridge a Southfield, Michigan aux Etats-Unis (Bridge Street Bridge 2001 figure
1.47) a été achevé en 2001. 11 s'agit d'une structure a trois travées (au total 62 m) utilisant des torons en
PRFC dans le sens longitudinal et transversal. Les poutres ont été précontrainte par prétension a l'aide
de barres (Leadline) dans le sens longitudinal et de torons CFCC pour la post-tension dans le sens

transversal (Grace et al. 2002).

Beddington Trail, Calgary 1993 (Canada)

o

Fig.1.47 Projets utilisant les renforts en PRF
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1.19 Les Bétons Fibrés Ultra Performants (BFUP)

1.19.1 Etat des connaissances
Une rupture technologique est intervenue dans le domaine du béton au début des années 1990 avec la

mise au point de bétons dont la résistance est de 1’ordre de 200 MPa en compression et de 40 MPa en
traction par flexion. Ceci est dii aux progrés dans le domaine des adjuvants, des méthodes de
formulation et de 1’utilisation des ultrafines. Les BFUP, derniers nés de cette génération de bétons,
sont des matériaux a matrice cimentaire, renforcés par des fibres. Leurs formulations font appel a des
adjuvants superplastifiants et des compositions granulaires spécifiques ainsi qu’a des fibres. Un fort
dosage en liant et la présence de fibres garantissent 1’absence de toute porosité capillaire, une
résistance en traction supérieure a 8 MPa et un comportement ductile permettant de s’affranchir dans
certains cas des armatures passives. Les BFUP peuvent aussi étre associ¢s a de la précontrainte par
pré-tension ou par post-tension, ce qui permet d’accroitre les performances mécaniques.

Les BFUP poss¢dent une grande attractivit¢ pour I’ingénieur qui en voit le potentiel d’application
structurelle : résistance a la compression qui approche celle de 1’acier de construction, résistance en
traction 3 a 4 fois plus grande que celle du béton ordinaire, étanchéité presque totale. Pour exploiter
cette vaste gamme de propriétés, non seulement mécaniques, plusieurs approches peuvent &tre suivies :
— optimisation des formes structurelles connues, par réduction de la taille des éléments,

— utilisation sélective du BFUP dans les parties des éléments de structure qui peuvent bénéficier au
mieux de ses propriétés,

—recherche de nouvelles formes ou de systémes structuraux adaptés a exploiter les propriétés avancées
des BFUP.

Dans tous les cas, I’ingénieur a besoin des données de base pour concevoir la solution optimale par
rapport aux exigences qui lui sont posées. Afin d’obtenir ces données, le comportement du matériau
doit étre étudié aux échelles qui permettent de lier les connaissances de la science des matériaux aux
exigences des batisseurs.

La structure ultra compacte ainsi que I’important volume de fibres (entre 2% et 11%) des BFUP leur
conférent des propriétés mécaniques et de durabilité exceptionnelles, ce qui leur permet d’étre
employés efficacement lors de travaux de remise en état ou de transformation (renforcement)
d’ouvrages existants. Vu les cofits élevés des BFUP, leur emploi pour la réalisation de structures
monolithiques doit étre rationalisé au maximum. Néanmoins, il est possible de le combiner avec du
béton armé traditionnel pour renforcer localement les zones de faiblesse du béton armé afin de réaliser
des ouvrages avec une durabilité accrue ainsi qu’une résistance élevée. Il devrait donc étre réservé aux
structures présentant des besoins particuliers : bas poids propre, vitesse de construction et résistance

aux environnements agressifs.
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L’intérét de ces nouveaux bétons sur le cycle de vie des ouvrages implique également d’autres
avantages tels que des économies de matiéres premieres, d’énergie consommeée, de moyens de
manutention, mais aussi une meilleure intégration en termes d’impact environnemental, de durabilité,
d’esthétique. Le BFUP nécessite un apport de ciment de 550 a 1000 kg/m’, soit 2 a 3 fois plus qu’un
béton traditionnel. Mais compte tenu de ses caractéristiques mécaniques, cette surconsommation de
ciment se traduit par une économie de matiere d’un facteur de 1’ordre de 2 a 3. En conclusions, le bilan
CO, est identique a celui d’un béton classique, alors que le BFUP est largement plus performant en
termes de durabilité. Il n’en reste pas moins vrai qu'un grand soin doit étre apporté a sa mise en
ceuvre, et en particulier, a la disposition des fibres métalliques et que cette meilleur durabilité doit

pouvoir comparer le surcott 1ié a 1’utilisation de ces bétons.

1.19.2 Avantages des BFUP
- Des résistances caractéristiques trés élevées a la compression a 28 jours (entre 130 et 250 MPa) ainsi

qu’a la traction (entre 8 et 12 MPa),

- Une tres grande ouvrabilité,

- Des résistances mécaniques au jeune age tres élevées,

- Une durabilité exceptionnelle due a une trés faible perméabilite,

- Une grande résistance a 1’abrasion et aux chocs,

- Un retrait et un fluage trés faible aprés le traitement thermique,

- Une bonne ductilité permettant de dissiper de 1’énergie dans une déformation irréversible de
I’ensemble du volume de maniére importante.

Cependant, malgré les avantages qu’il présente, le BFUP n’est pas encore trés utilisé en tant que
matériau de construction. Une des raisons provient du colit du matériau, bien plus élevé que celui du
BO. Ce surcolit ne peut pas étre enticrement compensé par les économies réalisées par 1’utilisation de
quantités plus faibles et la possibilit¢ de diminuer la quantité d’armature. D’autres facteurs,
potentiellement plus importants, expliquent la réticence actuelle des maitres d’ouvrages, concepteurs
et entrepreneurs a I’encontre du BFUP :

1. Les concepts de structure et les domaines d’application appropriés pour le BFUP ne sont pas encore
bien définis. Le fait que les nouvelles structures sont congues sur la base de concepts qui ont été
développés pour d’autres matériaux (béton armé et charpente métallique essentiellement) génere des
configurations non optimales pour ce matériau.

2. 11 y a un manque d’expérience avec le matériau en termes de conception, application pratique et
performance effective des structures. En conséquence, les structures congues sont souvent trop

conservatives.
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1.19.3 Composition et principe de formulation des BFUP
L’obtention de résistances ¢levées et de faibles perméabilités aux agents agressifs passe par une

réduction trés importante de la porosité et plus précisément du réseau des pores connectés, en jouant
sur deux parametres :

» Une teneur en eau extrémement faible (rapport eau/ciment < 0.25 voire 0.20) grace a 1’utilisation
optimisée de superplastifiants qui défloculent les particules fines.

* Une compacité maximale, obtenue en utilisant des composants correspondant a plusieurs classes
granulaires (classiquement quatre, qui incluent ciment, ultrafines, fillers et sable). La taille et la
quantité des plus gros grains sont considérablement réduites (diamétre maximal variant de 1 a 7 mm).
L’optimisation de I’empilement granulaire permet de diminuer le volume des vides.

Les ultrafines utilisées dans les BFUP sont en général des fumées de silice (20 et 30%) qui remplissent
les espaces intergranulaires optimisant la compacité du matériau, et qui réagissent grace a leur pouvoir
pouzzolamique avec la chaux issue de 1’hydratation du ciment. Elles participent activement a la
résistance de 1’ensemble et ferment le réseau des pores a la diffusion des ions et des gaz. D’autres
ultrafines peuvent étre également utilisées telles que les microfillers calcaires ou siliceux et les
pouzzolanes naturelles ou artificielles (métakaolins).

L’emploi d’adjuvants tels que les plastifiants réducteurs d’eau et les superplastifiants fludifiants
permet de formuler les BFUP avec un trés faible rapport Eau/Liant.

Les fibres, composant cl¢ des BFUP conférent au matériau sa ductilité. Ces fibres ont une longueur
adaptée a la taille du plus gros grain et une section la plus faible possible pour garantir un bon ancrage.
Elles ont en général un diametre de 0.1 a 0.3 mm et une longueur de 10 a 20 mm. Les fibres
métalliques sont utilisées pour des applications structurelles nécessitant des résistances mécaniques

importantes, les fibres polymeres et minérales plutot pour des applications esthétiques.

1.19.4 Les différents types de BFUP
1l existe plusieurs types de BFUP commercialisés :

- Ductal ® (Bouygues, Lafarge, Rhodia)

- CERACEM/BSI ® (Eiffage, Sika)

- BCV ® (Vicat, Vinci)

- CEMTECmultiscale ® développé par le LCPC

Il est a noter que d’autres BFUP sont fabriqués par des laboratoires mais ne sont pas commercialisés :

- Matériaux de laboratoire (EDF, CERIB...)

1.19.5 Traitement thermique des BFUP

Les BFUP peuvent faire 1’objet de traitements thermiques juste apres la fin de leur prise.
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Les principaux effets de ces traitements sont les suivants :

- Atteinte plus rapide des résistances en compression et en traction,

- Diminution importante des effets différés de retrait et de fluage apres traitement thermique terminé,

- Amélioration trés sensible des propriétés de durabilité.

Le traitement thermique de référence le plus documenté (référence AFGC 2002) consiste a porter les
¢léments a une température de 90°C £+ 10°C pendant 48h. Ce traitement s’effectue traditionnellement a
I’aide de vapeur d’eau dans une enceinte fermée. Le début du traitement peut intervenir a n’importe

quel moment apreés la fin de la prise du matériau.

1.20 Propriétés des BFUP
Toutes les propriétés mécaniques et physiques sont données d’aprés (SETRA &AFGC 2002) dans le

tableau 1.14.

1.20.1 Comportement mécanique des BFUP en compression et en traction
La figure 1.48 montre des courbes de chargement typiques du comportement mécanique du BFUP,

avec les courbes correspondantes pour un béton ordinaire et un béton a haute résistance. En
compression (figure 1.48a), I’augmentation de la résistance est importante, grace a la formulation
optimale de la matrice et a la haute qualité des granulats. La grande résistance résiduelle apres la
valeur maximale, obtenue grace aux fibres, est également importante.

En traction (figure 1.48b), la différence est plus prononcée: alors que le béton ordinaire perd presque
instantanément sa résistance apres la valeur maximale, le BFUP voit une augmentation de sa capacité
en traction apres la fissuration initiale, suivie d’un assez long plateau sur lequel la résistance a la
traction reste constante, avec une augmentation de 1’élongation de I’élément. Au cours de cette phase,

un grand nombre de petites fissures appelées microfissures se développent.

250
UHPFRC
=150 -
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P & °
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0 0
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—£€ Af_[mm]
(a) compression (b) traction

Fig.1.48 Comportement mécanique du BFUP en compression et en traction
selon (Spasojevic 2008)
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Dans la phase finale, une fois que la localisation s’est produite a une seule fissure, appelée

macrofissure, la résistance a la traction diminue, mais sans chute brutale.

CARACTERISTIQUES Ductal= BSI 1463F (EDF) ESSAIS
Résistance caractéristique a 200 MPa 180 MPa 147 MPa $=5Lf
la compression a 28 j (apres TT) ou® > 6 Dmax
Résistance caractéristique a 9 MPa 9.1 MPa en cours & =70 mm
la traction directe a 28 ( (avec entaille) (sans entaille)
pic)
Traction par flexion sur 42 MPa 45 MPa 20 MPa Prisme
prisme 4X4X16
Gt (w = 0.3 mm) moyenne 12 MPa 7.9 MPa en cours Mode opératoire
AFREM = Courbe
Module d'élasticité E 58 GPa 65 GPa 57 GPa Essai sur prisme
Module dynamigue Ed 60 GPa 60,1 GPa 56.5 GPa
(05mm . 14a10Hz)
Module de cisaillement G 24 GPa 25 GPa 24 GPa
Coefficient de Poisson 0.2 02 0.183 Mode opératoire
Norme NF
Coefficient de dilatation 11.8um / m/*C 104 pm / m/°C
thermique
Retrait total 550 tm /m 570 pm / m NF-P15-433
Fluage propre et de Ka=0.3 aprés TT | Ka=0.8 sans TT Mode opératoire
dessiceation Ka=1.0sans TT LCPC/RILEM
Porosité 1.9%
Absorption 0,06 g/ cm? 022 g/ em?
Perméabilité a I'air < 1020 m?
Essai de Gel — Dégel 0% 2.8%
Flow Test 550 mm 640 mm

Tableau 1.14 Propriétés mécaniques et physiques des BFUP (SETRA &AFGC2002)

1.20.2 Effets différés des BFUHP
Le BFUP est un matériau cimentaire, et en tant que tel, il subit des effets différés tout comme le béton

ordinaire. Avec des différences importantes, cependant.

1.20.2.1 Retrait

La composante principale du retrait du BFUP provient du retrait endogene, au cours duquel 1’eau est
consommeée par 1’hydratation du ciment. Pour des éléments préfabriqués, I’effet du retrait est moins
important que pour les éléments coulés en place, car une grande partie se produit avant que les
¢léments ne soient assemblés sur le chantier, et n’a donc aucune influence sur le comportement de la
structure dans son ensemble. Il faut cependant prendre garde que les coffrages soient congus de

maniere approprié¢e pour éviter une fissuration au jeune adge du BFUP, alors qu’il se trouve encore
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dans le moule. Apres le traitement thermique (s’il est nécessaire), le retrait résiduel est pratiquement
nul alors que le retrait total d’un BFUP sans traitement est de 1’ordre de 6 4 7.10* au lieu de 2 4 2.5

10 pour un béton classique.

1.20.2.2 Fluage

Le fluage est une augmentation graduelle de la déformation sous contraintes constantes. En plus d’une
augmentation des fléches des éléments en flexion, le fluage a pour conséquence une réduction de
I’effort de précontrainte par suite du raccourcissement de 1’élément. Les valeurs observées du fluage
pour les ¢léments en BFUP sont trés basses, avec un coefficient final de fluage ¢ de I’ordre de 0.8 (au
lieu de 2 pour un béton classique). Pour les ¢léments qui ont subi un traitement thermique, cette valeur
s’abaisse a approximativement 0.3. Dans I’ensemble, les effets différés sont bien moins importants
pour le BFUP que pour les ¢éléments en béton ordinaire, méme s’ils ne sont pas complétement

négligeables, notamment au jeune age.

1.20.3 Durabilité des BFUP
Du fait de leur microstructure extrémement dense, de leur porosité capillaire trés faible et de leur

compacité, les BFUP présentent des caractéristiques de durabilité exceptionnelles, quel que soit
I’environnement, notamment dans les domaines suivants : résistance aux cycles gel-dégel, résistance
aux sels de déverglacage, a I’eau de mer, aux sulfates, résistance a la carbonatation, résistance a la
pénétration d’ions agressifs et des acides faibles, résistance a 1’abrasion, aux chocs, excellente tenue

aux températures €élevées ainsi qu’aux ultraviolets.

1.20.4 Valorisation de la résistance des BFUP
Le comportement mécanique du matériau permet de concevoir des ouvrages particuliérement élancés

et légers et une grande variété de formes, notamment avec des concepts innovants tels que des
structures en treillis. Il permet de réduire les volumes de béton a mettre en oeuvre, d’affiner les
structures et donc de réduire le poids des ouvrages et leur impact sur les fondations figure 1.49.
L’utilisation de la précontrainte valorise au maximum les trés hautes résistances en compression, en
traction ou en flexion du matériau.Les raisons principales motivant I’emploi du BFUP proviennent de
leur comportement mécanique en traction et en particulier leur capacité de déformation, donnée par

leur comportement écrouissant, ainsi que de leur trés faible perméabilité aux substances agressives.
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Egﬂles Cﬂpﬂc‘.tés p ortantes BHP PRE-

CONTRAINT
BETON ARME

poids des poutres (kg/ml)
140 112 467 530

Fig.1.49 Efficacité de ’utilisation du BFUP pour réduire le poids des poutres

1.20.5 Documents de référence
Le document de référence pour les BFUP a été édité en janvier 2002 par 1’ Association Frangaise de

Génie Civil (AFGC) dans sa collection de documents scientifiques et techniques : « Bétons Fibrés a
Ultra-hautes Performances Recommandations provisoires ». Ce document bilingue frangais-anglais,
fruit du travail d’un groupe d’experts de I’AFGC, du SETRA et des principaux organismes publics ou
privés, synthétise I’ensemble des informations et recommandations permettant [’emploi de ces
nouveaux matériaux. Il intégre les recherches, les résultats d’essais sur les divers matériaux
développés ces derniéres années et les retours d’expérience sur plusieurs chantiers.

Ce guide s’appuie sur les recommandations concernant les bétons de fibres métalliques publiées par
I’AFREM (Association francaise de recherche et d’essais sur les matériaux de construction) et sur le
cahier des charges établi par EDF pour les poutres en BFUP utilisées pour les centrales nucléaires de
Cattenom et de Civeaux. Les recommandations se décomposent en trois parties : la caractérisation du
matériau BFUP (lois de comportement, spécifications sur les performances mécaniques, contrdles
qualité, modes opératoires de mise en oeuvre, etc.), la conception et le calcul de structures en BFUP et
la durabilité. Il constitue un référentiel permettant de dimensionner les BFUP dans les batiments et les
structures de génie civil.

Au Japon en 2006 la société japonaise de génie civil (JSCE) a publié un guide (JSCE Guidelines for
Concrete 2006, No.9) pour I’emploi des BFUP dans les structures “Recommendation for design and
construction of ultra high strength fiber reinforced concrete structures”. En 2008 d’autres

rrrrr

également fait ses premiéres régles de conception pour les BFUP (Walraven 2008).
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1.20.6 Dimensionnement des structures en BFUP
Les recommandations du guide AFGC définissent en particulier les spécifications sur les performances

mécaniques et les prescriptions de mise en ceuvre et de controle, précisent les régles et méthodes de
dimensionnement des structures en BFUP en proposant des lois de comportement du matériau et
justifient la durabilité de ce nouveau béton. Elles permettent de dimensionner les ouvrages en BFUP
en s’affranchissant pour certaines structures des armatures passives.

Le fonctionnement des BFUP est basé sur la résistance propre a la traction des fibres aprés fissuration
de la matrice cimentaire. Si cette résistance est suffisante, selon le fonctionnement de la structure et les
charges auxquelles elle est soumise, on peut se dispenser d’armatures. Les méthodes de
dimensionnement proposées par les recommandations sont établies a partir des réglements francais de
calculs du béton armé (BAEL) et du béton précontraint (BPEL) basé sur des vérifications
semiprobabilistes aux états limites. Elles précisent les éléments permettant d’intégrer I’influence des
méthodes de mise en ceuvre sur les valeurs de résistances a prendre en compte pour le

dimensionnement.

1.20.7 Domaines d’applications potentiels des BFUP
Les nombreuses qualités des BFUP, permettent d’envisager une multitude d’applications aussi bien en

structure de génie civil (poutres précontraintes par pré ou post tension, canalisations, conteneurs,
ouvrages offshore, couvertures de grande portée, silos, réservoirs, cuves de rétention, tours de
refroidissement, murs de souténement, dalles, structures triangulées, voussoirs de tunnels, etc.) qu’en
batiment (poutres, poteaux élancés, planchers de grande portée, etc.) et leur utilisation dans des
applications innovantes jusque-la inaccessibles au matériau béton et réservées a d’autres matériaux. En
régle générale les BFUP a base de fibres métalliques sont destinées a des applications structurelles,
ceux a base de fibres organiques a des applications architectoniques (éléments architecturaux,
panneaux de facade, corniches, parements d’ouvrage, lames pare-soleil, mobiliers urbains, panneaux
acoustiques, sculptures, etc.). Le BFUP a également trouvé un certain nombre d’applications dans la
réparation et le renforcement de structures existantes, dans lesquelles, appliqué en couches minces,
avec ou sans armature, il peut avantageusement remplacer une surface de béton fissurée et carbonatée
par une nouvelle couche étanche et résistante.

Un domaine potentiel d’application intéressant pour les BFUP est celui des dalles des ponts mixtes,

soit pour de nouvelles constructions ou en remplacement d’une dalle existante (Le ROY et al.2009).

1.20.8 Exemples d’application des BFUP
Le BFUP est un matériau léger, compact et résistant qui peut étre moulé dans des formes complexes.

Son plus proche concurrent est 1’acier de charpente métallique, avec lequel il partage plusieurs

propriétés. 11 n’est dés lors pas surprenant que ses premieéres applications aient été dans les domaines

98



des éléments de toiture, des passerelles, des ponts routiers et des éléments protecteurs dans des
environnements hydrauliques et agressifs, dans lesquels une ou plusieurs de ces propriétés étaient
nécessaires.

La premiere application du BFUP en 1997-1998 est un bon exemple : des poutres précontraintes de
forme conventionnelle, mais avec des dimensions considérablement plus petites que pour des éléments
en béton armé, et avec une durabilité accrue ont été utilisées pour remplacer des poutres en acier
corrodées dans I’environnement agressifs des tours de refroidissement des centrales nucléaires de
Cattenom et de Civaux en France (Resplendino 2004, Acker et al. 2004).

La premicre passerelle en BFUP (Ductal) a été construite en 1997 a Sherbrooke (figure 1.50). De
longueur de 60 m et largeur de 3.3 m, ¢’est une structure en treillis avec une précontrainte extérieure
longitudinale, sans armature passive (Resplendino 2006). Une autre passerelle Sakata- Mirai a été
construite en 2003 au Japon (figure 1.50). C’est une poutre simple de 50 m de portée et d’une largeur
de 2.4 m. La section est en caisson avec des dmes évidées en BFUP Ductal (Resplendino 2006). La
passerelle Seonyu a Séoul en 2002 (figure 1.50), est une arche précontrainte en BFUP (Ductal) d’une
portée de 120 m et d’une largeur de 4.3 m (Behloul et al. 2003). La passerelle Gértnerplatz, construite
plus récemment a Kassel en 2007 (Allemagne), a une longueur totale de 133.2 m, une largeur de 5 m

et une portée principale de 36 m (figure 1.50).

Passerelle de Sherbrooke 1997 (Canada) Passerelle de Sakata Mirai 2003 (Japon)

Fig.1.50 Exemples représentatifs des ouvrages réalisés en BFUP dans le monde

En France selon la revue Ouvrage d’Art du SETRA cinq ponts routiers comportant des composants

structuraux en BFUP ont été réalisés ; Le pont Pinel a Rouen en 2007 (BSI), deux ouvrages a Bourg-
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lés-Valence en 2001 (BSI), le pont de Saint-Pierre-la-Cour en 2005 (Ductal) et le PS 34 sur ’A51 en
2005 (BCV). Sur le pont routier de Saint-Pierre-la-Cour (Mayenne), les poutres sont ¢lancées et fines.
Le béton traditionnel a été coulé sur des pré-dalles en BFUP. Le pont Pinel a Rouen, construit par
Eiffage sur I’autoroute A150 en 2007, est en poutres préfabriquées en forme de T inversé. Enfin, le PS
34 sur I’A51 au sud de Grenoble est un passage supérieur sur une autoroute, avec une travée de 50 m
de portée sans appui intermédiaire. Les caissons sont en BFUP. La figure 1.51 montre quelques
exemples représentatifs des ouvrages en BFUP déja construits en France alors que la figure 1.50
présente des ouvrages construits dans le monde. Les détails de ces ouvrages sont donnés dans les

tableaux 1.15 et 1.16.

Sherbrooke Giirmerplatz Sakata-Mirai Seonyu footbridge
année de
comstruchon 1997 2007 2002 2002
TIZ]]JJS ]{EEF;HP c:;u.ﬁne Caisson a hauteur
caractéristiques ans les diagonales) Trellis métalhigue vanable Are a section ouverte
’ Fques Variable box cross
section
Varnabler
Eastenquerschnitt
portée span [ 15 60 36 50 120
largeur
[m] i3 5 24 43
£ /h 20 28 32 92
Fsia [m] 0.03 0.08 0.03 0.03
Bragun [m] 0.15 0.085-0.12 D.18 012
matériau UHPFRC (Allemagne,
Dmctal Germany, Ductal Dugctal
Deutschland)
. -
Section _“_ .':."I r': _ ?| H
W T~ T
| d
= B— «l]
=)

Tableau 1.15. Principaux paramétres des ponts représentatifs en BFUP (selon Spasojevic 2008)
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Pont St-Pierre-la-Cour 2005 (France)

Pont PS34 -A51 La Chabotte 2006 (France)

Pont Bourg-les-Valence 2001 (France)

T

Fig.1.51 Exemples représentatifs des ouvrages réalisés en BFUP en France

Bourg-lés- Saint-Piermre-la- P534, bndge over
Valence, Cour 431, La Chabotte,
France France France
année de construction
2001 2005 2006
3 poutres a dews 10 poutres avec Ccaisson
dmes par portée dalle BO monocellullaire
caracteénstiques
portées
[m] 20.95/22.75 19 474
largenr
[m] 122 126 44
th 23,25 25 (girder) 30
Py [m] 0.15 - 0.12/014°
largeur dmes
[m] 0.11 0.14 0.14
R [m] 035 = (.12 (poutres, 028
matéran
B3I __
3% steel fibres Ductal, BCV, Vina
. e b =
sechion . L e .]‘}_,. = —
] | -
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Tableau 1.16. Principaux parameétres des ponts représentatifs en BFUP (selon Spasojevic 2008)



1.21 Conclusion

Les renforts en PRF ont été proposés comme une alternative aux armatures en acier sujettes a la
corrosion dans les infrastructures en béton. L'utilisation de PRF allége le colit de la réhabilitation et le
remplacement des structures endommagées par la corrosion. Les résultats de recherche publiés, méme
si ces recherches se concentrent sur la performance a court terme, ont montré des performances
satisfaisantes des éléments précontraintes par les renforts en PRF et notamment les PRFC. Les renforts
en fibre de carbone PRFC ont montré de trés bonnes caractéristiques mécaniques (résistance en
traction, fatigue, relaxation..) et exhibent de bonnes propriétés en termes de durabilité. Les renforts en
PRFC ont un comportement élastique linéaire et présentent une rupture fragile avec une libération
considérable d'énergie €lastique. En raison de la faible rigidité de ces matériaux, il est préférable dans
la mesure de possible de précontraindre les torons PRFC afin d'enlever une grande partie de leur
capacit¢ de déformation et de rendre l'utilisation des matériaux PRFC plus efficace. La limite
supérieure pour la précontrainte des renforts en PRF est inférieure a celle de I'acier, principalement en
raison du phénomeéne de rupture par fluage des composites. La différence dans les configurations de
surface des renforts PRFC peut également influencer le comportement structurel. L’absence d'un
systéme d'ancrage simple et fiable pour la post-tension des renforts en PRFC en raison de la faible
résistance transversale des PRF constitue un obstacle technique a une utilisation généralisée des PRFC
dans la post-tension. Du fait que le comportement des renforts PRFC est élastique linéaire, la réponse
charge vs fléche est bilinéaire sous des charges de service. Une comparaison des poutres
précontraintes avec des renforts PRF et des torons en acier classiques a montré que les poutres
précontraintes par des renforts en FRP présentent des charges a la rupture plus élevés et des fleches
ultimes plus petites. Ce comportement est di a I'augmentation des contraintes ultimes dans les renforts
en FRP par rapport a l'acier et le manque de ductilité des renforts PRF. Plusieurs méthodes ont été
proposées pour améliorer la ductilité des éléments précontraints par des PRFC comme le confinement
du béton et I'utilisation des renforts PRFC de précontrainte partiellement adhérent. Les essais de
fatigue sur des poutres précontraintes avec des renforts en PRFC ont également montré des
performances satisfaisantes. Trés peu d'informations ont été publiées sur 1’utilisation des BFUP dans
les poutres précontraintes par PRFC. Les résultats de ces études ont montré que la précontrainte avec
des renforts en PRFC peut considérablement améliorer le comportement des poutres et une bonne
ductilité peut étre atteinte.

Actuellement, les guides de conception des structures en béton avec les renforts PRF (ACI-440
(2001,2004), CSA-S806-00 (2000), ISE (1999), JSCE1997) suggerent que les formules prescrites dans
les codes traditionnels, qui ont été¢ développés pour le béton armé (armature acier), peuvent é&tre
utilisées pour des PRF par l'application de facteurs de modification. Ces facteurs sont généralement
basés sur la rigidité relative des PRF par rapport a celle de 'acier et semblent fournir une corrélation

raisonnable avec les résultats d'essais.
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Les BFUP, compte tenu de leurs multiples performances, peuvent s’adapter aux diverses contraintes et
exigences des ouvrages et ouvrir de grandes perspectives d’applications pour les ouvrages nécessitant
résistances importantes, durabilité et esthétisme. Ils apportent une réponse aux évolutions majeures de
la construction en permettant d’optimiser les dimensionnements (augmentation des portées, réduction
des quantités de matériaux utilisées), de réduire la durée des chantiers et les cofits globaux des
ouvrages, d’améliorer I’esthétique des parements et la pérennité des structures et d’offrir une liberté
architecturale. Ne nécessitant en général ni vibration, ni armatures passives, les BFUP permettent une
diminution de la pénibilité sur les chantiers.

Afin d’améliorer la ductilité des poutres précontraintes avec les PRFC, nous avons choisi d’utiliser le
BFUP dans ce travail de thése. En effet, en considérant les propriétés mécaniques de ces deux
matériaux, leur association peut conduire a des structures plus légéres, plus durables nécessitant une

faible maintenance.
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2 Chapitre 2 : Etude de I’adhérence des joncs PRFC avec le BFUP

2.1 Introduction :
La performance des ¢léments en béton armé ou précontraint dépend essentiellement des propriétés de

I’adhérence entre les renforts et le béton environnant. Un niveau adéquat d’adhérence est donc
nécessaire entre ces deux matériaux pour transmettre les efforts de 1'un a l'autre. Le remplacement des
renforts en acier par des renforts en PRFC modifie le mécanisme de transfert des forces entre le béton
et le renfort. Ceci est en particulier dii & I’anisotropie des matériaux en PRFC pour lesquels les
propriétés transversales et la résistance au cisaillement sont contrdlées par la résine tandis que les
propriétés longitudinales sont controlées par les fibres. Dans le cadre de notre travail nous avons
réalisé une campagne d’essais expérimentaux afin d'étudier la liaison des joncs en PRFC noyés dans
un BFUP avec trois types de configurations de surface: lisse, recouverte de sable et usinée. L'objectif
principal est de comprendre les mécanismes d'interaction activés lors du transfert des efforts et de
déterminer la relation constitutive de 1’adhérence. Dans un premier temps, nous avons déterminé les
propriétés mécaniques des joncs en fibres de carbone telles que la résistance en traction, le module
d’élasticité et le ceefficient de Poisson. Nous avons ensuite étudié 1’adhérence des joncs carbone avec
le BFUP. A ce stade, des essais d’arrachement direct ont été réalisés sur les joncs lisses et recouverts
de sable, puis, afin d’améliorer 1’adhérence jonc/BFUP, différentes formes de joncs obtenues par
usinage de la surface extérieure ont été testées. Les parametres étudiés sont la longueur d'ancrage, le
diameétre des joncs et l'dge du béton. D’autres essais d’adhérence par flexion (Beam test) ont
également effectués afin de comparer les résultats de ces essais aux résultats obtenus par essais de
pullout. Ces résultats sont présentés sous forme d’une relation entre les contraintes moyennes de

cisaillement et le glissement des joncs en fibres de carbone.

2.2 Programme expérimental

2.2.1 Matériaux utilisés

Joncs carbone (PRFC)

Deux types de joncs composites en PRFC ont été utilisés pour étudier I’adhérence avec le BFUP :

- Le jonc Compodex C12 J, qui est un jonc pultrudé carbone/résine époxyde avec une fraction
volumique de fibre de carbone de 65 % fabriqué par la société Epsilon Composites (France). Ces joncs

sont relativement lisses et la couche externe du jonc est enveloppée par une bande de tissu d’arrachage
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déposée pendant la fabrication pour absorber la quantité excédentaire de résine et protéger la surface
du jonc pendant le transport. Trois diametres ont été testés 8, 10 et 12 mm (figure 2.1).

- Le jonc Carbopree, qui est un jonc pultrudé carbone/résine vinylester avec une fraction volumique
de fibre de 65 % fabriqué par la société Sireg Spa (Italie). Ces joncs sont recouverts de sable de quartz

pendant la fabrication. Un seul diametre (7.5 mm) a été utilisé (figure 2.2).

Fig.2.1 Joncs carbone lisses (Compodex C12 J)

T—

=

Fig.2.2 Joncs carbone recouverts de sable (Carbopree)

Propriétés mécaniques des joncs en fibres de carbone

Des essais de traction directe ont été effectués pour caractériser le comportement des joncs carbone
pour déterminer la résistance en traction, le module d’Young et le coefficient de Poisson des joncs.
Nous avons pour cela testé trois joncs carbone lisses (Compodex C12 J) de diamétre 8 mm, trois joncs
carbone recouverts de sable (Carbopree) de diamétre 7.5 mm et une barre en acier de diamétre 8 mm
utilisée classiquement pour le béton armé. En raison de ’anisotropie des PRFC, les joncs carbones ne
peuvent pas étre sollicités en traction en utilisant la technique d’ancrage utilisée pour 1’acier. En effet,
cet ancrage génere des contraintes de compression radiale dans le jonc carbone ce qui provoque un
endommagement localisé et conduit a une rupture préliminaire dans la zone d’ancrage. Nous avons
alors utilisé un systéme d’ancrage, illustré dans la figure 2.3, qui consiste en deux morceaux plats en
acier ayant un évidement circulaire d’un diametre identique a celui du jonc PRFC et dont 1’épaisseur
permet d’avoir un espace de 2 mm lors du montage. Les deux plats sont ensuite placés autour du jonc
et I’ensemble est mis en place dans les mors auto-serrants d’une presse ¢lectromécanique MTS d’une

capacit¢ de 100 KN. Les cannelures sont au préalable recouvertes d'une fine couche de colle
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cyanoacrylate. Les joncs sont chargés jusqu’a la rupture avec une vitesse de chargement de 1mm /min.

Aucun déplacement n’a été observé pendant I’essai au niveau de I’ancrage. La charge de traction

appliquée et les déformations mesurées, par des jauges bidirectionnelles KYOWA de longueur 2 mm

collées sur le jonc, sont enregistrées pendant I’essai a 1’aide d’un dispositif d'acquisition. Les joncs

carbone dont la résistance nécessite une force de rupture supérieure a 100 KN ont été usinés de fagone

a réduire leur diameétre jusqu’a D=7 mm.

2 pi¢ces usindes cn acler

~ Jone carbone

Fine couche de colle cyanoacrylate

Fig 2.3 Systéme d’ancrage utilisé et rupture fragile des joncs carbone en traction

Le tableau 2.1 récapitule les valeurs des contraintes maximales de traction directe, le module

d'¢lasticité, le coefficient de poisson et la déformation a rupture obtenus pour toutes les éprouvettes.

Module
Eprouvette Résistance en d’¢élasticité Déformation a la Coefficient de
traction (MPa) rupture Poisson
(GPa)
Joncs carbone lisses 8§ mm (Compodex C12 J)

1 2531 179.28 0.0141 0.283

2 2511 181.12 0.0138 0.278

3 2523 180.05 0.014 0.279
Moyenne/ écart type 2521.67/8.22 180.15/0.755 0.014/0.00013 0.28/0.0022

Joncs carbone recouverts de sable 7.5 mm (Carbopree)

1 2293 148.35 0.0154 0.274

2 2306 147.23 0.0156 0.277

3 2276 149.07 0.0153 0.278
Moyenne/ écart type 2292/12.29 148.55/1.17 0.01543/0.00012 0.276/0.0017

Barre en acier HA 8§ mm
1 580 200 0.047 0.3

Tableau 2.1 Propriétés mécaniques des joncs carbone 8 mm
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La figure 2.4 montre le comportement en traction des deux types de joncs carbone de diamétres
différents (7.5 et 8mm) et d’une barre en acier de diametre 8mm. La courbe de contrainte-déformation

des joncs carbone est linéaire jusqu'a la rupture qui est brutale comme le montre la figure 2.3.
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Fig. 2.4. Comportement en traction de joncs carbones et barre en acier

Les courbes obtenues pour les joncs PFRC ne montrent pas de palier de plastification comme celui
observé pour les barres en acier. Comme on peut le voir dans le tableau 2.1, le module d'élasticité des
joncs carbone est inférieur a celui de l'acier de 10 a 25% et la résistance ultime en traction est environ
quatre fois celle de l'acier.

Le systéme d’ancrage utilisé ayant montré son efficacité (rupture des joncs dans la zone utile) et étant

donné sa simplicité d’utilisation et son caractére réutilisable, il est utilisé dans les essais de pullout.

BFUP
Le béton fibré a ultra haute performance utilisé dans cette étude est le prémix Ceracem/BSI fabriqué
par la société Eiffage. Ce béton est prét a étre malaxé avec de I’eau et du superplastifiant et des fibres

métalliques. Sa formulation et ses caractéristiques sont présentées dans le tableau 2.2.
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Formulation pour 25 kg de prémix BSI/Ceracem B1IM1

Prémix BIM1 25 kg
Eau 2080 g
Adjuvant FM 376 500 g
Fibres métalliques 2% en volume 2080 g
Propriétés mécaniques et physiques Ceracem B1M1

Résistance en compression a 28j (MPa) 170
Résistance en compression a 14j (MPa) 155
Résistance en compression a 3j (MPa) 120
Module d’¢élasticité E (GPa) 65
Coefficient de Poisson 0.2
Résistance en traction directe a 28j (MPa) 9.2
Résistance en traction par flexion a 28j (MPa) 45
Etalement (mm) 650
Teneur en air (%) 1.9
Densité (t/m’) 2.8

Tableau 2.2 Formulation et propriétés physiques et mécaniques du BSI/Ceracem

2.3 Etude de I’adhérence

2.3.1 Essais d’arrachement (Pullout) des joncs lisses et recouverts de sable

Nous avons opté pour 1’essai d’arrachement car c’est un essai simple permettant de mesurer le
déplacement relatif entre le béton et le jonc carbone a I’extrémité libre du jonc carbone. Nous avons
préparé 60 spécimens au total pour examiner plusieurs parametres de I’adhérence comme la longueur
de scellement, le diameétre du jonc et ’age du béton BFUP (avec au minimum trois spécimens pour
chaque parameétre comme détaillé dans le tableau 2.3). Les spécimens sont réalisés en placant les joncs
carbone au centre des moules cylindriques (dxh=110x220 mm) dans lesquels le BFUP est coulé

comme le montre la figure 2.5.

Fig.2.5. Préparation des spécimens de Pull-out
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Les différentes longueurs de scellement (l4) testées sont égales a 5D, 10D, 15D et 20D ou D est le
diametre du jonc carbone. Trois diameétres de joncs de 8, 10 et 12mm ont été considérés pour les joncs
lisses et de 7.5mm pour les joncs recouverts de sable. Les spécimens ont été testés a 3, 14, 28 et 90
jours apres le coulage du BFUP. Trois éprouvettes de pullout ont également été réalisées avec des
barres en acier pour établir une comparaison. La réalisation des essais de type pullout a nécessité la
réalisation d’un montage qui a été adapté sur une presse ¢lectromécanique de traction compression
MTS de capacité 100 KN (figure 2.6). Afin d’éliminer 1’effet favorable des contraintes de compression
générées par la plaque métallique a I’extrémité chargée de 1’éprouvette (Malvar 1995, Tastani et al.
2006), sur le mécanisme d’adhérence, le jonc carbone est isolé du béton sur une longueur de 70 mm a
I’aide d’un tube en plastique (figure 2.6). Enfin, le déplacement relatif entre le jonc carbone et le
BFUP a I’extrémité libre de I’échantillon est mesuré a 1’aide de capteurs LVDT dont la précision est

de 0.01lmm. La vitesse de chargement est fixée & lmm/mn.

Systéme d’ancrage

Plaque en acier

\Fﬂ

NN

Tube en plastique

Fig.2.6 Montage de ’essai de Pull-out

2.3.2 Résultats expérimentaux obtenus avec les joncs lisses et recouverts de sable
L’évolution de I’adhérence entre le jonc carbone et le béton est représentée par la courbe des

contraintes moyennes de cisaillement (1) en fonction des déplacements relatifs a 1’extrémité libre du
jonc (8). Supposons que les contraintes de cisaillement soient uniformément réparties sur la longueur

d’adhérence, les contraintes moyennes d’adhérence sont définies par 1’équation suivante :
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F

T :m (éq. 2.1)
d

Ou F est la force de traction appliquée, D le diamétre de jonc et 14 1a longueur de scellement.

Notons ici que la courbe 1-0 caractérise complétement le comportement d’adhérence du jonc et qu’elle
peut étre employée, par exemple, dans des calculs éléments finis pour ce type de jonc carbone.

Le tableau 2.3 récapitule les valeurs maximales des contraintes moyennes de 1’adhérence et des
déplacements correspondants pour toutes les éprouvettes. Chaque valeur représente la valeur moyenne

calculée avec au minimum les résultats de trois éprouvettes de méme configuration.

R Longueur de Age du Charges d’ Contraintes | Déplacements
. . Diameétre béton ) , . .
Spécimens (mm) scellement arrachement | d’adhérence | relatifs au pic
(mm) . (KN) max. (MPa) (mm)
(jours)
8 40 3 22.16 22.05 0.14
] 40 14 22.86 22.74 0.12
8 40 28 23.39 23.27 0.09
8 40 90 24.38 24.26 0.075
8 80 3 384 19.1 0.14
8 80 14 39.5 19.65 0.13
Joncs lisses 8 80 28 41.42 20.6 0.11
8 80 90 43.83 21.8 0.1
8 120 28 49.07 16.27 0.12
8 160 3 50.43 12.54 0.06
8 160 14 50.74 12.62 0.06
8 160 28 52.03 12.94 0.08
8 160 90 52.76 13.12 0.09
10 50 28 32.8 20.88 0.08
12 60 28 39.81 17.6 0.081
7.5 37.5 28 24.05 27.22 0.08
7.5 75 28 40.22 22.76 0.06
Joncs 75 112.5 28 52.72 19.89 0.068
recouverts
de sable 7.5 150 28 54.6 15.45 0.086
Acier HA 8 25 28 31.54 50 0.048

Tableau 2.3 Valeurs maximales expérimentales des contraintes moyennes d’adhérence

2.3.2.1 Effet de la configuration de surface :

Une comparaison du comportement de I’adhérence de deux types de joncs carbone (diamétres 7.5 et

8mm) et des barres en acier (diamétre 8mm) est illustrée sur la figure 2.7 (la longueur de scellement
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est de 5D et I’4ge du BFUP est de 28 j). Les deux configurations de surface (lisse et recouverte de
sable) montrent un comportement (t-8) caractérisé par une augmentation continue (branche
ascendante) des contraintes de le cisaillement jusqu' a ce qu’un pic soit atteint. Ce pic est alors suivi
d'une baisse soudaine de I’adhérence (branche descendante) provoquée par cisaillement de I’interface
PRFC-BFUP. Cependant, les contraintes d’adhérence demeurent constantes pendant 1’arrachement du

jonc carbone ce qui représente la résistance résiduelle due au frottement entre les deux matériaux.

60 1 Acier HA 60 +
< 50 —&— Recouvert de sable
= =
S === lisse ¥
~ &
(0] =
Q 5]
2 5
3 .
) S
s 3
k= g Acier HA
g £ 10 —#&— Recouvert de sable
g g —f==isse
o U
! 0 T T T 1
0 05 1 15 2 2,5 0 0,05 0,1 0,15 0,2
Déplacement de 1'extrémité libre (mm) Déplacement de I'extrémité libre (mm)
Fig.2.7 Comparaison de ’adhérence entre les joncs Fig.2.8 Zoom de la figure 2.7 pour les
carbone et une barre acier. petits déplacements

Les deux types de joncs PFRC montrent une courbe 1-0 de forme semblable (figure 2.7), avec une
valeur de la contrainte d’adhérence plus faible de 15% pour les joncs lisses, ceci étant probablement
dG a une rugosité plus faible qui a affect¢ son mécanisme de frottement. La valeur résiduelle de
I’adhérence (apres le pic) représente 40% et 60% de la valeur maximale de I’adhérence respectivement
pour les joncs recouverts de sable et les joncs lisses. La barre en acier H.A a développé une haute
résistance a I’adhérence (environ deux fois plus élevée que celles des joncs carbone) et a montré un
comportement plastique avant la rupture. La figure 2.8 montre que pour les deux configurations de la
surface des joncs I’extrémité libre a commencé a glisser a une valeur de la contrainte d’adhérence
égale a 20 % de la valeur maximale de la résistance a 1’adhérence. En outre, la valeur maximale de
I’adhérence pour les deux joncs PRFC s'est produite pour la méme valeur de glissement soit environ
0.1mm, tandis que, pour la barre en acier, elle s'est produite pour une valeur de 0.048mm. Apres le pic,
les joncs recouverts de sable ont montré une rupture plus brutale que celle obtenue avec les joncs
lisses.

Les mécanismes d’adhérence a I’interface des joncs lisses et recouverts de sable sont 1’adhésion
chimique et le frottement. Les résultats des essais de pullout rapportés dans la littérature pour des
joncs PRFC incorporées dans des bétons de résistance allant de 25 a 65 MPa montrent des valeurs de

contraintes d’adhérence allant de 1 a 3.5 MPa pour les joncs lisses et de 8 4 16 MPa pour les joncs
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recouverts de sable (Malvar 1995, Al-Zahrani 1995). Dans nos essais, les joncs PRFC incorporés dans
le BFUP montrent clairement une résistance a 1’adhérence trés importante (23.27 et 27.22 MPa
respectivement pour les joncs lisses (8mm) et les joncs recouverts de sable (7.5 mm)).

En ce qui concerne les joncs lisses pour lesquels la valeur du gain d’adhérence est 6 fois plus élevée
que les valeurs trouvées dans la littérature, on peut considérer les trois effets suivants qui doivent
contribuer a I’adhérence et aussi améliorer le gain :

1- La faible rugosité créée par le tissu d’arrachage sur la surface externe des joncs a amélioré
I’adhésion chimique et le frottement. Des observations semblables ont été faites par Rossetti et al.
(1995) qui ont précisé qu'un comportement intermédiaire entre les joncs lisses et les joncs recouverts
de sable peut étre obtenu a 1’aide d’un certain traitement de la surface externe des joncs (sablage,
enduit de poudre époxyde ...). En outre, le tissu d’arrachage permet de réduire 1'épaisseur de la résine
sur la surface extérieure du jonc et conduit & une amélioration de la rigidité de surface du jonc carbone.
La méme déduction a été faite par Al-Zahrani (1995) qui a étudi¢ le comportement de 1’adhérence des
joncs lisses en PRF aprés avoir enlevé la couche de résine externe des joncs. Ses résultats
expérimentaux ont montré une augmentation de la résistance a 1’adhérence cinq fois plus élevée que
celle obtenue pour les joncs lisses.

2- La pression radiale du confinement provoquée par le retrait endogéne du BFUP (d{i & une grande
quantité de ciment et de fumée de silice), a amélioré ’action du frottement. Les mémes résultats ont
été rapportés par d'autres auteurs (Cosenza et al. 1997, Nanni et al. 1995, Bakisa et al. 1998).

3- La présence de la fumée de silice qui présente une surface spécifique élevée a affecté la
morphologie de la zone de transition PFRC-BFUP par une réduction de l'orientation préférentielle des
cristaux d'hydroxyde de calcium (CH), ce qui provoque une réduction du ressuage du BFUP. En outre,
elle a augment¢ le retrait endogene et a diminué le fluage (Chen et al. 1997, 2004, ACI committee 234

1995, De Larrard et al. 1993). L’adhérence est par conséquent améliorée.

Pour illustrer les avantages que peuvent apporter la combinaison BFUP/ joncs carbone lisses, trois
essais de pullout ont été¢ également réalisés en utilisant un béton ordinaire (35 MPa) et des joncs
carbone de diamétre 12mm. La figure 2.9 monte le gain d’adhérence obtenu dans le cas du BFUP et

confirme nos propos. Nous avons de plus obtenu les mémes résultats avec le BFUP Ductal.
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Fig.2.9 Comparaison de I’adhérence du jonc carbone de diamétre 12mm avec un BFUP et un BO

Concernant les joncs recouverts de sable, il y a également une composante substantielle d'adhérence
chimique entre le PRFC et le béton car la pate du ciment colle sur la surface des particules de sable
pendant I'hydration. La pression radiale de confinement (due au retrait endogene) et I’effet mécanique
du sable a I’échelle microscopique, ont contribu¢ considérablement a I’augmentation du frottement
entre les joncs carbone et le BFUP. Ces observations ont été également rapportées pour le béton

ordinaire (Cosenza et al. 1997, Nanni et al. 1995, Bakisa et al. 1998, Al-Mahmoud et al. 2007)

2.3.2.2 Effet du diametre

Beaucoup de travaux de recherches ont été effectués pour évaluer l'effet du diamétre sur 1’adhérence
des joncs PRFC (Cosenza et al. 1997, Nanni et al.1995, Wang et al . 1999, Benmokrane et al. 1996,
2002, Tighiouart et al. 1998, Tastani et al. 2006, De Larrard et al. 1993, Achillides et al. 2004). Les
résultats expérimentaux obtenus au cours de notre étude, illustrés dans la figure 2.10 et dans le tableau
2.3 (la longueur de scellement est égale a 5D et 1’age du BFUP est de 28 j) ont montré que la
contrainte maximale d’adhérence diminue quand le diameétre des joncs augmente. Ceci peut étre

expliqué par le ressuage du béton (Nanni et al. 1995, Achillides et al. 2004)
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Fig.2.10. Effet du diamétre sur I’adhérence Fig.2.11 Phénoméne de ‘shear lag’

Plus le diamétre est grand, plus la quantité d’eau de ressuage autour du jonc est importante, créant des
grands vides qui diminuent la surface de contact entre le jonc et le béton. Par conséquent, 1’adhérence
subit une réduction. Selon Achillides et al. (2004), d’autres facteurs peuvent étre responsables de cette
réduction :

A) Le fait que les grands diamétres exigent de plus grandes longueurs de scellement pour développer
le méme effort normal. Il est admis que dans le cas de grandes longueurs de scellement, les contraintes

moyennes d’adhérence diminuent (voir le paragraphe suivant).

B) L'effet Poisson peut mener a une légeére réduction en diametre du jonc en raison de l'effort
longitudinal. Cette réduction augmente avec la taille du jonc et conduisent a des contraintes réduites de

frottement.

C) Le phénomene de ‘shear lag’ ; la mise en traction de la surface extérieure du jonc carbone génere
un certain déplacement différentiel entre les fibres du coeur et les fibres de surface du jonc ce qui a
comme conséquence une distribution non uniforme des efforts normaux a travers la section latérale du
jonc (figure 2.11). Les contraintes moyennes d’adhérence développées entre le jonc et le béton sont
directement liées a la valeur de I'effort normal qui se produit prés de la surface du jonc. La différence
dans les efforts normaux est plus importante pour les joncs de grand diamétre et par conséquent elle
cause une réduction des contraintes moyennes d’adhérence. Une conclusion semblable a été établie par

Tepfers et al. (2006).

114



2.3.2.3 Effet de la longueur de scellement :

Différentes longueurs de scellement (5D, 10D, 15D et 20D ; D est le diameétre du jonc) ont été testées
a 28 jours pour les deux types de joncs carbone. Les résultats obtenus sur les joncs lisses (diamétre

8mm) sont présentés sur la figure 2.12 et dans le tableau 2.3.
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Déplacement de 'extrémité libre (mm)
Fig.2.12 Effet de la longueur du scellement Fig.2.13.L’adhérence en fonction de
sur ’adhérence longueur de scellement

Quelques observations peuvent étre faites :

- La contrainte moyenne d’adhérence maximale est obtenue pour la longueur de scellement la plus
courte (5D).

- Les éprouvettes ont atteint leurs résistances maximales pour une valeur de déplacement de 1’ordre de
0.1mm quelle que soit la longueur d’ancrage.

- La contrainte moyenne d’adhérence diminue avec 1’augmentation de la longueur d’ancrage.

- La pente de la courbe 1-6 apres le pic de contrainte d’adhérence diminue graduellement avec la
longueur du scellement, tandis que le rapport (contrainte résiduelle/ contrainte maximale) augmente.
Ce rapport augmente de 60% a 90% pour une augmentation de la longueur de scellement passant de
5D a20D.

La figure 2.13 nous donne une relation quasi-linéaire entre 1’adhérence et la longueur de scellement
pour les deux types de joncs carbone. Cette figure montre que les contraintes moyennes d’adhérence
diminuent de 50% pour une longueur de scellement de 20D. Cette observation a été confirmée par
plusieurs auteurs (Cosenza et al. 1997, Nanni et al. 1995, Tighiouart . et al. 1998, Tastani et al. 2006,
Al-Zahrani 1995, Achillides et al. 2004, Benmokrane et al. 1996). Cette diminution de 1’adhérence
peut étre expliquée par la distribution non-linéaire des contraintes d’adhérence le long du jonc carbone

incorporé dans le béton, et également par 'effet Poisson car 1'élongation élastique du jonc le long de
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longueur de scellement méne a une réduction du frottement (diminution radiale de pression d'interface

avec l'augmentation du chargement).

2.3.2.4 Effet de I’age du béton :

Afin d’évaluer ’effet de confinement di au retrait endogene du BFUP sur ’adhérence, nous avons
testé trois éprouvettes pour différentes longueurs de scellement (5D, 10D, 15D, et 20D) a 3, 14, 28
jours, et a 3 mois. Les résultats obtenus avec les joncs lisses de 8mm de diamétre et 5D de longueur de

scellement sont montrés dans la figure 2.14 et dans le tableau 2.3.
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Fig.2.14 Effet de I’Age du béton sur ’adhérence Fig.2.15. Adhérence en fonction de I’Age du béton

Nous pouvons conclure que:

- Les contraintes d’adhérence ont atteint leur valeur maximale a 3 mois parce que le retrait endogéne
total du BFUP s’est produit en grande partie (80-90%) a cet age.

- Les contraintes d’adhérence ont une valeur trés importante a 3 jours.

- La différence entre les contraintes d’adhérence n’est pas significative (moins de 10%) pour les
échantillons testés a 3 jours et a 90 jours. En outre, le rapport des contraintes résiduelles aux
contraintes maximales d’adhérence reste presque constant aux différents dges.

- L'effet de 1’dge du béton diminue avec [’augmentation de la longueur de scellement (il est
négligeable pour une longueur du scellement de 20D comme présenté dans la figure 2.15).

D'autre part, les échantillons de joncs recouverts de sable ont montré le méme comportement
d’adhérence indépendamment de I'dge du béton. Ceci peut étre attribué au retrait endogeéne important
du BFUP au tres jeune age (résultant d’une grande quantité de ciment et de fumée de silice) qui
provoque une grande pression de confinement permettant d’obtenir une bonne adhérence avec les
joncs carbone. Ceci est d’ailleurs rapporté par un grand nombre de chercheurs (Cosenza et al. 1997,

Al-Zahrani 1994, Bakisa et al. 1998, Benmokrane et al. 1996, Gentry et al. 1996, Achillides 1998).
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L’effet de gonflement di a 'absorption d'humidité par la matrice époxyde et a la dilatation thermique
radiale provoquée par la chaleur d’hydration, peut également contribuer aux efforts latéraux
additionnels agissant a l'interface PRFC-BFUP et ceci tout particulierement pendant les trois premiers
jours. A cet égard, on peut conclure qu’aprés ces premiers jours une autre augmentation de pression de
confinement ne serait pas nécessairement accompagnée d'une augmentation apparente de 1’adhérence.
La contrainte finale d’adhérence des joncs carbone (lisses et recouverts de sable) incorporés dans le
BFUP, peut donc étre prévue au jeune age (3 jours), parce qu'elle dépend principalement de la
résistance au cisaillement interlaminaire entre le noyau et la couche externe du jonc carbone (et donc a

la résistance au cisaillement de la résine).

2.3.2.5 Mode de rupture :

Dans les essais de pullout avec les joncs carbone, la ruine des éprouvettes se produit par arrachement
des joncs carbone, tandis que la ruine des éprouvettes avec des barres acier résulte de la rupture de ces
barres en traction. Aprés chaque essai, les joncs carbone ont été extraits du cylindre en BFUP. Ce
dernier a été alors découpé afin d'effectuer un examen visuel du mode réel de rupture (figure 2.16).
Nous avons constaté que la rupture de I’adhérence est provoquée par désolidarisation des couches
extérieures du jonc carbone. Ces derniéres restent solidaires du cylindre en BFUP le long de la
longueur de scellement. Il n'y a aucun dommage apparent sur le béton. On a également constaté que
les fibres de carbone situées pres de la surface extérieure des joncs recouverts de sable sont cassées.
Des observations semblables ont été rapportées par une autre étude (Achillides et al. 2004). Ceci peut
étre expliqué par la faible résistance au cisaillement de la résine des joncs carbone. Par conséquent la
résistance a I’adhérence dépend fortement de la résistance au cisaillement interlaminaire entre le noyau

du jonc et les couches externes.

Fig.2.16 Rupture de I’adhérence jonc PRFC-BFUP par délaminage
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Afin d'estimer la longueur de développement (la longueur minimale d’ancrage pour laquelle la ruine se
produit par rupture du jonc carbone en traction), trois éprouvettes ont été réalisées en considérant des
longueurs de scellement de 30d, 40d et 50d (joncs recouverts de sable et joncs lisses de diamétres
respectifs 7.5 et 8mm). Les charges développées ont été respectivement de 84%, 95% et 100% de la
capacité ultime en traction du jonc lisse et de 90% et 100% de la capacité ultime en traction du jonc
recouvert de sable. On peut donc conclure que la longueur de développement est environ de 40d pour
les joncs recouverts de sable (7.5 mm) incorporés dans un BFUP alors que cette valeur est comprise

entre 45d et 50d pour les joncs lisses (8 mm).

2.3.3 Essais d’arrachement (Pullout) des joncs usinés
Notre étude montre que le recouvrement des joncs carbone par du sable n’apporte pas une

amélioration significative de 1’adhérence par rapport a celle obtenue avec les joncs lisses. Nous avons
donc envisagé d’usiner les joncs lisses de diamétre 12mm. Comme cela a déja été proposé par (Al-
Mahmoud et al. 2007, Al-Zaharani et al. 1999). Les résultats de ces études pour lesquelles des
nervures symétriques et verticales ont été réalisées ont montré que 1’adhérence entre les PRFC et le
béton est directement liée a la géométrie des nervures et a la résistance au cisaillement de la résine.
Al-Zaharani et al. (1999) ont également trouvé que la variation de la profondeur des rainures (0.75 a
1.3 mm) réalisées sur des joncs carbone de diamétre 12.7 mm n’a pas une grande influence sur la
résistance au cisaillement et le mode de rupture. L’usinage de nervures verticales entraine une
concentration des contraintes de cisaillement a la base des nervures du jonc carbone qui provoquent un
cisaillement rapide des premicres nervures et une distribution de charge non uniforme. Nous avons
alors entrepris d’effectuer des usinages obliques et courbes dans le but d’optimiser la forme des joncs
carbone en étudiant plusieurs configurations d’usinage ; 1) usinage symétrique oblique avec différents
angles (figure 2.17), 2) usinage symétrique courbe avec différents rayons (figure 2.18), 3) usinage
courbe en spirale (figure 2.19). Les usinages obliques ou courbes présentent I’avantage de diminuer la
concentration de contrainte de cisaillement dans les crénelures du jonc carbone. Les configurations
essayées ont été choisies en considérant la résistance au cisaillement des nervures de BFUP (cas C3-4
et R2) ou celles de PRFC (cas C3-6 et R7) et sur I’effet d’un usinage en spirales (spirale R4 et spirale
R7) (voir tableau 2.6).

La figure 2.17 présente le schéma de l'usinage symétrique oblique et le tableau 2.4 donne les
dimensions des usinages réalisés. La profondeur de I'usinage a été fixée & 1.2 mm (10% du diamétre
du jonc) et la distance entre les plans de symétrie des nervures a été prise égale au diamétre du jonc

D=12mm et cela quelques soient les éprouvettes. La partie de I’extrémité libre du jonc carbone située
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a Parriere de la longueur de scellement a été complétement usinée sur une longueur 5D (figure 2.17)

pour ne pas intervenir dans le mécanisme de I’adhérence dés que le glissement commence.

: )8
&
50
Fig.2.17 Usinage oblique
a=a'+2h/tana , b=D-a-2h/tana
D h a o a b C=a/a
12 mm 1.2 mm 3 mm 75° 4 mm 8 mm 3-4
12 mm 1.2 mm 3 mm 40° 6 mm 6 mm 3-6

Tableau 2.4 Détails de ’usinage oblique

L’usinage symétrique courbe est présenté en figure 2.18 et le tableau 2.5 regroupe les dimensions des
configurations d’usinage réalisées. De la méme maniére, nous avons fixé la profondeur de I’usinage et

la distance entre les plans de symétrie des nervures respectivement a 1.2 mm et 12 mm.
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Fig.2.18 Usinage courbe

_h-(l+c0t2a)

tana =2h/a , R 5 , b=D-a
D h a o B R
12 mm 1.2 mm 4 mm 31° 8 mm ~ 2 mm
12 mm 1.2 mm & mm 17° 4 mm ~ 7 mm

Tableau 2.5 Détails de ’usinage courbe

La figure 2.19 illustre le principe de l’usinage courbe en spirale. Deux géométries ont été
réalisées :elles ont toutes les deux un angle de 64°, une distance entre les plans de symétrie des

nervures égale a 12 mm et différent par leurs rayons d’usinage qui sont de 4 mm et 7mm.

D—2h

I od° D

Fig.2.19 Usinage courbe en spirale
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Nous avons testé trois éprouvettes par configuration d’usinage soit au total 21 éprouvettes. Toutes les

éprouvettes ont une longueur de scellement de 5D, longueur qui met en jeu cinq nervures (dents).

2.3.4 Résultats expérimentaux obtenus pour les joncs usinés

Toutes les configurations d’usinage montrent en général un comportement (t-0) semblable caractérisé
par une augmentation continue de la contrainte de cisaillement suivie d'une baisse soudaine de
I’adhérence provoquée par le cisaillement de 1’interface PRFC-BFUP. Le tableau 2.6 récapitule les
valeurs maximales des contraintes moyennes d’adhérence et des charges moyennes d’arrachement
pour toutes les éprouvettes (le diameétre du jonc carbone est de 12 mm et la longueur de scellement est
de 60 mm). Chaque valeur représente la moyenne des résultats obtenus sur les trois éprouvettes de
méme configuration. Les contraintes d’adhérence sont calculées en considérant un diameétre de 12mm
lors de la rupture se produit par cisaillement des nervures du BFUP et égale a 9.6 mm lors de la

rupture se produit par cisaillement des nervures du PRFC.

2.3.4.1 Cas d’usinage oblique :

La figure 2.20 représente les courbes de contraintes moyennes de cisaillement (t) en fonction des
déplacements relatifs a I’extrémité libre (8) pour tous les spécimens. Les deux configurations qui
différent au niveau de I’angle (o) permettent d’atteindre des contraintes moyennes d’adhérence
supérieures a celles obtenues pour les joncs lisses. Cependant, la valeur maximale d’adhérence, la
résistance résiduelle et le mode de ruine différent d’un angle a 1’autre. Le tableau 2.6 montre que
I’éprouvette C3-6 a atteint une résistance d’adhérence égale a 32.5 MPa et que sa rupture s’est
produite par cisaillement des dents du jonc. L’éprouvette C3-4 a une résistance ultime égale a 24 MPa

et la ruine s’est produite par cisaillement des dents en BFUP.

Charge Contraintes moyennes | Déplacements
s s 5 . Mode de
Eprouvettes d’arrachement d’adhérence max associés o rupture
(KN) 7(MPa) (mm) P
Joncs PRFC lisses 39.5 17.5 0.1 Délaminage
» Cisaillement du
Usinage C=3-4 54.3 24 0.085 BFUP
oblique u Cisaillement du
C=3-6 58.8 32.5 0.084 PRFC
. Cisaillement du
Usinage R=2 60.2 274 0.09 BFUP
courbe B Cisaillement du
R=7 63.7 35.2 0.091 PREC
Usinage | Spirale R4 76.2 42.1 0.11 Céslf{}ifﬁ)%g”
courbe en Cisaillement du
al )
spirale Spirale R7 59.1 32.6 0.1 PRFC

Tableau 2.6. Présentation des résultats expérimentaux des joncs usinés (12 mm)
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Fig.2.20 Différentes angles de I’usinage oblique Fig.2.21 Zoom de la figure 2.20

Nous observons que I’adhérence augmente quand ’angle des dents en carbone diminue, c'est-a-dire
quand la composante de cisaillement direct dans la résine devient moins importante (cas C3-6). Il
existe cependant une valeur limite en-de¢a de laquelle on se retrouve dans la configuration du jonc
lisse. On trouve dans la littérature que cette valeur est de I’ordre de 40°.

Nous observons de plus que le déplacement de I’extrémité libre reste nul sous une valeur seuil de la
contrainte de cisaillement qui est comprise entre 5 et 7MPa. Au-dela de cette valeur, le déplacement
traduit un glissement du jonc dans sa gaine BFUP qui peut étre en partie expliqué par la rupture de
I’adhésion chimique entre le jonc carbone et le BFUP. Avec I’augmentation du chargement, la rupture
par le cisaillement des dents du jonc carbone provoque une forte chute instantanée de 1’adhérence (C3-
6), ce qui n’est pas observé dans le cas du cisaillement des dents en BFUP (C3-4) ou la rupture
d’adhérence est moins brutale. Ceci peut étre dii au comportement ductile du BFUP. La valeur du
glissement a la rupture est quasi-identique pour toutes les éprouvettes PRFC (de I’ordre de 0.09mm),
tandis que cette valeur est égale a 0.048 mm pour la barre acier (figure 2.21).

La valeur résiduelle de 1’adhérence aprés le pic représente 80% de la valeur maximale de 1’adhérence
pour les éprouvettes C3-4 alors que cette valeur est de 65% pour les éprouvettes C3-6 dont la rupture

s’est produite par cisaillement des dents composite.

2.3.4.2 Cas de I’usinage courbe :

Nous pouvons formuler les mémes observations sur 1’usinage courbe que celles énoncées sur 1’usinage

oblique. Toutes les éprouvettes ont montré une augmentation du niveau d’adhérence par rapport aux
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joncs lisses. La figure 2.22 représente les courbes t-8 obtenues pour une éprouvette de chaque
configuration. Les deux configurations R2 et R7 représentant deux tailles de rayon (R) ont permis
d’améliorer I’adhérence. Le tableau 2.6 montre que les éprouvettes R7 ont atteint une résistance
moyenne d’adhérence (35 MPa) deux fois plus élevée que celle atteinte avec les joncs lisses. Les
éprouvettes R2 ont donné une résistance ultime de 1’ordre de 27 MPa et la ruine s’est produite par
cisaillement des dents en BFUP en montrant une certaine ductilité. Pour les éprouvettes R7, la ruine
s’est produite par cisaillement des dents du jonc carbone car la résistance en cisaillement critique des
dents en béton n’est plus atteinte.

Enfin, les éprouvettes dont la rupture s’est produite par cisaillement des dents du jonc carbone ont des
contraintes d’adhérence résiduelles de 65% de la résistance ultime. Cette valeur s’éléve a 80% pour les
éprouvettes rompues par cisaillement du BFUP.

Nous avons constaté que les mécanismes substantiels d’adhérence a I’interface PRFC-BFUP pour les
joncs lisses sont 1’adhésion chimique et le frottement. En revanche, dans le cas des joncs usinés,
I’action mécanique des dents du jonc carbone sur le BFUP constitue une autre composante du
mécanisme de 1’adhérence (Bakisa et al. 1998, Wang et al. 1999, Benmokrane et al. 2002, Malvar
1995, Rossetti et al. 1995, Tighiouart et al. 1998, Achillides et al. 2004, Cosenza et al. 1997, 2002,
Al-Zahrani et al. 1999, Al-Mahmoud et al. 2007). On peut remarquer que cette action est le
mécanisme principal qui domine 1’adhérence jusqu'a la rupture et donne l’origine du « gain de

I’adhérence ».

_e_ ——
—e—R7 —+—R2 R7 R2

60

acier HA

acier HA

Contrainte d'adhérence (Mpa)
Contrainte d'adhérence (Mpa)

0o+ | | | 0 & T T T 1

0 0,5 1 1,5 0 0,05 0,1 0,15 0,
Déplacement de l'extrémité libre mm Déplacement de I'extrémité libre mm
Fig.2.22 Courbe 1-6 des joncs a usinage courbe Fig.2.23 Zoom de la figure 2.22

Lorsque les dents du jonc carbone ou les dents en BFUP sont cisaillées, le frottement devient le

mécanisme dominant de 1’adhérence (ou les débris résultant de 1’écrasement du PRFC ou du béton a
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I’interface s’opposent a 1’arrachement du jonc) en donnant une adhérence résiduelle. En outre, la
résistance au cisaillement des dents du jonc carbone est directement liée aux propriétés de la résine.

L’optimisation de forme des joncs carbone usinés (usinage oblique ou courbe) est liée aux dimensions
de chaque type d’usinage. Une largeur de nervure de 3 mm inclinée d’un angle de 40° est suffisante
pour avoir une adhérence deux fois plus grande que celle des joncs lisses dans le cas de 1’usinage
oblique (C3-6). Un rayon d’usinage de 7 mm est aussi suffisant pour avoir la méme valeur
d’adhérence avec une force d’arrachement plus importante dans 1’usinage courbe (R7). Une meilleure
adhérence peut étre obtenue si la rupture se produit simultanément par le cisaillement des dents du
béton et du composite. Les dimensions optimales peuvent étre calculées a partir des résultats
expérimentaux. Supposons qu’un échantillon ayant une longueur de scellement de 5D (contenant 5
dents), la force de cisaillement des dents en BFUP (résistance au cisaillement du BFUP 1, x largeur de
la nervure a) et la force de cisaillement des dents en PRFC (résistance au cisaillement du PRFC 1, x
largeur b) doivent étre égales suivant 1’équation 2.2. Nous avons trouvé lors de nos essais une
résistance au cisaillement du BFUP égale a 37 MPa et une résistance au cisaillement du PRFC égale a

65 MPa.

D.r
a=7.b — a= ¢ ,avec b=D-a (éq.2.2)
Tc+Tb

En prenant les valeurs déterminées expérimentalement pour 1, et T, nous obtenons a=7.6 mm et b=4.4
mm. Ces deux valeurs sont proches des valeurs retenues pour les échantillons R7 (ou a=8mm) et les
échantillons C3/6 pour lesquels ’angle d’usinage (40°) est voisin de I’angle obtenu en prenant b=4.4
mm soit a = 34°, Des simulations numériques a 1’aide du logiciel commercial de calcul ABAQUS ont
été également réalisées dans le but de trouver la forme optimale de 1’usinage. Plusieurs rayons
d’usinage et différentes combinaisons largueurs de nervures/angles ont été étudiés. Les figures 2.24,
2.25 et 2.26 présentent les résultats de ces simulations. La configuration permettant d’obtenir le
meilleur résultat correspond a un usinage courbe de rayon 7 mm (force d’arrachement de 65.5 KN).
Pour I’usinage oblique une largeur de ’'usinage de 3mm avec un angle de 40° donne le résultat optimal

(force d’arrachement de 62.2 KN).
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Fig.2.26 Effet du rayon de I’usinage sur I’adhérence

2.3.4.3 Cas d’usinage courbe en spirale :

Comme nous I’avons observé, pour tous les joncs usinés jusqu’ici, les éprouvettes présentant un
usinage courbe en spirale ont une meilleure adhérence que les joncs lisses (figures 2.27 et 2.28). La
rupture d’adhérence des éprouvettes de type spirale R7 se produit par cisaillement des dents du jonc

carbone alors qu’une des trois éprouvettes de type spirale R4 se rompt par cisaillement des dents en

BFUP.
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usinage courbe en spirale

Comme on peut le constater dans le tableau 2.6, 1’'usinage courbe en spirale R4 a donné le meilleur
résultat parmi tous les types d’usinage (force d’arrachement de 76 KN). Ceci peut étre da a I’effet du
spirale qui permet aux nervures du PRFC de travailler au cisaillement comme une seule nervure au
contraire de I’'usinage symétrique ou le cisaillement des nervures du PRFC se fait de maniere graduelle
(progressive).

La figure 2.29 monte les différents modes de rupture obtenus lors de nos essais a savoir un délaminage

des joncs lisses et le cisaillement des nervures en PRFC et en BFUP.

Fig.2.29 Différents modes de rupture
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2.3.5 Essai d’adhérence par flexion (Beam test)
Le corps d’épreuve pour I’essai d’adhérence par flexion est une poutre, constituée de deux blocs en

béton reliés dans leur partie inférieure par le jonc carbone dont on étudie 1’adhérence et reliés dans leur
partie supérieure par une rotule en acier. Cette poutre est sollicitée en flexion simple 4 points (figure
2.30). Le fait de soumettre la poutre & une charge verticale provoque une mise en traction du jonc. De
plus, pendant le chargement, le point de la résultante des forces internes est connu. Si la force de
compression dans la poutre a mi-portée est située au centre de la rotule alors le bras de levier du
moment interne est constant pour n'importe quel niveau de charge donné. Ceci permet un calcul précis
de la contrainte de traction dans le jonc. Selon la norme RILEM (doc.7-11-28D 1970), les dimensions
des poutres d’essai varient avec le diamétre des joncs étudiés. Dans notre cas, les éprouvettes sont de
type A car le diamétre du jonc est inférieur & 16 mm. La figure 2.30 donne les dimensions ainsi que la
distance entre les points d’application des charges et I’espacement entre appuis. La longueur
d’adhérence imposée pour 1’essai est égale a 10 fois le diameétre nominal du jonc carbone (D=12 mm);
cette longueur est localisée dans la zone centrale des deux blocs de béton. En dehors de ces deux
zones, le jonc est recouvert de manchons lisses en plastique destinés a supprimer toute adhérence entre

le jonc et le béton.

P/2 P2
32.5cm L {5 L 32.5cm
il .
:
| — :?:'_ : =) o
o S.em 5..cn ki I
e [T -!J.____J' 65cm o} ! I ! S
P2 P2 | 100mm |

Fig.2.30. Schéma de I’essai d’adhérence par flexion (beam test) [RILEM 1970]

Les éprouvettes sont coulées a plat dans des moules en bois dont la hauteur est égale a I’épaisseur des
poutres (figure 2.31). Le BFUP étant un béton auto-placant, il n’est pas nécessaire de vibrer les
moules. Les poutres sont enfin recouvertes d’une feuille de plastique destinée a empécher
I’évaporation de 1’eau. Une jauge de déformation est placée sur le jonc dans la zone médiane de la
poutre pour déterminer la contrainte de traction dans le jonc au cours de I’essai et donc la force de
traction a laquelle le jonc est soumis. Les poutres sont également instrumentées avec deux capteurs
LVDT pour mesurer les déplacements aux extrémités libres du jonc. Un systéme d’acquisition de

données est employé pour enregistrer des chargements, ainsi que le déplacement et les déformations
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dans le jonc. La poutre d’essai, reposant sur deux appuis a rouleaux, est sollicitée par deux charges
d’intensité égale et symétriques par rapport a 1’axe médian de la poutre a ’aide d’une presse
¢lectromécanique de traction compression MTS de capacité 100kN (figure 2.32). Le chargement est

maintenu jusqu’a la rupture totale de I’adhérence dans chacune des deux demi-poutres.

Fig.2.31 Préparation des échantillons « beam test »

La vitesse de chargement est de lmm/min. La rupture totale de 1’adhérence du jonc ne se produit
généralement pas simultanément dans les deux demi-poutres. Aussi, lorsque le premier glissement se
produit dans une des deux demi-poutres, nous bloquons alors en déplacement I’extrémité du jonc
carbone concerné avec une pince de serrage apres que le déplacement de celui-ci ait atteint la valeur de
3mm. L’essai peut alors étre poursuivi jusqu’a la rupture totale de 1’adhérence dans la seconde demi-
poutre. Deux types de joncs carbone (12 mm) ont été utilisés ; joncs lisses et joncs usinés de type

courbe en spirale R4. Trois poutres ont été fabriquées pour chaque configuration.
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Fig.2.32 Mise en place de I’essai de beam test

2.3.5.1 Résultats des essais de flexion et comparaison avec les essais d’arrachement

Nous n’avons pas au cours de nos essais réussi a bloquer systématiquement le déplacement de
I’extrémité du jonc situé au niveau de la poutre ou s’est produit le premier glissement. Le jonc carbone
s’est en effet cisaillé au niveau de la zone de serrage. C’est pourquoi dans plusieurs échantillons, la
rupture ne s’est produite que dans un coté de la poutre. Comme nous |’avons mentionné
précédemment, les essais de flexion ont montré un comportement semblable a ceux obtenus pour les
essais de type pullout. Pendant les essais, un glissement soudain et brutal des joncs di a la rupture des
nervures sur la surface des joncs carbone a été observé. La comparaison entre les courbes obtenues
pour les essais sur poutres et les courbes obtenues pour les essais de pullout pour une longueur
d’ancrage de 10D (figures 2.33 et 2.34) exhibe une petite différence pour les contraintes moyennes
d’adhérence atteintes qui sont supérieur de I’ordre de 10 % pour les joncs lisses et de 20% pour les

joncs usinés dans le cadre des essais de type pullout par rapport aux essais sur poutres.

—eo— pullout jonc usiné

40
35

25 ==Dbeam test jonc usiné
=Dbeam test jonc lisse

20

—e— pullout test

Contraintes d'adhérence MPa

Contraintes d'adhérence Mpa

0 T T T ! 0 T T T 1
0 0,5 1 1,5 2 0 0,5 1 1,5 2
Déplacement a I'extrémité libre mm Déplacements a I'extrémité libre mm
Fig.2.33 Comparaison entre les essais pullout et Fig.2.34 Comparaison entre les essais pullout et
beam test pour les joncs lisses (12 mm) beam test pour les joncs usinés (12 mm)
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Cette différence peut étre expliquée par le fait que le béton entourant le jonc dans les essais de pullout,
se trouve en compression en réduisant la fissuration et augmentant 1’adhérence alors que dans le beam
test, le béton entourant le jonc se trouve en traction. Le béton peut alors se fissurer pour des niveaux
de chargement beaucoup plus faibles réduisant donc le niveau d’adhérence. Cependant, les essais de
flexion sont plus réalistes car ils simulent le vrai comportement des éléments lorsque ceux-ci sont

soumis a la flexion.

2.4  Conclusion
L’adhérence entre les joncs carbone et le béton est la clé du comportement composite des poutres en

béton armé ou précontrainte. Cependant, 1’anisotropie des matériaux de type PRFC modifie le
mécanisme de 1’adhérence. Nous avons donc mené une campagne d’essais expérimentaux afin
d'étudier la liaison des joncs carbone PRFC et le BFUP. Trois types de surface: lisse, recouverte de
sable et usinée ont été étudiés. Plusieurs conclusions peuvent étre tirées de cette étude :

- La présence du tissu d’arrachage sur la surface des joncs carbone permet d’augmenter la rugosité du
jonc. Cette rugosité combinée avec le BFUP qui posséde une grande quantit¢ de ciment donne une
adhérence comparable a celle des joncs recouverts de sable.

- Les contraintes moyennes d’adhérence diminuent avec 1’augmentation du diamétre des joncs carbone
et de la longueur de scellement.

- L’usinage améliore I’adhérence des joncs lisses avec le BFUP et en particulier 1’usinage courbe en
spirale de rayon de 4mm. Cette augmentation de 1’adhérence résulte de la contribution de trois
mécanismes ; I’action mécanique des nervures du jonc carbone, I’adhésion chimique et le frottement.

- La différence entre les résultats obtenus lors des essais d’arrachement et des essais de flexion peut
étre expliquée par le fait que le béton entourant le jonc dans les essais pullout est en compression alors
que dans les essais de flexion il est en traction. L’état de compression réduit le risque de fissuration et
augmente 1’adhérence.

- La résistance de 1’adhérence des joncs lisses est directement liée a la résistance interlaminaire du

jonc carbone et donc de la résistance en cisaillement de la matrice (résine époxyde).
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3 Chapitre 3 : Mise en précontrainte des poutres en BFUP par PFRC

Comme nous I’avons mentionné dans le chapitre I, les PFRC possédent un module d’Young plus
faible que celui de I’acier et il semble donc pertinent de les utiliser pour des applications de
précontrainte. En effet, la mise en tension des renforts en PFRC peut permettre de réduire leur capacité
de déformation et par conséquent de réduire la fleche et I’ouverture de fissure et ainsi mieux exploiter
leur résistance en traction élevée. Ce qui permet également d’utiliser la résistance du renfort en PRFC
au maximum et rend les applications des PRFC plus économiques et raisonnables. Mais, la mise en
tension des renforts en PRFC n’est pas aisée car le systéme d’ancrage utilisé pour les torons en acier
(clavettes) ne convient pas aux renforts en PRFC en raison de leur faible résistance transversale.
L’utilisation de systémes d’ancrage classiques provoque une défaillance prématurée par écrasement du
renfort en PRFC dans la zone d’ancrage. Nous présentons dans ce chapitre une étude expérimentale
qui nous a permis de développer un systéme d’ancrage par adhérence. Ce systéme d’ancrage a montré
une efficacité suffisante et nous I’avons utilisé pour mettre en précontrainte des poutres en BFUP. Des
poutres précontraintes par des joncs carbone ont été fabriquées afin d’étudier leur comportement en
flexion. Avant de tester ces poutres en flexion nous avons mesuré la longueur de transfert de la
précontrainte aprés le relachement de la force de précontrainte. Nous présentons ces résultats a la fin

de ce chapitre.

3.1  Mise en tension des joncs carbone

3.1.1 Développement d’un systeme d’ancrage par adhérence

Le systéme d’ancrage par adhérence se compose d'un tube (manchon) en acier a l'intérieur duquel des
joncs simples ou multiples sont noyés et collés par remplissage d’un coulis. La performance d'un
systéme d’ancrage par adhérence dépend principalement de la géométrie et de la longueur d’ancrage
du jonc carbone, des propriétés du coulis, et des dimensions du tube en acier (Faoro 1992, Erki et al.
1993, Rostasy et al. 1993, Mochida et al. 1996, Nanni et al. 1996, Zellers et al. 1996, Benmokrane et
al. 1997). Ce type d’ancrage peut étre réalisé d'une maniére simple par collage du jonc dans un
manchon profilé avec un coulis, sans avoir besoin de hautes exigences techniques du fabricant. De
plus, ce systéme est économique, peut étre utilisé pour tous les types d’armatures en PRF (fibres de
carbone, de verre et d’aramide) et permet de supprimer toute possibilité de concentration indésirable
de force et de pression latérales dans la zone d’ancrage que 1’on retrouve dans le systéme de clavette.
Ce type d’ancrage peut étre utilisé dans les deux types de précontrainte (prétention et post-tension).
Toutefois, pour la post-tension ce type d’ancrage présente un désavantage. L'ancrage doit étre en effet

fourni comme une unité pré-assemblée avec le jonc qui doit avoir dans ce cas une longueur prédéfinie.
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Cette solution peut étre problématique si des modifications de conception tardives sont faites car
l'unité entiére (jonc-ancrage) doit étre remplacée. Ce systeme d'ancrage pose également des difficultés
si le systéme d'ancrage doit étre changé au cours de la vie de la structure (Erki et al. 1993).

Le manchon d'ancrage est généralement un tube en acier inoxydable lors de 1’utilisation pour la post-
tension. Ce manchon empéche le gonflement et le fractionnement du mortier de remplissage (coulis) et
travaille également comme un dispositif de fixation du toron (jonc) a la structure dans le cas de la
post-tension.

L'épaisseur du manchon dépend principalement de la résistance en compression du manchon et de la
force de précontrainte appliquée au jonc. Le diamétre intérieur du tube dépend de la résistance au
cisaillement du coulis, de la force de liaison entre le coulis et le manchon, et du diamétre du jonc
carbone. Des études antérieures ont montré que la diminution de 1’épaisseur du coulis tend a freiner le
jonc ce qui augmente la raideur radiale de 'ancrage et conduit a I'amélioration de l'efficacité d'ancrage
(Hyett et al. 1992, McKay et al. 1993, Benmokrane 1994). Cependant, une épaisseur minimale du
coulis est requise pour assurer la pénétration effective de coulis dans le manchon afin d’avoir une
bonne adhérence (BSI 1989, DIN 4125 1990).

Le coulis de remplissage peut étre une résine ou un mortier de ciment. Les propriétés des coulis sont
trés importantes pour la réussite dun ancrage par adhérence. Une résine avec un faible module
d'élasticité peut limiter la contrainte d'adhérence maximale lors du transfert de charge, tandis que celle
présentant un haut module d'élasticité permettra a long terme de mieux contrdler le fluage. La résine
ou le mortier de résine possédent une résistance élevée, une excellente résistance chimique, un
durcissement rapide et un faible retrait. Toutefois, la résine flue avec le temps et peut se détériorer, en
particulier dans un environnement humide. La détérioration de la résine peut entrainer une rupture

d'adhérence entre la résine et le jonc et la perte de résistance a des températures élevées.

Les coulis de ciment sont préférables parce qu'ils sont moins chers, sont facilement disponibles et sont
préparés. Les caractéristiques idéales du coulis pour cette application comprennent : (1) une fluidité
suffisante pour faciliter le remplissage sur une période de temps suffisante, (2) une cohérence
acceptable pour minimiser le risque de ressuage, de ségrégation et de vides, (3) une résistance
suffisante pour assurer le transfert des efforts du jonc a 1'élément de structure, et (4) une bonne
résistance aux effets du gel dégel (Lankard et al. 1993).

L'ajout d'agents de gonflement au coulis de ciment peut augmenter 1’adhérence (par frottement) avec
le jonc car il augmente la pression a I’intérieur du tube et par conséquence I’efficacité du systéme est
améliorée (Zhang et al. 2002). L'introduction de sable dans le coulis de ciment peut réduire la porosité
et le retrait du coulis et améliorer la résistance du mortier et 1’adhérence par frottement, ce qui
améliore les caractéristiques d’ancrage jusqu'a un certain point. La teneur en sable appropriée est de

0.5 a 1.5 de ciment en poids (Mochida et al. 1992).
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Le transfert des efforts a l'interface entre le mortier et les joncs en PRF est d'une importance
fondamentale. La répartition interne des efforts et la capacité de I'ancrage sont directement liées aux
caractéristiques des interfaces. Le mécanisme de transfert des efforts entre les joncs PRF et le mortier
a été étudié par de nombreux auteurs pour plusieurs types de joncs. (Lutz et al. 1967, Tepfers et al.
1979, Katz 1999).

La raideur radiale d'un systéme d’ancrage par adhérence dépend du module d'¢lasticité du coulis et des
dimensions transversales du tube. Quand la raideur radiale est faible, le déplacement latéral de
l'anneau de coulis est important a cause de la dilatation de cisaillement et, le mécanisme de défaillance
qui se produit dans la plupart des cas est le fractionnement du coulis. Une grande raideur radiale
provoque l'augmentation des contraintes de compression radiale sur le jonc et le coulis ce qui améliore
I’adhérence (Benmokrane 1994, Benmokrane et al. 2000). Dans ce cas, la défaillance de I’ancrage est
plus susceptible de se produire par cisaillement soit dans le coulis ou dans les couches externe du jonc
PRF ou les deux simultanément, en fonction de leurs résistances au cisaillement. Le dernier mode de

défaillance est plus commun car le tube acier (manchon) offre une grande rigidité radiale.

3.1.2 Etude expérimentale
L’étude expérimentale consiste en des essais d'arrachement des joncs carbone ancrés a leurs deux

extrémités a 1’aide de systémes d’ancrage par adhérence. Ce systéme d’ancrage peut contenir un ou
plusieurs joncs carbone. Les variables d’essai sont la longueur d’ancrage (longueur du tube acier),
dimensions latérales du tube (diamétre intérieur et épaisseur). Les joncs carbone utilisés sont des joncs
lisses (8 et 12 mm de diametre) et des joncs usinés en spiral étudiés au chapitre 2 (E=180 GPa, 6 rypure
= 2500 MPa). Afin d’améliorer la capacité d’ancrage des joncs lisses, des fentes longitudinales
(longueur de 10 a 20 cm) ont été effectuées aux deux extrémités du jonc carbone et les levres de la
fente sont écartées a I’aide d’un petit séparateur placé dans la fente (figure 3.1). On peut ainsi obtenir
un coin avec différents angles en constituant un mécanisme supplémentaire d’ancrage (blocage) dans
la zone ancrage. L’ouverture de cette fente est limitée par des contraintes géométriques dans le cas des
ancrages multi-joncs. Elle ne doit pas « géner » I’introduction des joncs dans le tube d’ancrage et enfin
cette ouverture doit permettre un enrobage suffisant du coulis. En considérant les diamétres des tubes

utilisés dans notre étude une seule valeur d’angle de 3° a été envisagée.

Fig.3.1 Fente longitudinale aux bouts du jonc carbone
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b) Ancrage multi jonc sans et avec fente

Fig. 3.2 Systeme d’ancrage par adhérence mono et multi-joncs carbone avec ou sans fente

Vingt sept ancrages mono-jonc pour lesquels nous avons fixé trois longueurs de tube acier (300, 400 et
500 mm) ont été testés en traction monotone pour déterminer la longueur critique d’ancrage (la
longueur de liaison minimale au-dela duquel l'ancrage a une capacité d'ancrage égale a la charge
ultime du jonc). Huit ancrages multi-joncs de 2 et 3 joncs avec une longueur d’ancrage de 400 et 500
mm ont également été testés (voir tableau 3.2 et figure 3.2). Le choix de la longueur du tube acier est
basé sur les résultats des essais de pullout rapportés dans le chapitre 2. Ces résultats ont montré qu’une
longueur de scellement de 45 a 50 fois le diameétre du jonc carbone lisse de diamétre 8mm est
suffisante pour développer toute la résistance en traction.

Deux types de coulis ont été utilisés dans cette étude ; un coulis a base de ciment qui est dans notre cas
le BFUP Ductal (voir tableau 3.1) sans fibre et une résine époxyde Sikadur BTP (module d’¢lasticité
6.5 GPa, ceefficient de Poisson 0.45). Cette derniére est constituée de deux composantes, une pate de

résine avec du sable et un durcisseur liquide. Les deux types de coulis ont des consistances
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pratiquement identiques lors du remplissage. Le comportement du coulis Sikadur-BTP a été étudié en

traction et en compression. La figure 3.3 montre le comportement a 7 jours de ce coulis.

Caractéristiques indicatives de DUCTAL selon AFGC 2002

Résistance caractéristique a la compression a 28 j 200 MPa (apres TT)
Résistance caractéristique a la traction directe a 28 j 9 MPa (avec entaille)
Traction par flexion sur prisme 42 MPa

G (W = 0,3 mm) moyenne 12 MPa

Module d’¢lasticité E 58 GPa

Module de cisaillement G 24 GPa

Coefficient de Poisson 0,2

Coefficient de dilatation thermique 11,8mm / m/°C
Retrait total 550 mm/m

Fluage propre et de dessiccation Kf1=0,3 aprés TT, Kfl = 1,0 sans TT
Porosité Porosité 1,9 %

Flow Test 550 mm

Tableau 3.1 Caractéristiques mécaniques et physiques du béton DUCTAL

comportement de Sikadur BTP a 7]

. 30 4
— - — - —comportement entraction

20 | .
—comportement en compression l'/d_'_\ ~ .

-0,07 -0,05 -0,03 -0,01 0,01 0,03 0,05 0,07

contraintes MPa

-70 -

déformation

Fig.3.3 Comportement du coulis en résine (Sikadur-BTP)
Manchon d’ancrage
Trois géométries de tubes cylindriques en acier ont été utilisées comme manchon d'ancrage: 24 mm de

diametre intérieur et 3 mm d’épaisseur pour les échantillons mono-jonc de diameétre 8mm, 36 mm de

diametre intérieur et 5 mm d’épaisseur pour les échantillons mono jonc de 12mm et 42 mm de
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diamétre intérieur et 5 mm d’épaisseur pour les échantillons multi-joncs de 8mm comme indiqué dans

le tableau 3.2 et la figure 3.2.

Nombre | Echantillon Diamétre  du | Nombre de | fente | coulis Tube en acier
d’essais jonc carbone jonc (mm) dxtx] (mm)
Systéme mono jonc carbone

2 L30d8BS 8 1 non BFUP 24x3%300
2 L30d8RS 8 1 non Résine 24x3%300
2 L40d8BS 8 1 non BFUP 24x3x400
2 L40d8RS 8 1 non Résine 24x3x400
2 L30d8BF 8 1 oui BFUP 24x3%300
2 L40d8BF 8 1 oui BFUP 24x3x400
2 L50d8RS 8 1 non Résine 24x3%x500
2 L50d8BS 8 1 non BFUP 24x3%500
2 L50d12BS 12 1 non BFUP 36x5%x500
3 L50d12BF 12 1 oui BFUP 36x5%x500
2 L30d12URF 12 usiné 1 oui Résine 36x5%x300
2 L30d12UBF 12 usiné 1 oui BFUP 36x5%x300
2 L40d12UBF 12 usiné 1 oui BFUP 36x5%x400
Systéme Multi jonc carbone

2 21.40d8BS 8 2 non BFUP 42x5%400
2 21.40d8BF 8 2 oui BFUP 42x5%400
2 21.50d8BS 8 2 oui BFUP 42x5%500
2 3L50d8BS 8 3 non BFUP 42x5%500

Tableau 3.2 Détail des systémes d’ancrage mono et multi-joncs carbone

3.1.2.1 Préparation des spécimens d'ancrage

Un spécimen d'essai se compose de deux systemes d'ancrage installés a chaque extrémité du jonc. Le
systéme d’ancrage mono-jonc se compose d’un jonc carbone inséré dans un tube en acier et collé avec
un coulis de résine ou de Ductal. La longueur totale du spécimen est de 2.2m. Pour le systéme
d’ancrage multi-joncs, les joncs carbone sont installés dans le tube acier en assurant le centrage des
joncs dans le tube afin de faciliter 1'injection du coulis de remplissage et d’avoir un enrobage suffisant
pour chaque jonc. Un montage spécial a été réalisé pour maintenir les tubes en acier en permettant
d’incliner le systéme pendant le remplissage afin d’éliminer les bulles d’air. Le centrage du jonc est
assuré par deux bouchons en silicone avec des trous centrés permettant de passer le jonc carbone. Un
bouchon est placé au dessus de I’extrémité supérieure du tube acier et I’autre est installé a 1’autre
extrémité du tube. Aprés le remplissage du tube on ferme le tube a I’aide du bouchon supérieur en le

faisant glisser le long du jonc (figure 3.4)
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Fig.3.4 Préparation des échantillons d’ancrage

3.1.2.2 Dispositif d’essais et I'instrumentation

Des essais d’arrachement direct ont été effectués sur les spécimens d'ancrage dans lesquels la mise en
tension du jonc carbone se fait & 1'aide d’un vérin hydraulique (Enerpac) d’une capacité de 600 KN.
Un montage spécial a été réalisé pour mettre en tension les joncs carbone. Ce montage est constitu¢ de
deux platines (supports) en acier fixées sur une poutre en béton armé qui constitue un lit de
précontrainte et d’une plaque mobile en acier. La plaque est montée parallélement au support dans
I’extrémité active a 1’aide des tiges filetées qui passent a travers les trous coaxiaux du support et de la
plaque (voir figures 3.5 et 3.6). Le vérin est installé entre le support fixe et la plaque mobile. Le
spécimen est placé sur les deux supports et la plaque en traversant les fentes verticales usinées dans les
supports et la plaque comme le montre la figure 3.5. Dans I’extrémité passive le systéme d’ancrage est
bloqué par le support fixe. Dans I’extrémité active le tube d’ancrage passe a travers le trou du vérin
creux et est placé derriére la plaque mobile qui se déplace avec le piston du vérin. Ce déplacement

provoque la mise en tension du jonc carbone.
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1 - systéme d’ancrage par
adhérence

2- capteur de force

3- plaque mobile

4 - vérin hydraulique
5-tiges filetées

6 — support fixe

7 - jonc carbone en tension
8- lit précontraint

Fig.3.5 Montage du dispositif de mise en tension des joncs carbone

Des charges croissantes de traction ont été appliqués manuellement a une vitesse moyenne de 20 KN /
min. La cellule de force mesure la charge appliquée par le vérin alors que les déplacements relatifs du
jonc carbone par rapport aux supports ont ét¢ mesurés a I’aide de deux capteurs (LVDT) fixés sur le
jonc carbone. Un systéme d’acquisition de données a été utilisé pour collecter les données provenant
de la cellule de force et des capteurs de déplacement. La figure 3.6 montre les instrumentations de

I’essai.

Fig.3.6 Instrumentations de I’essai
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3.1.3
3.1.3.1 Systéme d'ancrage mono-jonc

Résultats et discussions

Le chargement en traction a été poursuivi jusqu'a la rupture de 1'échantillon soit par 1’arrachement du
jonc carbone ou par la rupture en traction du jonc. Le tableau 3.3 récapitule les résultats des essais
d’arrachement en termes de valeurs moyennes des forces maximales appliquées représentant la
capacité du systéme d’ancrage. L’efficacité de chaque systéme est présenté par le rapport de force
maximale appliquée / force a la rupture du jonc carbone. Dans la premiére colonne du tableau 3.3 le
nom d’échantillon se compose de 4 parties ; la premicre (L30, L40 ou L50) représente la longueur du
tube d’ancrage. La deuxiéme (d8, d12 ou d12U) représente le diamétre du jonc carbone et U signifie
usiné. La troisiéme (B ou R) représente le type de coulis Béton ou Résine. La quatriéme partie (S ou
F) signifie ancrage sans fente ou avec fente. Pour les échantillons d’ancrage multi-joncs le chiffre

avant la lettre L représente le nombre des joncs carbone (2 ou 3) scellés dans 1’ancrage.

Echantillon F01(‘Ic<eNr;1ax g;ijfl(nn?g)a Mode de rupture Fax/Frupture
Systéme mono jonc carbone
L30d8BS 84.35 4.65 Glissement du jonc carbone 0.72
L30d8RS 79.18 5.42 Glissement du jonc carbone 0.68
L40d8BS 108.32 4.63 Glissement du jonc carbone 0.94
L40d8RS 101.89 6.91 Glissement du jonc carbone 0.88
L30d8BF 109 5.17 Cisaillement du jonc carbone | 0.94
L40d8BF 117.15 3.17 Rupture du jonc en traction 1
L50d8RS 116.7 3.82 Rupture du jonc en traction 1
L50d8BS 116.2 1.84 Rupture du jonc en traction 1
L50d12BS 160.65 5.37 Délaminage du jonc carbone 0.6
L50d12BF 235.13 4.43 Propagation de la fente et | 0.89

rupture du jonc carbone

L30d12URF 98.21 3.78 Cisaillement du jonc carbone | 0.6
L30d12UBF 126.1 5.92 Cisaillement du jonc carbone | 0.77
L40d12UBF 162.93 4.59 Rupture du jonc en traction 1
Systéme Multi jonc carbone
21.40d8BS 193.21 4.72 Cisaillement du jonc carbone | 0.83
21.40d8BF 227.53 2.78 Rupture du jonc en traction 1
2L.50d8BS 229.1 3.28 Rupture du jonc en traction 1
3L50d8BS 301 n.a Pas de rupture 0.87

Tableau 3.3 Résultats des essais d’arrachements représentés par valeurs de force maximales moyennes

Le tableau 3.3 montre que pour qu’un ancrage jonc carbone 8 mm sans fente atteigne une efficacité de
100% il faut une longueur d’ancrage de 500 mm (longueur critique) quelque soit le coulis utilisé
(résine ou BFUP). La figure 3.7 montre la différence dans le comportement de deux coulis utilisés
pour deux longueurs d’ancrage. Pour une longueur de 300 mm la rigidité d'ancrage (pente de la courbe

de charge-glissement) est 1égérement plus importante pour le tube acier rempli par BFUP (figure 3.7-
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a). Cette différence de rigidité augmente lorsque la longueur d’ancrage devient plus importante (figure
3.7-b). Toutefois, quelque soit le coulis utilisé, la rigidit¢ d'ancrage augmente avec la longueur
d'ancrage, comme le montre la figure 3.8. Ce constat est confirmé par des précédents résultats obtenus
a I’aide de test pullout (Benmokrane et al. 2000). La présence de fente a I’extrémité du jonc carbone
réduit la longueur d’ancrage critique de 500 mm a 400 mm et prouve qu’il y a bien un effet mécanique
de coin dans le tube acier (figure 3.8). La ruine de I’ancrage du jonc carbone de diamétre 8 mm se
produit soit par 1’arrachement du jonc carbone (longueur d’ancrage 300mm avec ou sans fente et

400mm sans fente) ou bien par la rupture en traction du jonc (longueur 400mm avec fente et 500 mm

sans fente).

———-L30d8BS L30d8RS — - — -L40d8RS L40d8BS
100
80 - // ______
Z
60 - Z
E # P
g "]
20 - =
0 T T T 1 0 T T T T 1
0 2 4 6 8 0 2 4 6 8 10
Glissement relatif du jonc carbone mm Glissement relatif du jonc carbone mm
a) longueur d’ancrage 300mm b) longueur d’ancrage 400mm

Fig.3.7 Comparaison du comportement d’ancrage avec BFUP et Sika-dur TP pour différentes longueurs
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Fig.3.8 Augmentation de rigidité avec la Fig.3.9 Effet de fente sur la capacité d’ancrage
longueur d’ancrage (cas BFUP) (cas du BFUP avec une longueur de 300mm)

Pour les joncs carbone usinés de diamétre 12 mm, I’augmentation de la longueur d’ancrage de 300
mm a 400 mm avec fente a changé le mode de rupture en passant du cisaillement de la surface du jonc

a la rupture en traction du jonc (figure 3.13 a et b). Concernant le jonc lisse de diamétre 12 mm deux
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modes de rupture ont été observés. Un par délaminage de la surface du jonc (cas du jonc sans fente,
longueur d’ancrage 500 mm) et 1’autre par la propagation de la fente a travers le tube acier en divisant
le jonc en deux ce qui conduit a la rupture par traction a une valeur moins importante que la valeur
prévue a la rupture en traction normale (figure 3.13 c). La longueur critique d’ancrage pour les joncs
lisse de 12 mm est donc supérieure a 500 mm. Cependant, le spécimen avec fente montre une rigidité

plus élevée que celui sans fente et une capacité d’ancrage de 30 % plus importante (figure 3.11).

200 L40d2UBF mem = =L30d12UBF
250
150
Z 200 -
Z
5 100 4 M 150 A
2 [
2 1 2
S i
50 4 I 2 100 s | 50112BS
[ 50 == == 50d12BF
0 T T T 1
0 T T T 1
0 2 4 6 8 0 2 4 6 8
Glissement relatif du jonc carbone mm Glissement relatif du jonc carbone mm

Fig.3.10 Ancrage du jonc usiné de 12 mm avec Fig.3.11 Ancrage du jonc lisse de 12 mm avec et
fente (cas BFUP) sans fente (BFUP avec une longueur de S00mm)

3.1.3.2 Systéme d’ancrage multi-joncs

La figure 3.12 montre des courbes typiques de charge-glissement d'ancrage d’un ancrage multi-joncs
(2 joncs) de 400 mm de longueur. Le comportement en traction d'ancrage multi-joncs différe un peu
de celui du mono-jonc (cas d’un ancrage de longueur 400 mm sans fente). Quand la charge appliquée
augmente 1’ancrage multi-joncs montre une rigidité plus importante que celle des ancrages mono-jonc.
En fait, I’ancrage multi-joncs montre un effet d'interaction entre les joncs en raison de la mécanique de
transfert d’effort du jonc au coulis. L’ancrage contient deux joncs carbone avec fente de longueur 400
mm. Cette configuration permet d’atteindre une capacité d'ancrage supérieure a la résistance a la
traction des joncs carbone. En ce qui concerne I’ancrage de 3 joncs carbone, la mesure de glissement
n’a pas été prise a cause de la difficulté a installer les capteurs de déplacement entre les joncs carbone.
Le chargement a été arrété a 300 KN pour ne pas trop dépasser la capacité limité du lit de
précontrainte et des supports qui ont été congus pour une charge maximale de I’ordre de 250 a 300
KN. Cette valeur de charge représente environ 87% de la charge a la rupture des trois joncs carbone.
La figure (3.13-d) montre une rupture prématurée par plastification du tube acier d’épaisseur 3 mm. Ce
tube a ¢été renforcé de couches de fibres de carbone imprégnées de résine époxy pour augmenter son
épaisseur pendant I’étude expérimentale. Cette observation confirme les résultats de Benmokrane et al.

(2000) qui ont étudié la distribution des contraintes normales dans le jonc carbone le long de 1’ancrage
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en mesurant les déformations du jonc carbone. Ils ont trouvé que la contrainte d'adhérence maximale
survient dans la premiere moitié de I’ancrage preés de 1’extrémité chargée (environ 50 mm a l'intérieur
de 'ancrage). La contrainte d'adhérence du jonc est presque uniforme dans 'autre moiti¢ de 1’ancrage.
Normalement, la distribution des contraintes d'adhérence est une courbe décroissante de 1’extrémité

chargée a l'extrémité libre, correspondant a la distribution d’allongement élastique du jonc carbone.

2L40d8BS

2L40d8BF

Force KN

0 T T T 1
0 2 4 6 8

Glissement relatif du jonc carbone mm

Fig.3.12 Ancrage du jonc lisse de 12 mm avec et sans fente
(BFUP avec une longueur de 400mm)

b) rupture par délaminage du jonc

¢) rupture par propagation de fente du jonc d) plastification du tube acier (épaisseur insuffisante)

Fig.3.13 Différents modes de rupture de ’ancrage par adhérence
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3.1.4  Choix de systeme d’ancrage pour 1’application de la précontrainte

Le tableau 3.3 montre que la réalisation des fentes a I’extrémité des joncs carbone permet d’atteindre
une efficacité de 100% pour les joncs lisses de diamétre 8mm ou joncs usinés de diamétre 12 mm et
réduit la longueur critique d’ancrage d’environ 100 mm par rapport aux joncs sans fente. Le coulis en
BFUP a montré une rigidité et efficacité plus élevées que le coulis en résine époxyde Sika-DurTP. Les
codes et les guides de conception disponibles ne permettent de charger les renforts PRFC (torons ou
barres en fibre de carbone) qu’a 65% de leur résistance ultime a la rupture (en raison de leur fragilité et
du phénoméne de rupture par fluage) pour les poutres précontraintes, la plupart de ces systéme
d’ancrage sont fiables et applicables pour passer a la précontrainte par pré-tension. Pour notre étude
sur les poutres précontraintes nous avons choisi le systéme d’ancrage mono jonc L40d8BS (tube
24%3x400 sans fente remplie de BFUP) pour les joncs lisses de diametre 8mm, L40d12UBF (tube
36x5%x400 avec fente remplie de BFUP) pour les joncs usinés de diamétre 12 mm et L50d12BF (tube
36x5%x500 avec fente remplie de BFUP) pour les joncs lisse de diametre 12 mm. Pour le systéme
multi-joncs le systeme 2L.50d8BS est préféré au systéeme 2L.40d8BF car il est plus facile a mettre en
ceuvre. Enfin, pour le systéme de trois joncs carbone le systeme 3L50d8BS (tube 42x5x500 sans fente

avec BFUP) a été choisi.

3.1.5 Conclusions
Des systeémes d'ancrage par adhérence mono et multi-joncs carbone ont été étudiés pour les

applications de mise en précontrainte par joncs PRFC. Des essais de traction monotone ont été réalisés
pour évaluer la performance du systéme d'ancrage. En se basant sur les résultats des essais, les
conclusions suivantes peuvent &tre tirées.

1) Le systéme d'ancrage par adhérence est économique et facile a fabriquer et a assembler et posséde
des performances fiables.

2) L'ancrage d'une longueur critique de 400 mm permet d’atteindre la résistance ultime en traction du
jonc carbone de diameétre 8 mm avec fente.

3) 11 est recommandé d'utiliser un coulis du BFUP pour le remplissage pour diminuer le fluage a long
terme. Il est préférable que le tube d'acier ait une surface intérieure rugueuse (filetée par exemple)
pour améliorer son adhérence au mortier.

4) La présence de fente a I’extrémité du jonc carbone a amélioré la rigidité du systéme d’ancrage et
réduit la longueur critique d’ancrage pour les joncs de diamétre 8 mm. Elle permet d’autre part de
développer une charge permettant d’appliquer une contrainte de traction égale a 89% de la résistance
en traction du jonc carbone de diamétre 12 mm.

5) L’ancrage multi-joncs met en jeu I’effet d'interaction entre les joncs a cause de la mécanique de
transfert des efforts du jonc au coulis ce qui génére une augmentation de la rigidité d'ancrage avec la

charge appliquée. L'ancrage d’une longueur de 500 mm est efficace pour atteindre la résistance a la
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traction d’un systéme constitué de deux joncs carbone de diameétre 8 mm et pour atteindre au moins
87% de la résistance a la traction d’un systéme constitué de trois joncs (Le dispositif d’essais n’a pas
permis de porter I’ancrage a des niveaux de chargement supérieurs).

Des essais de traction a long terme (chargement soutenu), de fatigue et de durabilité sur le systéme
d'ancrage sont également nécessaires pour estimer les pertes de précontrainte dans les applications de

post-tension.

3.2 Etude de la longueur de transfert pour la précontrainte par joncs PFRC

La force requise pour arracher une barre d'armature du béton (mise a part les barres lisses) augmente si
la longueur ancrée augmente. Si cette dernicre est suffisamment longue, la barre d'armature va dans un
premier temps se plastifier dans le cas de I'acier avant de se rompre, tandis qu'elle se rompra pour le
cas des renforts en PRFC sans montrer de déformations irréversibles. La longueur minimale ancrée
pour provoquer la rupture de la barre est appelée la longueur de développement. La longueur de
développement est utilisée comme un indicateur des caractéristiques d'adhérence de la barre
d'armature (Collins et al. 1987). Cependant, dans le cas d'un ¢lément de béton précontraint, la longueur
de développement est la combinaison de deux composantes: La longueur de transfert et la longueur
d’adhérence a la flexion. Il y a alors deux sources de contraintes d'adhérence pour le cas du béton
précontraint: L'adhérence due au transfert de la précontrainte et 'adhérence due a la flexion induite par
les actions extérieures.

La longueur de transfert est en d'autres termes la distance requise pour transmettre la force de
précontrainte effective du toron au béton. Elle est donc une caractéristique intrinséque du béton
précontraint et constitue un parametre clé de dimensionnement. Cette derniére détermine l'endroit a
partir duquel les contraintes doivent étre vérifiées (ISSA et al. 1993). Pour atteindre la résistance
nominale a la flexion (Mn) la tension dans le toron de précontrainte doit étre développée le long d'une
longueur dite de développement qui doit rester inférieure a la longueur d'ancrage pour ne pas générer
de glissement de joncs. Le but est en effet de prévenir un glissement du toron avant d'atteindre la
résistance nominale Mn (utilisée lors du calcul du moment résistant) ou la contrainte dans le toron doit
augmenter a partir de la contrainte effective de la précontrainte jusqu'a la valeur maximum a la
résistance nominale. Les longueurs de transfert et de développement gouvernent donc le
dimensionnement des €léments précontraints et sont essentielles pour prévenir une rupture en flexion
par adhérence (glissement des renforts dans le béton avant d’avoir une rupture dans le béton ou dans le

renfort) (Lu et al. 2000).
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3.2.1 KEssais de détermination des longueurs de transfert

L’objectif de ces essais est de déterminer la longueur de transfert afin de pouvoir prévoir une
éventuelle rupture par glissement des renforts lors des essais de flexion sur les poutres précontraintes.

Les résultats sont comparés avec les modeles existants dans la littérature.

3.2.1.1 Mesure de la variation de la déformation du béton

Lors du relachement de la force de précontrainte le jonc carbone doit étre équilibré par une force de
compression équivalente dans le béton. Ainsi, la variation des déformations dans le jonc carbone peut
étre calculée a l'aide de la variation de la déformation du béton (Russel et al. 1996). La méthode
consiste a coller des jauges de déformation sur le béton a intervalles réguliers. Les déformations sont a
mesurer avant, durant et aprés le transfert (relachement). Les différences entre les mesures initiales et
finales réalisées le long de la longueur de la poutre fournissent une distribution graphique a partir de
laquelle la longueur de transfert est déduite.

Un profil idéalis¢ de déformation est présenté dans la figure 3.14. Dans le cas idéal, la contrainte
d’adhérence a été supposée constante et la déformation du béton augmente linéairement dans les zones
de transfert jusqu'a atteindre un plateau dans la travée centrale de la poutre. Dans notre étude,
I'emplacement de la région du plateau a été visuellement déterminé a l'aide du profil de déformation

déterminé dans le BFUP au niveau du jonc carbone et du toron en acier.

longueur de transfert longueur de transfert

déformation du béton

distance entre les extrémités de la poutre

Fig.3.14 détermination de la longueur de transfert par la mesure des déformations du béton

3.2.2 Corps d’épreuve
L’étude de longueur de transfert a été effectuée sur des poutres en I en BFUP (Ductal) précontraintes

par des joncs PFRC avec différents taux de renforcement. Ces poutres sont essentiellement fabriquées

afin d’étudier leur comportement en flexion 4 points.
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3.2.3 Matériaux utilisés
- Renforts pour la précontrainte : des joncs carbone lisses et usinés de diamétres 8 et 12 mm ont été

utilisés. Les caractéristiques mécaniques des joncs carbone ont été déterminées dans le cadre d’essais
présentés au chapitre 2. Nous en rappelons les valeurs moyennes: module d’Young 180 GPa,
résistance a la rupture en traction 2500MPa, déformation a la rupture 1.4% et ccefficient Poisson 0.28.
Des torons en acier (7 fils EN 10138-BS 5896 fabriqué par ArcelorMittal) de diamétre 12.5 mm ont
également été utilisés comme référence pour cette étude. Leurs caractéristiques sont : module d’Young
200 GPa, résistance a la rupture 1860MPa, limite élastique 1600MPa, déformation a la rupture 3.5%,
relaxation 2.5% et coefficient de poisson de 0.3.

- Béton : le béton utilisé est le BFUP Ductal prémix gris G3 avec des fibres métalliques (12x0.16
mm). Sa formulation est le suivante : 25 kg de prémix, 1545g d’eau (rapport E/C est de 0.2), 340 g
d’adjuvant Ductal F2 et 1785 g de fibres métalliques représentant 2 % en volume. Les propriétés

physiques et mécaniques sont données dans le tableau 3.1.

3.2.3.1 Dimensions des poutres

Le choix des dimensions des poutres s’est basé sur des considérations pratiques ; la longueur totale de
la poutre a été fixée a 2950 mm qui correspond a I’espace maximal disponible entre les appuis du bati
d’essais de flexion. Cette longueur est également gouvernée par I’espace disponible sur le lit de
précontrainte. Le volume d’une poutre est limité a la capacité du malaxeur disponible au laboratoire
qui est environ de 45 a 50 litres pour ce type de béton (ce qui représente 4 seaux de prémix Ductal soit
environ 45 litres). La hauteur des poutres est d’environ deux fois la largeur de la semelle inférieure de
la poutre soit de 205 mm. La largeur minimale de I’ame a été choisie égale a 40 mm afin d’assurer un
bon remplissage de la semelle inférieure de la poutre. La section a un ceefficient de rendement
géométrique p=I/(A*x*x’) d’environ 0.48 (ou I est le moment d’inertie, A est la section, X =108 et

X’=97 étant des distances présentées sur la figure 3.15).
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Fig.3.15 Section transversale de la poutre précontrainte

Au total 13 poutres ont été préparées. Deux poutres ont été précontraintes par des torons en acier et 10
poutres par des joncs carbone avec différents taux de renforcement afin de pouvoir observer plusieurs
modes de rupture lors des essais de flexion 4 points et enfin une poutre renforcée avec des joncs

carbone. Le tableau 3.4 donne le détail de toutes les poutres précontraintes.

3.2.3.2 Lit de précontrainte

Le lit de précontrainte est une poutre en béton armé de 4.5 m de longueur congue pour supporter des
forces de précontraint d’environ 300 KN. A chaque extrémité de cette poutre un support métallique
(platine) a été fixé a 1’aide des tiges filetées scellées dans la poutre lors du coulage du béton. Une
plaque mobile située du coté actif de la poutre permet de bloquer le systéme d’ancrage a 1’aide des

tiges filetées (figure 3.16)
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Support de coté passif Fe—- Support du coté actif Plaque mobile

Fig.3.16 Montage du lit de précontrainte lors du coulage du béton

3.2.3.3 Dimensionnement de la précontrainte

Les joncs carbone ayant un comportement fragile a la rupture, le niveau initial de précontrainte ne
dépasse pas en général 65 a 70% de la résistance ultime qui correspond a 1% de déformation.
L'excentricité est déterminée de facon a ce que les contraintes permises au transfert ne soient pas
dépassées et pour maximiser la capacité du moment ultime de la poutre du fait que le bras de levier
entre le renfort en tension et la force de compression du béton est maximisé. Le jonc carbone a un
enrobage de 25 mm.

La mise en tension des joncs carbone a été effectuée a I’aide des systemes d’ancrage par adhérence
présentés dans la section précédente du présent chapitre (figure 3.17). Aprés coulage, les coulis

nécessitent trois jours de miirissement pour assurer une résistance suffisante lors de la mise en tension.

Fig.3.17 Systéme d’ancrage utilisé pour la mise en tension
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La mise en tension a été réalisée a 1’aide d’un vérin hydraulique a une vitesse moyenne de 10 KN par
minute. La précontrainte est ensuite maintenue en bloquant en déplacement le systéme d’ancrage actif
a l'aide d'écrous et de tiges filetées. Pour connaitre exactement la contrainte initiale et controler les
pertes instantanées, nous avons coll¢ des jauges KYOWA (5 mm de longueur) sur les joncs carbone
(figure 3.18). Ces jauges se trouvent au centre de la poutre. La déformation est enregistrée dés la mise
en tension jusqu’a 4 jours apres le coulage du BFUP ainsi que pendant le chargement de la poutre a la
rupture. Afin de minimiser la perte de précontrainte due a la relaxation des renforts et aux
déformations élastiques des tiges filetées, les joncs carbone et les torons d’acier sont mis en tension un
jour avant le coulage du BFUP. Pour avoir des précontraintes effectives d’au moins 60% de la
résistance ultime en traction du jonc carbone, le niveau de précontrainte initiale a été choisi égal a
environ 70% de la résistance ultime. Toutes les pertes de précontraintes ont été mesurées a 1’aide des
jauges collées sur les renforts de précontrainte. Les forces de précontrainte obtenues lors de la mise en

tension sont données dans le tableau 3.4.

Nom de poutre Renforts de Taux de Force initiale de la Niveau de précontrainte Remarques
P précontrainte renforcement mise en tension KN initiale MPa (%) q
Poutres précontraintes par des joncs carbone (contrainte et déformation a la rupture 2500MPa, 1.4%)

PP-JC8-1 d8 mm 0.34% 82 1763 (71%)

PP-JC8-2TT d8 mm 0.34% 83 1784 (72%) Traitement
thermique

PP-JC8-3 d8 mm 0.34% 82 1763 (71%) Essais de fatigue

PP-2JC8-1 2x d 8 mm 0.68% 164.15 1765 (70%)

PP-2JC8-2 2x d 8 mm 0.68% 165.1 1771 (711%)

PNP-2JC8 2x d 8 mm 0.68% 0 0 non précontraint

PP-3JC8-1 3xd 8 mm 1% 244.14 1750 (70%)

PP-3JC8-2TT 3x d 8 mm 1% 249.1 1785 (71.4%) Traitement
thermique

PP-3JC8-3 3xd 8 mm 1% 243.56 1745 (69.8%)

PP-JC12 d 12 mm 0.78% 180.91 1683 (67.4%)

PP-JCU12 d12 usiné 0.5% 98.5 1450 (58%)

Poutres pré-contraintes par des torons en acier (contrainte et déformation a la rupture 1860MPa, 3.5%)

PP-A12.5 d 12.5mm 0.68% 137.5 1480 (79%)

PP-A12.5-TT d 12.5mm 0.68% 138.1 1483 (80%) Traitement
thermique

Tableau 3.4 Détail des poutres précontraintes
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Fig. 3.18 Mise en tension des renforts de précontrainte

3.2.3.4 Fabrication des poutres précontraintes

Le coffrage des poutres a été¢ fabriqué avec des planches de contreplaqué de 19 mm d'épaisseur
assemblées par des vis (figure 3.19). Des pieces en polystyréne extrudé ont été fixées sur les parois
intérieures du coffrage pour obtenir la section en I. Les planches d’extrémités ont été découpées en

deux morceaux de fagon a permettre le passage des joncs carbone.
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Fig.3.19 Coffrage des poutres précontraintes fixé sur le lit de précontrainte

—

r . [P
Prémix

Béton a couler

Fig.3.20 Coulage du BFUP

Il n’a été utilisé aucune armature supplémentaire ni au cisaillement ni en flexion. Le BFUP a été coulé
a I’'une des extrémités du coffrage et n’a ensuite pas été vibré car il est autoplagant. La figure 3.20
montre les étapes du coulage du BFUP. Une attention particuliere a été apportée pour ne pas arracher
les fils des jauges. A la fin du coulage du BFUP la surface du coffrage a été recouverte par un film
plastique afin d’empécher les échanges d’humidité avec 1’environnement ambiant. Des éprouvettes
cylindriques 11x22 cm ont été coulées afin de tester la résistance en compression a 1’4ge du
relachement (2-3 jours), du chargement en flexion (14 jours) et a 28 jours. Les poutres ont été

démoulées 24 heures aprés le coulage du BFUP (figure 3.21).
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Fig.3.21 Démoulage des poutres

3.2.3.5 Traitement thermique des poutres précontraintes

Le traitement thermique est fortement recommandé pour limiter les pertes de tension qui sont les
conséquences des déformations différées (fluage et retrait du BFUP) et pour obtenir une résistance
¢levée a court terme. Cependant, la perte de précontrainte thermique n’est pas négligeable et devient
trés prononcée dans le cas des poutres précontraintes par joncs carbone. En fait, en raison de
I'expansion thermique transversale relativement élevée des PRFC par rapport a celle du BFUP, des
contraintes thermiques sont générées a l'interface. Dans le cas ou des contraintes générées dépassent la
résistance a la traction du BFUP, la fissuration pourra avoir lieu, d'ou un éventuel affaiblissement de
I'adhérence BFUP/PRFC et une perte importante de précontrainte ce qui va diminuer la capacité
structurale de I'élément. Nous avons donc choisi de regarder les conséquences d’un traitement
thermiques sur nos poutres précontraintes en portant trois poutres a la température de 90°C (une avec
toron acier et deux avec des joncs carbone). Ces poutres ont été portées a la température de 90°C en 6
h et sont restées 48h a la température de 90°C. Une enceinte de circonstance a été fabriquée (figure
3.22). L’enceinte est montée sur le lit de précontrainte. Son isolation est assurée a I’aide de plaques en
polystyrene extrudé. Le chauffage est assuré a l'aide d’une enceinte thermique reliée par des tuyaux a
I’enceinte de circonstance. Un thermocouple a été placé a I’extrémité de la poutre pour contrdler la
température pendant le traitement. Pour des raisons pratiques nous avons réalisé un traitement
thermique « & sec » alors que le traitement thermique préconisé consiste a conserver 1’¢lément en
BFUP a une température comprise entre 60°C et 90°C a 95% d’humidité relative. A court terme les
deux traitements thermiques ne montrent aucune différence en termes de résistance en compression et
de retrait de séchage. Il convient néanmoins de vérifier que le traitement « a sec » permet d’obtenir les

mémes résultats a long terme que le traitement thermique classiquement préconisé.
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Fig.3.22 Traitement thermique des poutres

3.2.4 Procédure expérimentale
Trois jours aprés le coulage du béton, des jauges de déformation ont été collées sur les deux faces des

poutres au niveau du renfort de précontrainte (jonc carbone ou toron en acier). 8 jauges KYOWA (20
mm) ont été placées sur une moitié de la longueur de la poutre sur chaque face a un intervalle de 100
mm (figure 3.23). Les mesures ont été enregistrées a 1’aide d’un systéme d'acquisition avant, durant et
aprés le relachement pour établir le profil de déformation du béton au niveau du renfort de
précontrainte. Deux capteurs de déplacement ont été fixés sur le jonc carbone aux extrémités de la

poutre afin de mesurer le glissement relatif du jonc carbone par rapport au béton lors du reldchement.
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Le relachement de la force de précontrainte a été fait pour toutes les poutres trois jours apres le
coulage du BFUP. Pour les poutres traitées thermiquement le relachement a été fait deux jours apres le
coulage. Trois échantillons cylindriques en BFUP & 1’age 3 jours ont été testés en compression et la

valeur moyenne de la résistance obtenue est de 112 MPa.

Fig.3.23 Jauges de déformation pour la mesure de la longueur de transfert

La longueur de transfert est déterminée, comme étant la distance de l'extrémité de la poutre jusqu' au
point ou la précontrainte est effective. On suppose que la précontrainte est effective lorsque la
déformation se stabilise (plateau) et que la déformation atteint un niveau du méme ordre que celui

calculé théoriquement.

3.2.4.1 Résultats des longueurs de transfert

La distribution des déformations du BFUP lors du déchargement est présentée sur les Figures de 3.24
a 3.29. Dans les profils de déformations correspondant au relichement les valeurs moyennes de
déformations maximales mesurées sont égales a 24.2.10” pour la poutre & un jonc carbone de diamétre
8 mm (PP-JC8-1), 48.9.10” pour la poutre a 2 joncs carbone de diamétre 8 mm (PP-2JC8), de 81.107
pour la poutre & 3 joncs carbone de diamétre 8 mm (PP-3JC8-1), 59. 6.10” pour la poutre & un jonc
carbone de diamétre 12 mm (PP-JC12), 34,9.10” pour la poutre & un jonc carbone usiné de diamétre

12 mm (PP-JCU12) et 42.5.10° pour la poutre & un toron en acier de diamétre 12.5 mm (PP-A12.5).
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Fig.3.24 Distribution des déformations du BFUP pour la poutre PP-JC8
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Fig.3.25 Distribution des déformations du BFUP pour la poutre PP-2JC8
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Fig.3.26 Distribution des déformations du BFUP pour la poutre PP-3JC8
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Fig.3.27 Distribution des déformations du BFUP pour la poutre PP-JC12
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Fig.3.28 Distribution des déformations du BFUP pour la poutre PP-JCU12
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Fig.3.29 Distribution des déformations du BFUP pour la poutre PP-A12.5
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Cependant, la déformation théorique du BFUP lors du transfert au niveau de la fibre située a la hauteur
du jonc carbone ou du toron d’acier est évaluée a 23.37. 10>, 48.107, 72.10°, 50.3.10°, 31.107 et
38.5.10° respectivement pour les poutres PP-JC8-1, PP-2JC8-1, PP-3JC8-1, PP-JC12, PP-JCU12 et
PP-A12.5 (voir annexe A). La valeur expérimentale est ainsi plus élevée que la valeur théorique. Ceci
est probablement dii au retrait au jeune age, accentué par une cure a l'air (retrait endogene).

Le tableau 3.5 fournit la longueur de transfert pour certaines poutres correspondant a 1’extrémité

chargée de la poutre.

Niveau initiale Niveau de la . Longueur de
& q Longueur de Glissement
de la précontrainte au . . transfert (mm)
Poutre Pré . o transfert (mm) relatif du jonc 2
récontrainte relichement . . b mesurées par
MPa (MPa) mesurées par jauges carbone (mm) déplacement
PP-JC8 70% 68% 450 mm (56d) 1.51 320(40d)
PP-2JC8 71% 69% 450 mm (56d) 1.48 310(39d)
PP-3JC8 70% 67% 450 mm (56d) -
PP-JC12 67% 62% 500 mm (42d) 1.47 340(29d)
PP-JCU12 62% 58% 350 mm (30d) 0.93 230(20)
PP-A12.5 79% 74% 400 mm (32d) 1.1 320(25d)

Tableau 3.5 Longueurs de transfert mesurées

La longueur de transfert est égale a 56d pour la poutre précontrainte a 1’aide d’un jonc carbone de
diamétre 8mm et 3 joncs carbone de diamétre 8mm pour un niveau de précontrainte d’environ 65%.
Ces résultats indiquent que le taux de renforcement n’a pas d’influence sur la longueur de transfert. Le
tableau 3.5 montre que I’utilisation du jonc carbone usiné a réduit la longueur de transfert de 42d (PP-
JC12) a 30d (PP-JCU12). Cela est di au mécanisme de 1’adhérence entre le jonc carbone et le BFUP
comme nous 1’avons trouvé lors de 1’étude sur ’adhérence dans le chapitre 2. Enfin, la comparaison
entre la poutre PP-JC12 et la poutre PP-A12.5 montre que la longueur de transfert est plus courte dans
le cas du toron en acier alors que le niveau de précontrainte est plus élevé (10%). Le jonc usiné (PP-
JCU12) a montré une longueur de transfert plus courte que celle du toron en acier. Cela aussi peut étre
expliqué par le fait que ’adhérence est meilleure dans le cas du jonc usiné. Des résultas similaires ont
été¢ trouvés dans la littérature sur des poutres précontraintes en béton de résistance 50 MPa en
compression et des barres PRFC Leadline.

Nos résultats sont trés proches des résultats trouvés dans la littérature méme si les bétons et barres
PRFC différent. Mahmoud et al. (1998) ont trouvé une valeur de la longueur de transfert de 450 mm
pour des barres de diamétre 8 mm (Leadline) a un niveau de précontrainte de 60%. Abdelrahman et al.
(1999) ont mesurés la longueur de transfert pour le méme type de barres (Leadline 8mm) a différents
niveaux de précontrainte (40% et 60%). La longueur de transfert se situe entre 360 mm et de 500 mm
pour un béton dont la résistance en compression varie de 40 MPa a 80 MPa.

Selon les résultats expérimentaux de Ehsani et al. (1997) la longueur de transfert est égale a 54d pour

les tendons Leadline, et 50d pour les tendons CFCC.
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Le glissement relatif du renfort a 'extrémité de la poutre peut étre considéré comme une mesure
indirecte de la longueur de transfert basé sur la relation illustrée dans la figure 3.29.

Le glissement total du renfort entre les extrémités de la poutre et le point de transfert complet est une
fonction de la variation de déformation du renfort au sein de la zone de transfert durant le processus du
relachement. Notons que la relation représentée dans la figure 3.29 donnée dans I'équation 3.2 suppose

une contrainte d'adhérence uniforme sur la zone de transfert telle que la déformation du renfort varie

linéairement.
4 Déformation du renfort &
longueur de transfert
Epi E >

— 8
i (Glissement relatif du renfort)
T >

—x L

Distance de l'extrémité de la poutre
Fig.3.29 Longueur de transfert
I 1 ’
5= (j)[Agpi(x)}dx = ~hep éq3.1

¢q.3.2
£pi T pi

ou : O est le glissement relative du renfort mesuré a I’extrémité de la poutre durant le relachement, E,

et o, sont le module d’Young et la précontrainte du renfort au relachement.

La longueur de transfert calculée par 1’équation 3.2 est plus petite que celle déterminé par le profil de

déformation du BFUP (environ 30% tableau 3.5). Ceci peut étre expliqué du fait que la contrainte

d’adhérence n’est pas uniforme le long de longueur de scellement.

Balazs (1993) a proposé d’intégrer un coefficient prend en compte la forme de la distribution de

contrainte d’adhérence comme suivant :

a*xd a*xEp*0 ]
It = = - —F - ¢q.3.3
& pi Opi
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Ou a est un coefficient prenant en compte la forme de la distribution de contrainte d’adhérence

donné par :
2
a= - o 7(s)=C.[f ' SP 6q.3.4

C et b sont les paramétres de la courbe d’adhérence (t —s) qui peuvent étre expérimentalement
déterminés (courbe de I’essai de pullout).
Pour une contrainte d’adhérence uniforme ce coefficient est égal a 2 ((b=0) figure 3.30 a), et est égal a

3 (b=1/3) pour une distribution linéaire de contrainte d’adhérence (figure 3.30 b).

— —
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(a) Constant bond stress disiribution (b) Linear bond stress distribution

Fig.3.30 Référence Gyorgy L.Balazs (PCI journal march-april 1993)

Dans la figure 3.30, S est le glissement relatif du toron, &g , €y, € sont respectivement la déformation
initiale du toron (ou jonc), déformation le long du toron et la déformation effective apres le transfert.
€., €. sont respectivement la déformation du béton le long de la longueur de scellement et la
déformation apres le transfert.

En appliquant I’équation 3.3 avec o =3 on trouve des valeurs trés proches de celles trouvées pour les

profils de déformation du BFUP.

3.2.4.2 Risque de fissuration due au transfert de la précontrainte

Lorsque le toron est précontraint, sa section diminue par effet Poisson. Juste aprés le relachement le
toron tend a recouvrir sa forme initiale, d'ou un gonflement du toron aux extrémités de la poutre. Ainsi

le béton situé dans les zones de transfert se trouve sollicité a cause d'une pression du toron a
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l'interface. Un champ de contrainte de traction est ainsi généré dans le béton. Si l'intensité des
contraintes dépasse la résistance a la traction du béton des fissures radiales a I'axe du tendon peuvent
se créer, ainsi qu’une éventuelle fissuration longitudinale parallele a 1'axe. Cette fissuration peut étre
dangereuse pour l'intégrité de 1’élément précontraint, puisqu'elle peut réduire sa capacité a la flexion.
Dans notre cas, pour le BFUP, aucune fissure n’a observée lors du relachement de la force de

précontrainte et ceci est dli a bonne résistance en traction de ce béton.

3.2.4.3 Estimation des longueurs de transfert

Lu et al. (2000) ont constaté que les formules développées pour le calcul de la longueur de transfert
des torons en acier ne donnent pas de bonnes prédictions pour les renforts en PRFC en raison de leurs
différentes résistances d’adhérence. Ils ont recommandé que la longueur de transfert soit au moins
égale a 50d pour les renforts en PRFC.

Des formules empiriques basées sur des essais expérimentaux exprimant les longueurs de transfert et
de développement peuvent étre déterminées. Les équations présentées ci-apres expriment ces
longueurs en fonction du diameétre du toron et du niveau de précontrainte pour la longueur de transfert

ou encore en fonction de la contrainte a la rupture pour la longueur de développement.

Pour les torons en acier

Plusieurs expressions des longueurs de transfert et de développement sont disponibles dans plusieurs
normes. Les codes américain ACI et Canadian CSA suggérent que la longueur de transfert peut étre
estimée a 50d pour les céables en acier et 100d pour les fils individuels en acier, tandis que le code
européen (CEB - FIP code Model 1990) suggeére que la longueur de transfert peut varier de 45d a 90d
pour les cébles en acier et de 100d a 140d pour les fils individuels en acier.

Un résumé des expressions recommandées pour la longueur de transfert et la longueur de

développement des torons en acier est présenté dans les tableaux 3.6 et 3.7.

Référence Longueur de transfert remarque
ACI 318 (ACI 1999) Iy = o pze l* 4 Gy la précontrainte effective du
CSA 23.3-1994 renfort, ¢ diamétre du renfort
Iy = kt=* ¢ Kt coefficient dépend du type du
BS 8110 (BSI 1985) fei

renfort (=240 pour le toron de 7 fils)
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Eurocode 2 - CEB-FIP-

Model Code 1990

Olg, Olg, Olg, coefficients
Opi précontraintes du renfort juste
apres le relachement

Ghpa contrainte d’adhérence

Shahawy, Issa et al. I = O ,i* ¢ Gpi précontraintes initiales du renfort
21
(1992) juste avant le relachement
[, - % »i* ¢ 21 Py résistance du béton au
Mitchell et al. (1993) t 21 e
relachement
| = 0.5 U, + T A, U, B sont contrainte et module
‘ B ToU )
Cousins et al (1990) d’adhérence

U, =056,/ ;,B=81.5.10>MPa

ci»

Tableau 3.6 : Equations proposées pour la longueur de transfert

Référence

Longueur de développement

remarques

ACI 318 (ACI 1999)

CSA 23.3-1994

Gpe précontrainte effective du
renfort, o, résistance du renfort a

la traction

Eurocode 2 - CEB-FIP-

Gpe précontraintes effectives apres

| Ap toutes pertes
Model Code 1990 d— g0 I:asa‘)aloo-pi + Oy _O-pe]
bpd Gpu Iésistance en traction du
renfort
[ ¥ @ 21 . fo’ci  résistance du béton au
t- 21 f
Mitchell et al. (1993) i relachement
¢_(O- pu — 9 pe ) > '1
7 f ci
U, o o A U, et B sont la contrainte et le
lg = 0.5 5 + 74U
. t
Cousins et al (1990) A, module d’adhérence
+(apu—ape)—ﬂ¢ud

U, =0.11/f",

Tableau 3.7 : Equations proposées pour la longueur de développement
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Pour les tendons en PRFC

Mahmoud et al. (1996) ont étudié les longueurs de transfert et de développement de 2 types de tendons
PRFC en testant 24 poutres précontraintes par des tendons PRFC. Le niveau de précontrainte a vari¢
de 58% a 80% de la résistance garantie a la rupture. Les auteurs ont proposé les formules suivantes

pour I'évaluation de la longueur de transfert pour les poutres précontraintes :

1-longueurs de transfert :

| Ope *d

t 1.9 o0 Pour les barres LEADLINE
- o pe *d

U8 f ¢ Pour les torons CFCC

2-longueurs de développement :

- O pe *d (Opy —Ope)*d

419k f 'C0'67 f '00'67 Pour les barres LEADLINE
| O *d (Opy —0pe) *d

47 48%f'cO7  28% f'c007 Pour les torons CFCC

Ou o, est la précontrainte juste avant le relichement, 6, est la contrainte a la rupture du renfort de la

précontrainte et d est le diameétre du renfort.

La validité de formules introduites par (Mahmoud et al. 1996) a également été vérifiée par le comité
américain ACI 440.4R-04. Cependant, des modifications des parametres d'adhérence ont été

recommandées comme les suivants:

O pe *d

I, = o fc0o7

Ou a est le paramétre de 1’adhérence qui dépend du type de renforts (configuration de surface).
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En appliquant cette formule pour les joncs carbone lisses de diamétres 8mm et 12 mm utilisés dans
notre étude on trouve en appliquant la relation ci-dessus a=1.2. Pour les joncs carbone usinés de
diamétre 12mm on trouve a=1.6. Ces résultats traduisent le fait que la valeur du paramétre o ne
dépend que de la configuration de la surface du jonc carbone et de ses caractéristiques mécaniques
(résistance en traction, résistance en cisaillement interlaminaire). D’autre part, ces valeurs traduisent
aussi le fait que I’adhérence joncs carbone/BFUP est améliorée avec 1’usinage des joncs lisses. Enfin,
ces valeurs sont & « comparer » aux valeurs utilisées pour les joncs Laedline et CFCC pour lesquels a
vaut respectivement 1.9 et 4.8 avec des bétons traditionnels (résistance en compression allant de 40 a
80 MPa) pour lesquels le transfert des efforts des joncs au béton résulte aussi de la mise en action de

verrous mécaniques (phase secondaire de 1’adhérence).

3.2.5 Conclusion

L’étude de la longueur de transfert a porté sur 12 poutres en BFUP précontraintes. 10 poutres ont été
précontraintes avec des joncs PFRC et deux avec des torons en acier. La longueur de transfert a été
mesurée a I’aide de jauges de déformations collées le long de la poutre. Les profils de déformations
mesurées ont permis de déterminer les longueurs d’ancrage. D’aprés les résultats expérimentaux on
peut conclure :

- La longueur de transfert du jonc carbone lisse de diamétre 8mm est égale a 56d.

- Cette longueur n’a pas changé avec I’augmentation du taux de renforcement.

- L’utilisation du jonc carbone usiné a réduit la longueur de transfert de 42d (cas de PP-JC12) a 30d
(PP-JCU12).

- La comparaison entre la poutre PP-JC12 (jonc carbone lisse de diametrel2 mm) et la poutre PP-
A12.5 (toron acier 12.5mm) montre que la longueur de transfert est plus courte dans le cas du
toron en acier. Cependant, le jonc carbone usiné (PP-JCU12) a une longueur de transfert plus
courte que celle obtenue avec le toron en acier.

- La mesure du glissement du renfort a I’extrémité de la poutre au reldichement peut étre considérée
comme une mesure indirecte de la longueur de transfert lorsqu’on utilise 1’équation 3-3 avec un

bon coefficient de distribution de contrainte d’adhérence.
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4 Chapitre 4 : Comportement en flexion des poutres en BFUP
précontraintes a I’aide de joncs PFRC

Comme nous I’avons mentionng, 1’utilisation des renforts en PRF représente une solution novatrice
pour s’affranchir des problémes de corrosion rencontrés sur 1’acier. Cependant, en raison d’une part
des différences dans les propriétés et comportement des PRF et des aciers et d’autre part des
configurations de surface des renforts en PRF, la réponse structurelle des éléments en béton armé ou
précontraint par des PRF peut étre différente de celle des éléments renforcés ou précontraint avec
I’acier classique. Le comportement élastique linéaire des PRF accompagné d’une rupture fragile peut
de plus étre considéré comme un inconvénient. Par conséquent, la ductilité de I'élément est apportée
uniquement par le béton (ici la ductilité signifie la capacité de déformation plastique avant la rupture
sans réduction de capacité de charge). L’utilisation du BFUP a pour objectif de compenser ce manque
de ductilité et de réduire la section des éléments précontraints afin de réaliser des éléments
précontraints 1égers et résistants aux conditions environnementales agressives. Dans le présent chapitre
nous étudions le comportement en flexion des poutres en BFUP précontraintes par des joncs carbone
et nous nous intéressons plus particuli¢rement a la fléche, fissuration, mode de ruine et résistance

ultime de ces poutres. La ductilité a la rupture des poutres a été également traitée.

4.1 Programme expérimental

4.1.1 Rappel des propriétés des matériaux et des corps d’épreuve
Les matériaux utilisés ont été présentés dans le chapitre précédent. Le béton est du DUCTAL (dosé a

2.5 % de fibres) ayant une résistance moyenne en compression de 112, 160 et 170 MPa respectivement
au relachement, au jour de 1’essai sur poutre (corps d’épreuve) en moyenne a 14 jours et a 28 jours.
Ces valeurs de résistance représentent les valeurs moyennes obtenues sur trois éprouvettes pour
chaque age. Cette résistance atteint 210 MPa aprés le traitement thermique. La résistance
caractéristique en traction est de 8 MPa. Les corps d’épreuve sont des poutres en I présentées dans le
chapitre précédent (tableau 3.3).Toutes les poutres ont une section identique et une longueur de 2.95
m. Elles sont précontraintes par des joncs carbone (de diamétres 8 ou 12 mm) et présentent différents
taux de renforcement afin d’obtenir plusieurs modes de rupture. Des poutres témoins précontraintes
par des torons en acier ont ¢galement été testées dans le but de comparer les résultats obtenus suivant
le type de barres utilisées pour la mise en précontrainte. Toutes les pertes de précontrainte ont été

mesurées jusqu’a 3 jours apres le relaichement a 1’aide de jauges de déformation collées sur les renforts
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de précontrainte. Le tableau 4.1 donne les niveaux de précontrainte mesurés apres les pertes. Une
poutre supplémentaire non précontrainte armée par deux jonc carbone a été testée afin de montrer
I’avantage de la mise en précontrainte des poutres en BFUP. Aucune autre armature n’a été utilisée ni

au cisaillement ni en flexion afin d’évaluer la ductilité a la rupture apportée par le BFUP.

4.1.1.1 Dispositif

Les poutres sont testées en flexion 4 points comme le montre les figures 4.1 et 4.2. La distance entre
les deux appuis est de 2,6m. Les points d’application de la charge sont situés a 0,85 m des appuis. Le
bati de presse utilisé pour cette campagne d'essais est composé d’un chevétre trés rigide qui est porté
par 8 tiges filetées de diameétre 30 mm ancrées a une dalle en acier de 80mm d’épaisseur, cette dalle
étant rigidifiée par une poutre caisson en acier. Un vérin hydraulique équipé d’une servovalve d’une
capacité de 500 kN alimenté par un groupe hydraulique d’une capacité de 15 1/min est fixé sur le
chevétre. Il peut assurer des chargements cycliques et atteindre une fréquence de I’ordre de 10 Hz.
Une rotule est fixée a la téte du vérin pour éviter les efforts horizontaux parasites. Les appuis se

composent de rouleaux qui autorisent le déplacement horizontal de la poutre.

Fig. 4.1 Le montage de ’essai de flexion

4.1.1.2 Instrumentation

Le vérin est piloté en déplacement en imposant la vitesse de la fleche & Imm/min. Un systéme
d'acquisition indépendant a été créé ce qui permet une lecture en continu des signaux des différents
canaux. Le systéme d'acquisition est composé de 11 canaux de mesures dont deux canaux sont
réservés pour acquérir la force et le déplacement du systéme de pilotage. Cinq canaux sont réservés

pour les capteurs de déplacement. Les capteurs de déplacement sont de type LVDT notés D1 a DS. Le

165



capteur D1 a une course de 100mm et permet de mesurer la fleche a mi-portée. Les capteurs de D2 a
D5 ont 20mm de course et ils permettent de mesurer le tassement au niveau des supports et le
glissement éventuel des joncs carbone par rapport au BFUP. La disposition des capteurs est présentée
sur la figure 4.2.

Les quatre derniers canaux sont réservés a l'acquisition des jauges de déformation (figure 4.2). Deux
jauges de déformation sont collées sur la semelle supérieure et la semelle inférieure a mi-portée de la
poutre et permettent de mesurer les déformations en compression et en traction du BFUP au niveau du
renfort de précontrainte. Les deux autres jauges sont collées sur le renfort de la précontrainte (jonc
carbones ou toron en acier) lors de la mise en tension et permettent de mesurer la variation des

déformations du renfort pendant 1’essai jusqu’a la rupture.

830 900 250

= jauge de déformation i‘

capteur de déplacerment LVDT

g D4 AL ‘ AL T
= = L

D5 0y p2 100
_ 2600

210

S

Fig.4.2 Instrumentation de la poutre

4.1.1.3 Chargement

Les poutres ont été soumises a un chargement monotone (1mm/min). Des pauses ont été effectuées a
différents niveaux de charge afin de repérer et marquer les réseaux de fissures et de mesurer 1’espace
entre les fissures, la hauteur et la largeur des fissures. Juste avant la rupture, les poutres ont été
déchargées dans le but d’étudier la rigidité aprés fissuration et la ductilité a la rupture. L’essai a

ensuite été poursuivi jusqu’a la rupture.

4.2  Résultats expérimentaux

Les résultats des essais de flexion démontrent les bonnes performances du béton précontraint sans

acier, tant pour le niveau de charge de service (fissure, fleche) que pour la résistance ultime. Le
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tableau 4.1 récapitule les résultats pour I’ensemble des poutres testées en termes de charge de

fissuration, fleche a la fissuration, charge ultime, fléche a la charge ultime et mode de rupture.

Précontrainte (MPa)

a la fissuration

a la rupture

: T Fléche Mode
Poutre Juste avant le 31 ourlseApres Charg | Fléche | Charge | Fléche |résiduelle dte
relichement relachement | € (KN) | (mm) (KN) (mm) rupture

PP-JC8 1690 1510 41.78 4.19 70.87 | 28.81 2.165 | F-JC
PP-JCSTT 1685 864 40.34 3.66 71.09 | 42.31 - F-JC
PP-2JC8 1675 1525 66.94 5.23 129.67 | 45.63 431 ET-G
PNP-2JC8 0 0 17.94 2.15 91.66 82.95 15.04 | ET-JC
PP-3JC8 1710 1520 92.41 6.93 169.58 | 46.82 5.11 ET-G
PP-3JCS8TT 1720 740 74.16 7.65 11944 | 26.63 - ET-G
PP-JC12 1550 1340 61.91 6.28 112.7 32.34 - ET-G
PP-JCU12 1450 1315 38.28 4.51 84.22 54.28 4.55 F-JC
PP-A12.5 1375 1230 59.05 6.45 86.76 36.88 - F-A
PP-A12.5TT 1370 1115 64.1 6.89 86.84 | 46.27 11.2 F-A

Tableau 4.1 Récapitulatif des résultats des essais de flexion
F-JC : rupture en flexion au niveau du jonc carbone
F-A : rupture en flexion (toron acier)
ET-G : rupture par effort tranchant suivi par un glissement des joncs carbone (rupture par adhérence)
ET-JC : rupture par effort tranchant suivi par un cisaillement des joncs carbone

4.2.1

Comportement global des poutres précontraintes par des joncs carbone

Les figures 4.3, 4.4 et 4.5 présentent les diagrammes charge-fléche obtenus avec les poutres

précontraintes respectivement par un, deux ou trois joncs carbone. Comme nous 1’avons mentionné un

cycle charge-décharge a été réalisé avant la rupture prévue des poutres. La figure 4.6 nous permet de

comparer les trois courbes avec différents taux du renforcement avant le déchargement.

PP-ICS 140 4 ——PP-2JC8
80 120 ~
70
| 100
z % z
M 50 N 80 -
o 40 3
o = 60 4
S 30 2
=) S
[ 20 | 40 4
10 - 20 1
0 T T 1 0 T T T T 1
0 10 20 30 40 0 10 20 30 40

Fig.4.3 Poutre précontrainte par un jonc carbone

Fléche & mi-portée mm
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Fig.4.4 Poutre précontrainte par 2 joncs carbone




200 - 200 - PP-JC8§ ——PP-2JC8§ ——PP-3JC8

PP-3JC8
160 - 160
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< ’
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5 80 S 804
e
40 | 40 -
0 T T T T T ] 0 T T T T !
0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 30

Fléche & mi-portée mm Fléche a mi-portée mm

Fig.4.5 Poutre précontrainte par 3 joncs carbone Fig.4.6 Poutre précontrainte par 1, 2 et 3 joncs carbone

Toutes les poutres en béton précontraint par des joncs carbone présentent un comportement linéaire
jusqu'a la charge de fissuration et légérement non linéaire aprés fissuration avec une rigidité réduite
jusqu'a la rupture. Cette non linéarité est attribuée aux caractéristiques ductiles du BFUP lors de la
fissuration (dues aux fibres métalliques). La figure 4.6 montre que la rigidité a la flexion de toutes les
poutres est identique avant d'atteindre la charge de fissuration. En dépassant la charge de fissuration la
rigidité diminue en fonction du taux de renfort appliqué. On peut aussi observer que la non linéarité
augmente avec le taux de renforcement. Ceci peut étre également expliqué par la déformation
importante développée dans la zone de compression du BFUP (donc comportement ductile en traction
et plastification dans la zone de compression). La poutre précontrainte par un jonc carbone (PP-JC8)
est congue pour avoir une rupture en traction du jonc carbone (figure 4.7). Le comportement de cette
poutre est presque bilinéaire, ceci étant dii au comportement élastique linéaire du jonc carbone. Avec
I’augmentation du taux de renforcement la charge de fissuration et la charge ultime ont augmenté. Au
niveau du mode de rupture, on observe une rupture du jonc carbone dans la zone de moment constant
(rupture par flexion; cas des poutres PP-JC8, PP-JCU12 et PP-A12.5) et une rupture par effort
tranchant au voisinage des points d’application de la charge (figures 4.8 et 4.9). La rupture par effort
tranchant est suivie soit par un cisaillement des joncs carbone (cas des poutres PNP-2JC8 et PP-2JCS)
soit par un glissement des joncs carbone causé par la rupture d’adhérence (cas des poutres PP-JC12 et
PP-3JC8). La plupart des poutres testées se sont donc rompues par effort tranchant, aucune armature

de cisaillement n’ayant été utilisée.
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UMR Navier
Ponts et Chaussées

Fig.4.7 Rupture de la poutre PP-JC8 en flexion par rupture du jonc carbone

Glissement - du | jonc ’
carbone lors de la rupture cisaillement ©"du  jonc
carbone.lors dedaupture

Fig. 4.8 Rupture de la poutre PP-2JC8 par effort tranchant suivie par glissement et cisaillement des joncs
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Fig.4.9 Rupture de la poutre PP-3JC8 par effort tranchant suivie par le glissement des joncs

Comme il est indiqué dans le tableau 4.1 et les figures 4.3 a 4.5, la fléche résiduelle aprés le
déchargement est de 1’ordre de 10% de la fléche a la rupture pour toutes les poutres quelque soit le
taux de renforcement. Ceci est di au comportement €lastique des joncs carbone ce qui explique qu’une
grande partie de 1’énergie stockée pendant le chargement a été libérée lors du déchargement. La
plupart de fissures s’est fermée lors du déchargement pour la méme raison (comportement élastique
linéaire des joncs carbone) en montrant une rigidité lors du rechargement quasiment identique a la
rigidité initiale (ici la rigidité est toujours la pente de la courbe charge fléche).

Les figures 4.10, 4.11 et 4.12 donnent les déformations mesurées dans le béton et les joncs PFRC
pendant I’essai en fonction de la charge appliquée. Nous observons que les déformations du BFUP a la
rupture dépassent 0.2% pour toutes les poutres ce qui indique que le BFUP est déja plastifié. Les
déformations les plus élevée sont égales a 0.284% dans la poutre précontrainte par 3 joncs carbone PP-
3JC8, 0.23% pour la poutre avec 2 joncs carbone PP-2JC8 et enfin 0.21% pour la poutre PP-JC8 (un
jonc carbone). L’augmentation du taux de renforcement permet donc d’avoir de la déformation
plastique dans le béton mais sans atteindre sa limite ultime (3.5 %o) car la résistance au cisaillement du
béton est déja atteinte. En ce qui concerne la déformation du jonc carbone, nous observons que
I’augmentation de la déformation du jonc due a la force appliquée est trés faible avant la fissuration.
La valeur de déformation au niveau de la charge de fissuration ne dépasse pas 2 a 3 % de la
déformation initiale de précontrainte pour toutes les poutres. Mais, aprés la fissuration, I’augmentation
de la déformation est rapide. La déformation totale mesurée du jonc carbone due a la précontrainte
initiale et a la force appliquée juste avant la rupture est de 1.65% pour la poutre PP-JC8 dont la rupture
s’est produite au niveau du jonc carbone. Cette valeur dépasse de fagon excessive la valeur de la
déformation moyenne a la rupture trouvée lors des essais de traction simple sur joncs carbone (1.4%).
Comme nous n’avons pas observé de glissement du jonc carbone lors de la rupture, cette différence
peut étre attribuée a une mise en flexion du jonc carbone au niveau de la fissure principale de rupture

a mi-travée.
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Fig.4.10 Déformation mesurée dans le béton et le jonc carbone de la poutre PP-JC8
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Fig.4.11 Déformation mesurée dans le béton et un jonc carbone de la poutre PP-2JC8
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Fig.4.12 Déformation mesurée dans le béton et un jonc carbone de la poutre PP-3JC8

La déformation du jonc carbone mesurée dans la poutre PP-2JC8 dont la rupture s’est faite par effort
tranchant est de 1.45%. Les joncs carbone ne se sont pas rompus en traction mais par cisaillement

accompagné d’un glissement. Pour la poutre PP-3JCS, a la suite de la rupture par effort tranchant un
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grand glissement a été observé ce qui explique le niveau de déformation élevé mesuré (1.85 %). Enfin,

lors du cycle charge-décharge les joncs carbone présentent le méme comportement de déformation.

4.2.2 Comparaison des poutres précontraintes et non précontrainte :

La figure 4.13 présente une comparaison entre la poutre précontrainte PP-2JC8 précontrainte par deux
joncs carbone de 8mm de diamétre et celle non précontrainte PNP-JC12 armée par 2 joncs carbone de
8mm de diamétre. Le but de cette comparaison est de montrer I’avantage de la mise en tension de ce
type de renforts. La figure 4.13 montre que les deux poutres ont une rigidité identique avant
d’atteindre la charge de fissuration, et que la mise en tension des joncs carbone permet d’augmenter la
charge de fissuration de 17.94 a 66.94 KN (= 4 fois). On constate ¢galement que pour un niveau de
charge donné la fleche est beaucoup moins importante pour la poutre précontrainte que pour la poutre

non précontrainte.
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Fig.4.13 Comparaison des poutres armée et précontrainte

Les figures 4.8 et 4.14 présentent le mode de ruine des deux poutres en montrant les fissures au stade
de la rupture. Ces fissures sont plus nombreuses dans le cas de la poutre précontrainte avec un
espacement moyen et une ouverture des fissures moins importants. Ceci peut étre expliqué par le fait
que la mise en tension des joncs carbone supprime une partie des déformations €lastiques qui sont a
I’origine de la fléche élevée et de I’ouverture importante des fissures. On peut conclure qu’aux états
limite de service la mise en précontrainte a bien amélioré le comportement de la poutre. Au niveau des
états limites ultimes on note également une augmentation de 42% de la valeur de la charge ultime de la
poutre précontrainte par rapport a celle de la poutre non précontrainte (129.67 KN vs 91.66 KN). En
ce qui concerne la fleche ultime la poutre non précontrainte présente une fléche plus importante de
82%. Lors du déchargement on observe que la fleche résiduelle de la poutre non précontrainte est

aussi plus importante (multipliée par 3). Concernant le mode de rupture, les deux poutres ont présenté
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la méme mode de ruine par effort tranchant. L’un de deux joncs carbone de la poutre précontrainte a
glissé juste apres la rupture par effort tranchant. Les deux joncs carbone de la poutre non précontrainte
n’ont pas glissé aprés la rupture et se sont rompus en cisaillement sans avoir un effet de goujon comme
il est connu dans le béton armé par I’acier. On peut expliquer le glissement du jonc carbone du fait que
la longueur de scellement de la poutre précontrainte n’est pas suffisante (elle doit étre supérieure a la
longueur de développement qui est la somme de la longueur de transfert et la longueur d’adhérence
par flexion (voir le chapitre 3)). Les deux ruptures sont de méme type mais ne se sont situées dans les
mémes zones de la poutre. La poutre non précontrainte s’est en effet rompue dans la portée de
cisaillement (cisaillement pur) avec un angle d’environ 40°, la fissure se propageant dans la semelle
supérieure de la poutre pour rejoindre le point d’appui de la charge. Pour la poutre précontrainte la
rupture s’est produite sous le point d’appui de la charge avec angle de 70° (rupture commune flexion-
effort tranchant). Cette différence dans la rupture est due a I’effet de la mise en tension des joncs

carbone qui a légerement augmenté la résistance a 1’effort tranchant de la poutre.

T

Fig.4.14 Rupture de la poutre PNP-2JC8 par effort tranchant suivie par cisaillement des joncs

4.2.3 Comparaison avec les poutres précontraintes par du toron d’acier
Une comparaison entre le diagramme charge fléche de la poutre précontrainte par un jonc carbone de

12 mm de diametre (PP-JC12) et celles par un toron d'acier 12.5 mm de diametre (PP-A12.5) est

donné dans la figure 4.15.
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Fig.4.15 Comparaison des poutres précontraintes par jonc carbone et toron enacier

4.2.3.1 Relation charge -fleche

En général, la poutre PP-JC12 a une rigidité équivalente a la poutre PP-A12.5 avant fissuration. On
peut distinguer trois phases sur la courbe charge-fléche de la poutre PP-A12.5 : 1) Phase élastique
linéaire (avant fissuration): La charge appliquée n’entraine pas la fissuration du béton tendu et la
déformation du toron n’a pas beaucoup augmentée. Cette phase s’achéve lorsque la contrainte en
traction a la fibre inférieure la plus tendue atteint la résistance en traction du béton et 1’apparition des
fissures peut avoir lieu. 2) phase non linéaire entre le début de fissuration du béton et le début de la
plastification de I’acier : La fissuration commence dans les sections les plus sollicitées (zone de
flexion pure). La rigidité¢ diminue au fur et 4 mesure de 1’apparition des fissures. Cette phase s’achéve
lorsque le toron d’acier commence a se plastifier. 3) Phase de la plastification des aciers tendus jusqu’a
la rupture: le toron d’acier est plastifié. Le béton dans la zone du moment constant se déforme en
compression avec 1’augmentation de la charge, mais, il se déforme avec une vitesse de déformation
plus faible que celle du toron en acier qui se déforme considérablement jusqu’a atteindre sa valeur
limite de rupture (3.5%). Cette plastification d’acier conduit a une fléche trés importante avant la
rupture. Sur la courbe charge fléche de la poutre PP-JC12 on remarque la disparition de la phase de
plastification (palier de plasticité de 1’acier). Au-dela de la fissuration du béton, le jonc carbone
reprend les efforts de traction. En effet, le comportement élastique linéaire du jonc carbone jusqu’a la
rupture doit apparaitre sur la phase aprés fissuration en donnant un comportement global bilinéaire
mais le comportement ductile du BFUP en traction et la déformation plastique en compression
explique ce non linéarité. Le tableau 4.1 montre que les deux poutres ont une charge de fissuration

quasi identique.
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Apres fissuration, la rigidité des poutres PP-JC12 est de 10 % supérieure a celle des poutres en acier
(ici la rigidité est la pente de courbe charge-fleche). Cette différence de rigidité des poutres est
attribuée a la raideur EA (E : module d’Young du renfort, A section du renfort) relativement élevée du
jonc carbone de 10% supérieure a celle du toron d'acier. Par conséquent, la fleche de la poutre PP-
A12.5 avant la plastification du toron en acier est plus élevée. Aprés la plastification du toron en acier
la fleche augmente rapidement sans augmentation de la charge appliquée jusqu’a la rupture du toron
en acier dans la zone de flexion pure (figure 4-16). Alors que pour la poutre PP-JC12 la fléche
augmente avec une augmentation simultanée de la charge appliquée jusqu’a la rupture. La rupture se
fait par effort tranchant a proximité d’un point d’application de la charge et est suivie du glissement
du jonc carbone (figure 4.17). La charge ultime de la poutre PP-JC12 est 30 % plus élevée que celle
de la poutre PP-A12.5 alors que la fléche ultime est 12.3% plus élevée pour la poutre PP-A12.5.

Fig.4.17 Rupture de la poutre PP-JC12 par effort tranchant
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4.2.3.2 Comportement & la fissuration

Lorsque la contrainte principale de traction atteint la résistance du BFUP en traction, les fissures
apparaissent en générant un comportement non linéaire. Plusieurs types de fissures peuvent é&tre
observés: 1) fissures dues a la flexion pure (sont perpendiculaires a 1’axe de la poutre) ces fissures sont
controlées par le renfort de la précontrainte et les fibres du béton d’un c6té et par la zone comprimée
du béton d’autre conté. L’ouverture augmente avec la charge appliquée et la largeur peut atteindre 5 a
8 mm a la rupture. 2) fissures qui apparaissent en dehors de la zone de moment constant. Ces fissures
sont, soit des fissures diagonales apparaissant indépendamment ou bien le prolongement des fissures
de flexion avec une inclinaison comprise entre 40° et 70°. La présence des fibres dans le béton a
permis d’avoir des réseaux de fissures trés denses et une distribution uniforme dans la zone tendue
(jusqu’a un certain niveau de charge) en donnant une résistance supplémentaire post-fissuration a la

traction.
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Fig.4.18 Comparaison des poutres précontrainte par jonc carbone et toron en acier

Nous reprenons sur la figure 4.18, le méme diagramme charge-fléche de la figure 4.15, en distinguant
4 phases de fissuration pour la poutre PP-A12.5 et trois pour la poutre PP-JC12. Dans la premiére
phase linéaire (0-1) le comportement est linaire pour les deux poutres et il n’y a pas de fissuration.
Dans la phase non linéaire (1-2) les deux poutres font apparaitre un réseau serré¢ de fissures fines
verticales dans la semelle inférieure. Ceci est dii a la force de précontrainte. Les premicres fissures des
deux poutres sont apparues dans la zone de moment constant et I’apparition des fissures est non
simultanée. Aucune fissure n’a été observée dans la portée de cisaillement. Les extrémités de la fissure
restent longtemps confinées, ce qui provoque une multi-fissuration parallélement a cette fissure. La
charge a la fissuration est presque identique pour les deux poutres (d’environ 60 KN). La troisiéme

phase (2-3) représente la stabilisation des fissures. Nous avons noté 1’évolution des fissures dans cette
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phase en effectuant plusieurs pauses dans le chargement. Les cartes de fissuration obtenues sur la
poutre sont présentées dans les figures 4.16 et 4.17. On constate qu’il n’y a pas beaucoup de nouvelles
fissures qui apparaissent au-dela de 90 kN pour la poutre PP-JC12 et de 80 kN pour la poutre PP-
Al12.5. Dans cette phase, nous n’observons que la montée et 1’accroissement de I’ouverture des
fissures qui atteignent la semelle supérieure de la poutre. Le tableau 4.2 donne I’évolution des fissures
jusqu’ a la rupture.

La poutre PP-JC12 présente un réseau régulier de fissures avec un espacement moyen de 70 mm. Les
fissures d’effort tranchant se sont propagées et leur ouverture est bien visible. La fissure d’effort
tranchant sous le point d’application de la charge dans la figure 4.17 s'ouvre progressivement plus que
les autres ce qui correspond a la chute de charge sur le diagramme charge - fléche. Les fissures
principales sont cousues par les fibres. Ceci explique la ductilité observée. Le pic de charge est atteint
pour une ouverture de fissure maximum de largeur comprise entre 5 et 8§ mm. La fissure s'est
rapidement propagée dans la semelle supérieure (la table de compression) séparant la poutre en deux
blocs. Seul le jonc carbone a permis la couture de cette fissure. Un glissement du jonc carbone a été
observé a la suite de cette rupture par effort tranchant da a ’augmentation des contraintes dans le jonc
carbone a travers de la fissure. La poutre PP-JC12 compte 7 fissures principales a la rupture de poutres
dont deux dues a I’effort tranchant sous les points d’application de la charge et cinq fissures dans la
zone de flexion pure avec un espacement moyen de 150 mm. Cette rupture ne peut pas étre qualifiée
de brutale comme le montre la figure 4.17, ce qui confirme la capacité des fibres a contrdler la
fissuration d'effort tranchant. Dans cette phase de stabilisation des fissures et, pour un niveau de
charge juste avant la plastification du toron en acier, la poutre PP-A12.5 a montré un comportement a
la fissuration presque semblable a celui de la poutre PP-JC12 (espacement moyen et ouverture de
fissures presque identiques).

La derniére phase (3-4) de la poutre PP-A12.5 représente la phase de plastification du toron en acier
pour laquelle la déformation augmente rapidement conduisant a 1’ouverture de fissures plus
importante. A partir d'une ouverture de fissure de 3 mm, les fibres ne contrdlent plus la fissuration qui
se propage dans la zone de compression. A I'état ultime, la poutre PP-A12.5 comporte 11 fissures avec
un espacement moyen de 100 mm. L’espacement et 1’ouverture des fissures a la rupture sont donc
moins importants dans la poutre PP-A12.5 que dans la poutre PP-JC12. Ceci peut étre expliqué par le
fait que la résistance d’adhérence est plus élevée dans le cas du toron en acier.

La mesure des déformations dans les deux poutres PP-JC12 et PP-A12.5 montre que dés que la phase
de fissuration commence, les déformations du renfort (jonc PFRC ou toron en acier) de précontrainte

augmentent rapidement avec 1’augmentation de la charge appliquée (figures 4.19 et 4.20).
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t
poutre PP-JC12 PP-A12.5
Charge/
. Espacement moyen mm | Quverture mm | Espacement moyen mm | Ouverture mm
charge ultime
70% Réseau serré < 20 0 Réseau serré < 20 0
80% Réseau régulier 70 <0.5 Réseau régulier 50 <0.5
90% 150 1.5 100 1
95% 150 5-8 100 3
Tableau 4.2 Evolution des fissures jusqu’a la rupture
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Fig.4.19 Déformation mesurée dans le BFUP et le jonc carbone 12mm
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Fig.4.20 Déformation mesurée dans le BFUP et le toron en acier 12.5mm

Lors de la plastification du toron d'acier, il ne peut y avoir augmentation du moment résistant interne

causé par l'augmentation de la charge appliquée que si la hauteur du bras de levier augmente, et ce en

diminuant la hauteur de la zone de compression (I'axe neutre continue a se déplacer verse la zone de

compression jusqu'a la rupture du toron d’acier). Dans le cas du jonc carbone, l'augmentation du
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moment résistant interne provient de 1’augmentation de la force de traction résultante due a
I'augmentation des déformations ¢€lastiques du jonc carbone. La position de l'axe neutre reste donc
presque stationnaire jusqu'a la rupture par effort tranchant suivie par le glissement du jonc. Cette
remarque est en accord avec celles de Masmoudi et al. (1998) et Abdelrahman (1995). Les
déformations mesurées du BFUP juste avant la rupture & mi-portée sont égales a 0.17 % et 0.25%
respectivement pour les poutres PP-A12.5 et PP-JC12 (figures 4.33 et 4-34) alors que les déformations
du renfort de précontrainte sont égales a 3.5% et 1.26% respectivement pour les poutres PP-A12.5 et
PP-JC12. Apres enlever les valeurs initiales de déformation dues a la précontrainte on trouve que la
hauteur de I’axe neutre est égale a 10 mm et 45.5 mm respectivement pour les poutres PP-A12.5 et PP-

JC12 (voir chapitre 5).

4.2.3.3 Comparaison avec la poutre précontrainte par jonc carbone usiné

La figure 4.21 montre la réponse charge-fléche obtenue pour la poutre précontrainte par un jonc
carbone usiné de diametre 12 mm (PP-JCU12) et pour la poutre précontrainte par un jonc carbone lisse

de diamétre 12 mm (PP-JC12).
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Fig.4.21 Effet de I’usinage des joncs carbone sur la réponse charge-fleche des poutres précontraintes

La rigidité avant fissuration reste la méme pour les deux poutres. La charge a la fissuration de la
poutre PP-JCU12 est de 38.28 KN qui est de 39% inférieure a celle de la poutre PP-JC12. La rigidité
apres fissuration est plus élevée pour la poutre PP-JC12 car la force de précontrainte est plus élevée.
On observe sur la figure 4.21 que la fléche de la poutre PP-JC12 aprés fissuration augmente

rapidement avec I’augmentation de charge jusqu’a la rupture par effort tranchant tandis que la poutre
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PP-JCU12 montre un comportement plus ductile jusqu’a la rupture par flexion par rupture du jonc
carbone. La charge ultime est de 84.22 KN et 112.7 KN respectivement pour les poutres PP-JCU12 et
PP-JC12 (charge inférieure de 25.3% avec le jonc usiné) alors que la fléche a la rupture est 40% plus
¢élevée pour la poutre PP-JCU12. Aucun glissement n’a pas été enregistré lors de rupture de la poutre
PP-JCU12. Le comportement ductile de la poutre PP-JCU12 est semblable a celui de la poutre PP-
A12.5 (toron acier). Ce comportement est dii au comportement du BFUP post-fissuration et a la bonne
adhérence du jonc carbone usiné. La poutre PP-JCU12 montre un espacement moyen de fissures plus
petit pour que celui observé sur la poutre PP-JC12. La figure 4.22 montre la rupture en flexion par
rupture du jonc carbone a mi-portée. On constate que I’utilisation des joncs usinés pour la
précontrainte permet d’améliorer la ductilité a la rupture mais en contre partie réduit la capacité de la

poutre a la flexion et ceci a cause de la perte de section lors de 1’usinage.

Fig.4.22. Rupture de la poutre PP-JCU12 en flexion

4.2.4 Effet du traitement thermique
4.2.4.1 Poutre précontrainte par toron en acier

L’objectif du traitement thermique (TT) est d’obtenir une résistance mécanique plus élevée a court
terme et de supprimer les déformations différées qui sont a 1’origine des pertes de la précontrainte a
long terme. Ces déformations sont principalement dues au retrait et au fluage du béton. Nous
rappelons que pour notre étude le traitement thermique a été réalisé en portant les poutres a une
température de 90°C « a sec ». (Voir le chapitre 3).

Trois poutres précontraintes ont été chauffées, une précontrainte a 1’aide d’un toron d’acier (PP-
A12.5TT), une autre avec un jonc carbone de diameétre 8 mm (PP-JC8TT) et la derniére avec 3 joncs
carbone de diametre 8§ mm (PP-3JC8TT). Le comportement de ces poutres avec traitement thermique a
été comparé a celui obtenu pour des poutres semblables n’ayant pas été soumises a un traitement

thermique.
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La figure 4.23 présente les courbes charge-fléche obtenues pour la poutre PP-A12.5TT et la poutre PP-
Al12.5 (sans traitement thermique). Nous n’observons pas de différence importante dans le

comportement global obtenu (charge — fléche) pour les deux poutres.
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Fig.4.23 Comportement des poutres précontraintes par toron acier avec et sans TT

La rigidité avant fissuration est la méme avec une charge de fissuration plus élevée (8%) en faveur de
la poutre traitée thermiquement. Ceci peut étre expliqué par 1’augmentation de la résistance en traction
du BFUP suite au traitement thermique et explique également la faible différence de rigidité aprés
fissuration. La poutre traitée thermiquement présente d’autre part un nombre de fissures a la rupture
moins important et un espacement moyen et des largeurs d’ouverture des fissures plus importants par
comparaison a la poutre PP-A12.5. On observe aussi pour la poutre traitée thermiquement une absence
de fissures d’effort tranchant au voisinage des points d’application de la charge, fissures présentes
pour la poutre non traitée thermiquement (PP-A12.5) avant la rupture par flexion. Ceci peut étre
attribué¢ a ’amélioration par le traitement thermique de la résistance au cisaillement du BFUP. La
figure 4.24 montre la rupture de la poutre traitée thermiquement PP-A12.5TT en flexion pure a mi-
travée. Les charges a la rupture sont quasiment identiques alors que la fléche de la poutre traitée
thermiquement est la plus élevée (25%). Cette augmentation de la fleche a la rupture indique qu’il y a
eu des pertes de précontrainte provoquées par le traitement thermique du BFUP dites pertes
thermiques. Donc le gain de la résistance du BFUP est accompagné d’une perte thermique et par
conséquence la capacité¢ de la poutre précontrainte PP-A12.5 n’a pas significativement amélioré. On
peut conclure qu’a court terme le traitement thermique n’a pas d’influence sur le comportement global
de la poutre précontrainte PP-A12.5 qui présente un taux de renforcement relativement bas car la

rupture des poutres résulte dans les deux cas de la rupture en traction du toron en acier.
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Fig.4.24 Rupture de la poutre PP-A12.5TT

4.2.4.2 Poutre précontrainte par un jonc carbone 8 mm

La figure 4.25 présente les courbes charge-fléche obtenues pour la poutre précontrainte avec un jonc
carbone traitée thermiquement (PP-JC8TT) et la méme poutre non traitée (PP-JC8). La rigidité avant
fissuration reste la méme pour les deux poutres (mémes observations que pour les poutres
précontraintes par un toron en acier). D’autre part, la charge de fissuration reste identique alors que la
rigidité aprés fissuration est mois importante pour la poutre avec traitement thermique (PP-JCSTT).
Ceci indique que le gain de résistance du BFUP est accompagné d’une perte thermique plus prononcée
pour le jonc carbone que pour le toron en acier. Cette perte de précontrainte est de 1’ordre de 40% de
la précontrainte initiale (déformation mesurée a 1’aide de jauges de déformation collées sur le jonc). La
charge a la rupture est identique pour les deux poutres mais, la fleche de la poutre traitée
thermiquement est plus élevée (45%). Cette augmentation de la fleche est due a la perte partielle
d’adhérence entre le jonc carbone et le BFUP ce qui est confirmé par le glissement du jonc carbone
mesuré a ’extrémité de la poutre avant la rupture de la poutre. Le mode de rupture de la poutre reste
cependant causé par rupture du jonc carbone. La poutre avec TT montre une fissure inclinée a la
rupture (environ 70°) proche du point d’application de la charge (figure 4.26). On peut dire que cette
fissure inclinée traduit une rupture mixte par flexion et effort tranchant. L’espacement et 1’ouverture
des fissures a la rupture sont plus élevés dans le cas de la poutre PP-JC8TT. Ceci est di a la perte

significative de précontrainte.
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Fig.4.25 Effet du TT pour une poutre précontrainte par un jonc carbone

1 avier
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Fig.4.26 Rupture de la poutre PP-JCS8TT

4.2.4.3 Poutre précontrainte a I’aide de trois joncs carbone 8 mm

Le comportement global de la poutre PP-3JC8TT et celui de la poutre PP-3JC8 sont reportés sur la
figure 4.27. La déformation des joncs carbone mesurée directement a la fin du traitement thermique
(jauges de déformation collées sur les trois joncs lors de la mise en tension) a montré une perte de la
précontrainte de 1’ordre 50% de la précontrainte initiale.

La rigidité avant fissuration est identique pour les deux poutres mais la charge de fissuration a
diminuée de 20% suite au traitement thermique. Ceci indique que la perte de résistance thermique

n’est pas compensée par le gain de résistance par traitement thermique du BFUP. D’autre part, des
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fissures sont apparues dans la zone de portée en cisaillement au voisinage des points d’application de
la charge ce qui montre le réle important de la force de précontrainte dans 1’augmentation de
résistance a |’effort tranchant de la poutre. La poutre non traitée thermiquement présente une charge a

la rupture plus importante (30%) que la poutre traitée thermiquement.

200 ~ ——PP3JC8 ——- e===m=PP-3JC8-TT

150

Force KN
=
()
|
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N

0 10 20 30 40 50
Fleche a mi-portée mm

Fig.4.27 Effet du TT pour une poutre précontrainte par trois joncs carbone

La rupture de la poutre PP-3JC8TT s’est produite dans la zone de portée d’effort tranchant a une
certaine distance du point d’application de la charge comme le montre la figure 4.28. Cette rupture est
suivie par un glissement important des joncs carbone. Le glissement des joncs carbone a commencé a
des niveaux de charge beaucoup plus bas en comparaison avec la poutre sans traitement thermique ce
qui montre I’effet négatif du traitement thermique sur I’adhérence des joncs carbone. Cette perte
d’adhérence vient de la différence entre les coefficients de dilatation thermique latérale du jonc
carbone et du BFUP (le coefficient de délitation du jonc est 23.10° dans le sens latéral et 0.3.10 dans
le sens longitudinal alors qu’il est de 11.10°® pour le BFUP dans les deux sens).

On peut conclure que les poutres précontraintes avec un faible taux de renforcement (dont la ruine
s’est produite par rupture du renfort de précontrainte telle que les poutres PP-JC8 et PP-A12.5) le
traitement thermique n’a pas apporté d’amélioration sur la résistance a la rupture des poutres. En effet,
la capacité a la flexion est liée directement a la résistance a la traction du renfort de précontrainte.
Dans le cas de la poutre PP-3JC8 (taux de renforcement plus élevé) le traitement thermique a diminué
la capacité portante de la poutre en flexion. En cause, une perte thermique de la précontrainte
importante et également une perte d’adhérence causée par des coefficients de dilatation thermique du

BFUP et des joncs PFRC différents.
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Clhaussees

Fig.4.28 Rupture de la poutre précontrainte par 3 joncs carbone avec TT (PP-3JC8-TT)

4.3  Ductilité (ou déformabilité) des poutres précontraintes
Comme nous 1’avons mentionné dans 1’étude bibliographique (chapitre 1), une des principales

préoccupations dans la conception de poutres en béton précontraint avec des renforts en PRF est le
manque de ductilité¢ en raison du comportement élastique linéaire jusqu'a la rupture des PRF. La
définition conventionnelle de l'indice de ductilité ne peut donc pas étre utilisée efficacement pour les
¢léments seulement renforcés a I’aide de PRF, car, les renforts en PRF ne présentent pas de
plastification. La déformabilité est nécessaire pour fournir un avertissement de la ruine imminente de
la structure et la ductilité est évidemment exigée pour soutenir de grandes déformations inélastiques
avant rupture. Dans notre étude 1’utilisation du BFUP est considérée comme une mani¢ére d’améliorer
la ductilité des poutres précontrainte a la rupture.

Un certain nombre de définitions alternatives de la ductilit¢ ont été proposées dans la

littérature (parfois en termes de déformabilité):

- Abdelrahman et al. (1995) ont proposé un critére de déformabilité qui s'appuie sur les déformations
équivalentes de la section non fissurée et des déformations a 1'état ultime. L indice de déformabilité est

défini comme suit:
=—= éq.4-1
HA Al

Ou A, est la fleche équivalente de la poutre non fissurée a une charge égale a la charge ultime et A, est

la fléche de la poutre a la rupture (voir figure 4.29).
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- Naaman et al. (1995) ont proposé un indice de la ductilité basé sur le concept d'énergie, comme

indiqué dans 'équation suivante :

_1 Et0t+1

éq.4-2
2| E d

el
E est 1'énergie totale calculée comme 'aire sous la courbe charge- fléche a la charge de rupture,

E. est I'énergie €lastique correspondant a la surface d'un triangle formée apreés le déchargement de la

charge de rupture.

140

120! Beam presiressed by CFCC

=]

j 23
] 20 40 60 80 100 120
Deflection (mm)

Fig. 15—Proposed method for member ductility evaluation
of concrete beams prestressed by FRP.

Fig.4.29 référence (Abdelrahman et al. (1995)
-Dolan et al (1996) ont proposé une formule pour calculer I’indice de déformabilité basée sur les

grandeurs calculées lors du dimensionnement. Cette formule a été¢ adoptée par le comité américain du

béton ACI440.4R-04 et par le code Canadian (CSA 2000) :

— &
pr- =K _“n ¢q.4.3
- @ | ps
dp
pd.f, E
Avec  k=4(pn) +2pn—pn, =P n=_F,
(pn) +2pn-p 0.85f ", E,

S, =0.85-0.00725.(f ',—27.5) > 0.65
Ou:

k est le rapport de la hauteur de I’axe neutre a la hauteur effective de la section (x/d)
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p est aux du renforcement (A,/A)
n est le module d’équivalence, E,, E,, sont les modules d’Young du renfort en PRF et du béton.

ﬂl est le rapport de la hauteur de rectangle du béton en compression a la hauteur de 1’axe neutre (a/x)
€puy est la déformation a la rupture du renfort en PRF
&ps est la déformation a la charge de service qui peut considérer la déformation correspondant a la

précontrainte effective &pe.

- Mufti et al. (1996) et le code Canadian Highway Bridge Design (CHBD2000) ont proposé un indice
général de déformabilité en considérant que la limite de service est déterminée par une déformation du

béton en compression égale a 0.001.

Py M u ou §u Py

éq.4.4
¢0.001 MO.OO] 50.001 p0.00l

Hm =

Mooo1 €t @o 001 sont le moment fléchissant et la courbure correspondant a une déformation en
compression du béton égale a 0.001.
M., @, sont le moment fléchissant et la courbure a la charge ultime. Notons que la courbure peut étre

Epté&

d

données dans les figures ci-dessus)

calculée par: ¢ = (gp et &, sont les déformations mesurées dans le renfort et le béton

Po.oo1 et Oo.001 représentent la charge et la fleche pour une déformation du béton de 0.001.

P, et 5, représentent la charge ultime a la rupture et la fléche correspondantes.

- Patrick et al. (2003) ont proposé une formule simple de déformabilité en utilisant la fléche calculée a

la charge de fissuration et charge ultime.

Ay M

u =—4 U ¢q.4-5
Acr Mcr

M., A.; sont le moment fléchissant et la fléche correspondant a la charge de fissuration.

M,, A, sont le moment fléchissant et la fléche a la charge ultime.

Le tableau 4.2 résume les indices de ductilité et déformabilité des poutres étudiées en
utilisant ces différents modeles. Notons ici que des poutres ont été déchargées avant la

rupture pour estimer les composantes élastique et inélastique de I'énergie.
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1-K  €pu
) _ Ay My | po.oo1 % py | DI= SL E tot y=l[Et°t+1}
poutre | a1 | “A7T7, Y L -2 |TP 2( Bl
1 cr Mer | 50001 0.001 P0.001 dA Eel
57.32 14742
PP-JC8 7.1 4.05 11,66 4,19 1,73 1.281
11.66 944.1
57.62 3
PP-JC8TT | 6.5 6.56 20,37 4,56 2,72 -
16.35 -
84.97 4146.5
PP-2JC8 10.1 4.5 16,9 8,03 1,78 1.274
11 2678.9
46.58 44471
PNP-2JC8 | 11.1 7.54 197,12 23,03 19,54 1.21
18.4 3112.3
99 5545.6
PP-3JC8 12.7 3.68 12,39 9,99 1,90 1.285
8.6 3536.6
93 :
PP-3JC8TT | 123 2.16 5,6 3,38 4,84 -
12.68 -
70 -
PP-IC12 | 11.4 2.8 9,37 6,84 2,08 -
8.6 -
64.73 31347
PP-JC12U | 9.92 5.47 26,47 7,07 2,10 1.25
16.88 2094.1
74 -
PP-A125 | 948 | 3.89 8,4 5,42 1,64 -
10 -
76.57 3192.8
PP-A12.5TT| 9.33 4.96 9,1 7,09 1,95 1.57
8.84 1483.6

Tableau 4.3 indice de ductilité ou déformabilité calculé par différentes formules

On peut voir dans le tableau 4.3 que la poutre non précontrainte (PNP-2JC8) présente une

déformabilité beaucoup plus importante que celle de la poutre PP-2JC8. Cela indique que la mise en

précontrainte réduit la capacité des poutres a se déformer avant la rupture. Alors que les deux poutres

ont un indice de ductilité basé sur le concept d'énergie (équation 4.2) trés proche. La raison est que

I'énergie stockée dans les poutres précontraintes joncs carbone est essentiellement ¢lastique a cause du

comportement linéaire élastique des joncs carbone et est indépendante du niveau de précontrainte. La

formule proposée par Abdelrahman et al. (1995) donne une valeur de I’indice de déformabilité

raisonnable pour la poutre non précontrainte par rapport aux autres formules qui donnent une valeur

surestimée.
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Comme le montre le tableau 4.3 (dernieére colonne), les poutres précontraintes par des joncs carbone
ont un indice de ductilit¢ pratiquement identique (de 1.25 a 1.285) indépendant du taux de
renforcement et du mode de rupture. En comparant la poutre précontrainte par jonc carbone usiné de
diametre 12mm (PP-JCU12) et la poutre précontrainte par toron en acier (PP-A12.5TT), les deux
poutres ayant le méme mode de rupture par flexion, on trouve que la poutre PP-A12.5TT possede un
indice de ductilité plus élevé (de I’ordre de 25%). Cette différence est évidement due a la plastification
du toron en acier. Par contre, la déformabilité des deux poutres calculée suivant les différentes
formules proposées est presque identique. Lorsque I'on compare les poutres PP-A12.5 et PP-JC12 en
utilisant la formule d’Abdelrahman et al. (1995) on trouve que la déformabilité de la poutre PP-JC12
est moins important que celle de la poutre PP-A12.5 alors que les autres formules montrent un résultat
inverse.

Le traitement thermique des poutres dont la rupture s’est produite par rupture du renfort de
précontrainte a permis d’obtenir plus de déformabilité (poutres PP-JC8TT et PP-A12.5TT). Les deux
formules proposées par Mufti et al. (1996) et Dolan et al. (1996) (colonnes 6 et 7 du tableau 4.3)
indiquent que la déformabilité augmente avec le taux de renforcement alors que les formules
d’Abdelrahman et al. (1995) et Patrick et al. (2003) montrent que cette déformabilité diminue lorsque
le taux de renforcement augment de 0.68% (2 joncs 8mm) a 1% (3 joncs 8mm). Enfin, toutes les
formules proposées, sauf celle de Dolan et al (1996), montrent que la poutre précontrainte avec 2 joncs
carbone de diametre 8 mm (PP-2JC8) a une déformabilité plus importante que celle de la poutre avec
un jonc carbone de 12mm de diametre (PP-JC12). Il convient de souligner que ces deux poutres ont la

méme force de précontrainte (=140 KN).

44  Conclusions
Une étude expérimentale a été menée pour étudier le comportement des poutres en BFUP

précontraintes par des joncs carbone et des torons en acier sans d’armature de cisaillement. Les
résultats des essais démontrent les bonnes performances du BFUP précontraint sans acier, tant au
niveau de la charge de service qu’au niveau de la résistance ultime. Les conclusions suivantes sont
tirées:

- Les poutres précontraintes avec des torons en acier et des joncs PFRC ont un comportement
globalement similaire, ce qui confirme la capacité des joncs carbone a remplacer les torons en acier.

- La rupture de la plupart des poutres s’est produite par effort tranchant a cause de [’absence
d’armature au cisaillement.

- Les poutres précontraintes par des joncs carbone ont un rapport charge ultime/charge de fissuration

variant de 1.7 & 2 alors que ce rapport est égal a 1.5 pour la poutre précontrainte par un toron en acier.
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- La mise en précontrainte des poutres en BFUP permet de réduire la fleche excessive tant a 1’état
limite de service qu’au niveau de la rupture en supprimant une partie de déformation élastique des
joncs carbone.

- Les poutres précontraintes par joncs carbone ont été largement fissurées avant la rupture.

- L’espacement et 1’ouverture des fissures sont plus importants pour la précontrainte par joncs carbone.
- Les fissures étendues en termes de largeur, de hauteur et d'espacement observables sur les poutres
testées peuvent servir d’indicateur de ruine imminente lorsque les poutres approchent de 1'état limite
ultime.

- L’absence de plasticité des joncs carbone se traduit par une ductilit¢ réduite des poutres
précontraintes par joncs carbone. Cependant, les résultats ont montré une déformabilité suffisante de la
poutre avant la rupture.

- L'énergie stockée dans les poutres en béton précontraint par joncs carbone est principalement
élastiques (65% ou plus). Nous préconisons donc d’utiliser comme indice de la ductilité pour les
poutres précontraintes par joncs carbone le rapport énergie totale / énergie €lastique. Ce rapport est
presque constant et ne distingue pas les poutres présentant des fléches et déformabilité différentes.

- Le facteur de déformabilité pris comme le rapport fléche a I'état limite ultime / fléche d’une section
équivalente non fissurée (Abdelrahman et al. 1995) donne une indication raisonnable de la

déformabilité des poutres précontraintes par des renforts en PRFC.
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5 Chapitre 5 : Modélisation analytique et numérique

La premicre partie de ce chapitre concerne une étude analytique et numérique de I’adhérence des
joncs PFRC avec le BFUP ou nous présentons entre autre les principaux modéles utilisés pour
traiter de 1’adhérence béton/joncs PRF et o nous comparons les résultats expérimentaux obtenus
au chapitre 2 avec les résultats obtenus avec un des mode¢les les plus utilisés pour ce type de
renforts. Dans la deuxiéme partiec nous nous intéressons aux pertes de précontraintes et au
dimensionnement des poutres précontraintes ou nous cherchons & déterminer la charge de
fissuration, la charge ultime et la fléche correspondante. Nous utilisons pour cela le réglement du
BPEL sans prendre de coefficients de sécurité¢ afin de comparer les résultats des calculs
analytiques aux résultats expérimentaux obtenus dans le cadre des essais de flexion présentés dans

le chapitre 4.

5.1  Modélisation de I’adhérence des joncs carbone avec le BFUP

5.1.1 Equation différentielle gouvernant le mécanisme d’adhérence

Considérons une partie d’élément en béton armé de longueur (dx) comme le montre la figure 5.1.
La partie (a) de la figure (5.1) présente les forces agissant sur 1’élément en béton, alors que la

partie (b) illustre les conditions d'équilibre pour le renfort du béton.

X X+ dx
<} dx =
ob Ab (ob + dob)Ab
ap Ap . : (op + dop)Ap
—[d = —
| | 1
- | —
H i
a
op Ap L L = (op + dop)Ap
g — —

. T T T

' b

Fig.5.1 Analyse des forces réagissant sur le renfort
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Les équations d'équilibre de I’élément s’écrivent :

do,.A =do, A, éq.5.1
r(rpdx)=A (o, +do,)-A.do, €q.5.2
D’ou :
pdo .
T = 4dxp éq.5.3

En général le comportement d’adhérence d’un renfort incorporé dans le béton est représenté par la
relation entre la contrainte d’adhérence et le glissement relatif du renfort par rapport au béton. Le

glissement relatif vaut :
5(x):5p(x)—5b(x) éq.5.4

En dérivant cette équation on obtient:

62 E(X) = £p ()~ g, (X) 6q.5.5

Ou g, et g, sont respectivement les déformations élastiques dans le renfort et dans le béton.
o,(X)=E,&,(X) , 0,(X)=E;&(X)

La dérivée seconde cette équation permet d’écrire la relation suivante :

o E, ox E, ox

€q.5.6
A, E, ) .
Posons p=—,n :E— I'équation 5.6 devient
b
o’6(x) 1 0o,
=———(+n €q.5.7
a0 E ox !

A partir de I’équation 5.7 et a I’aide de I’équation 5.3 on peut écrire 1’équation différentielle générale

de I’adhérence suivante :

*5(x)

X2

K.7(X)=0 ¢q.5.8
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Avec K =¢%(1+ np)

p
E, et ¢ sont respectivement le module d’Young et le diametre du renfort.

Cette équation donne la contrainte d’adhérence en fonction du glissement du renfort a 1’extrémité libre
du renfort. Pour résoudre cette équation la forme de la relation t-0 et les conditions aux limites sont
nécessaires.

La plupart des modéles qui représentent la relation contrainte d’adhérence-glissement (t-s) entre le
renfort en acier et le béton distingue trois parties qui sont appelées parties primaire, de dégradation et
secondaire (figure 5.2). La zone primaire représente la branche ascendante, la zone de dégradation
représente la branche descendante, et la zone secondaire représente la valeur constante de frottement.
Pour I’acier quatre modéles du comportement de 1’adhérence sont couramment utilisés. Ils sont
présentés sur les figures 5.2 (a), (b), (c) et (d). Les caractéristiques importantes de ces modeles sont le
glissement et les contraintes d'adhérence en fin de chaque zone ainsi que la forme de la courbe dans la

zone primaire.

r1  (a) Tri-linear ¢ 1 (b)Naaman
T T+
T
T+
Primary s Secondary 5 . B 4 re— 3
N Digradation RRLLULS A ary a
T t (©CEB. (d) Modified B.E.P.
T
L T
T ot
ﬂmﬂ'}'iﬂ : j']_ 5 Primary L’Ti-ﬁ Secondary 8
N Plateau”  Secondary . Degradation

Fig.5.2 Modé¢les d’adhérence :a) tri-linaire, b) Naaman, c) C.E.B-FIB, d) B.E.P modifié (Reference

Stratford 2001)

Le renfort PRF est trés déformable ce qui induit que la section va étre déformée (direction

transversale) pendant le chargement. De ce fait, la courbe de contraintes d’adhérence-glissement est en
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grande partie non-linéaire dans la zone primaire. Les figures 5.2 (a) et (b) montrent respectivement le
modele tri-linéaire et le modéle de Naaman, pour lesquels cette non-linéarité n’est pas prise en compte
dans la premiére zone. L’utilisation de ces modeles dans la réponse primaire du béton armé de PRF
peut alors donner des résultats inexacts (Stratford 2001). En outre, des travaux ont montré que, lorsque
le pic des contraintes d’adhérence est atteint, la dégradation du mécanisme de 1’adhérence est rapide et
un plateau de contraintes au niveau du pic n'est pas visible (Cosenza et al. 1995, Rossetti et al. 1995).
Par conséquent, il est clair au regard de la figure 5.2 (c) que le modéle C.E.B (Comité Euro-
International du Béton Model Code 90) n'est pas également approprié pour le béton armé de PRF. Par
contre le modeéle B.E.P. modifié (figure 5. 2 (d)) semble traduire raisonnablement la relation contrainte
d’adhérence-glissement pour le béton armé de PRF avec suffisamment de précision.

Bien que de nombreux programmes expérimentaux aient ¢été effectués en examinant les
caractéristiques d'adhérence des barres en PRF, trés peu de résultats ont été publiés sur la modélisation

analytique. Dans la suite de ce chapitre, un examen de ces travaux est rapporté.

- Modele de Malvar : Malvar (1994) a proposé un modele affiné du comportement global de
I’adhérence en fonction de deux constantes empiriques. Ces constantes sont a déterminer par
I’ajustement avec la courbe expérimentale 1-s. Le modéle de Malvar est représenté par la relation

suivante:

7 _ F(S/Sp)+(G-D(S/Sy)’ e
Tn 1=(F=2).(8/5,)+G.(S/Sy)’ q.5.

Ou: T, et S, sont les contrainte d'adhérence et le glissement au pic; F et G sont des constantes
empiriques selon le type de barres de PRF.

Pour les barres avec un enroulement hélicoidal externe, F et G peuvent prendre respectivement des
valeurs de 11 et 1.2. Pour les barres avec des déformations de surface (nervures), F et G prennent

respectivement des valeurs de 13 et 0.5.

- Modéle modifié de B.E.P. (Bertero-Eligehausen-Popov) :

Le modele original proposé par Eligehausen et al. (1983) pour I’acier est donné par la figure 5.3 (a):
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T

(a)

s, s, 8y . 8¢l 8y

Fig.5.3: modéle modifié du B.E.P par [Cosenza, Manfredi & Realfonzo (1995)]

Cosenza, et al. (1995) ont proposé une version modifiée du modeéle B.E.P. a double branche afin de
modéliser 1’adhérence entre le renfort PRF et le béton (figure 5.3 b). En fait, en comparant les courbes
expérimentales et analytiques obtenues en utilisant le modele B.E.P. original les auteurs n’ont pas
trouvé la seconde branche (s; <s < s;) dans le cas de barres en PRF. La branche ascendante est la

méme que dans le modeéle B.E.P. original (s < s)):

S (04
o2 6q.5.10
1 Sy
T
Alors que la branche descendante avec la pente P —L est définie par l'équation suivante:
S
P(S-S1
T PG=5) ¢q.5.11
g Sy

Ou 1, et s; sont présentés dans la figure 5.3

a et p sont des paramétres basés sur les données expérimentales disponibles.
La valeur du parameétre a, qui détermine la branche ascendante, est obtenue en écrivant 1’égalité entre

la surface At sous la courbe correspondant a la partie primaire (branche ascendante) de la courbe

expérimentale et la surface correspondant a la courbe d'analyse :

[04
Sl S
A= [SJ ds=-""L ¢q.5.12

l+a
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La valeur de P qui détermine la branche descendante est évaluée par une procédure identique en
considérant la zone de dégradation (branche descendante) de la courbe expérimentale et 1’analytique

correspondante.

2
.S S 1 S

l+a . S

- Mod¢le CMR ; Cosenza, Manfredi & Realfonzo (1995) ont proposé une loi constitutive pour

modéliser la partie primaire de la courbe t-s:

éq.5.14

Ou S, et B sont des parametres a déterminer a l’aide d’une courbe d’ajustement des données

expérimentales.

Dans notre étude, nous avons choisi d’utiliser le modele B.E.P modifié car les paramétres inconnus
sont faciles a calibrer par un ajustement avec les résultats expérimentaux obtenus dans le cadre des
essais de pullout. Le tableau 5.1 donne les valeurs de a qui permettent de tracer la branche ascendante
de la courbe (t-s). Les figures 5.4, 5.5 et 5.6 permettent de comparer les courbes obtenues a 1’aide de
ce modele avec les courbes expérimentales obtenues sur les joncs carbone lisses de diamétres 8mm et

12mm et le jonc carbone usiné en spirale (R4) de diamétre 12 mm.

Type de jonc 1; (au pic) MPa s; (au pic)mm | a p p.Ty S
Jonc lisse 8§ mm 23.27 0.091 0.126 0.192 50.8
Jonc lisse 12 mm 16.61 0.12 0.107 0.028 3.951
Jonc usiné en spirale (R4) | 42.23 0.11 0.178 0.21 81.91

Tableau 5.1 Valeurs de a calibrées par ’ajustement avec les résultats expérimentaux
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Fig.5.6 Comparaison du modéle modifié BEP
avec la courbe de jonc usiné en spirale R4

Les figures 5.4, 5.5 et 5.6 montrent que nous obtenons une assez bonne corrélation entre les résultats
expérimentaux et le modele B.E.P. modifié pour les joncs carbone lisses 8 et 12 mm et, que cette
corrélation s’améliore pour le jonc carbone usiné.

Enfin, la force d’arrachement du jonc carbone peut étre liée aux paramétres de 1’adhérence trouvés par
le modéle précédent en écrivant 1’égalité entre le travail extérieur appliqué (a 1’aide de la courbe 1-
s) au travail intérieur du jonc carbone (énergie de déformation) (a I’aide de la courbe c-¢ du jonc)

comme le montre la figure 5.7.
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Fig.5.7 Courbes considérées lors de calcule du travail intérieur et extérieur

Le travail extérieur vaut :

W, j(s(f T(s)dSJdQ mﬂ[] r(s)ds]dx 7r¢jAT(S)dx 6q.5.15

Le travail intérieur vaut :

£ 2 x
Wi =J] [ Ope, )dg dr _.[ o (x)dX 7[¢ J'gz(x)dx éq.5.16
rvo p 8Ep 0

2

Weyt =Wint .[ 77¢A[(s) 8E o’ x) dx=0 éq.5.17
8Ep ’
= o=, — A €q.5.18
¢
7,.S 8E, .S
Pour s =s =17 S5-0 =, [—215 €q.5.19
A l+a 1

L’équation 5.19 donne la contrainte maximale de traction du jonc carbone en fonction des parameétres
d’adhérence du jonc carbone. Ce qui nous permet de prédire la force d’arrachement de ce type de
renforts (cas d’essais de pullout). En augmentant la longueur d’ancrage, la capacité du jonc carbone en
traction peut étre atteinte pour certaine configuration de surface. Pour déterminer la longueur

d’ancrage nécessaire pour développer la contrainte maximale en traction du jonc carbone, on reprend

T .
I’équation différentielle de I’adhérence (5.8) en remplagant 7., par —la S“. On obtient alors :
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0°5(X) k&

. S*“=0 €q.5.20
ox’ S” a

En considérant les conditions aux limites suivantes (extrémités libre de 1’échantillon de poullout x=0) :

oS(x) _
ox

Six=0) = €(x=0) = 0:

La solution de cette équation est :

kz,(1-a)* [I=@ 2/(1-a)

S0 = 25,%(1+a)

éq.5.21

Pour obtenir un glissement a I’extrémité libre du jonc carbone égale a S;, correspondant a la contrainte

maximale en traction, la longueur d’ancrage nécessaire vaut :
25,1+«
X=L = #)2 €q.5.22
kz,(1-a)

5.2  Simulation numérique de I’adhérence par EF

Nous avons ¢étudi¢ dans le chapitre 2 ’adhérence entre les joncs carbone et le BFUP, les joncs étudiés
étant des joncs lisses et usinés. Une étude par éléments finis a été effectuée afin d’optimiser la forme
du jonc carbone pour améliorer son adhérence avec le béton. Cette modalisation numérique a été faite
a I’aide du code de calcul Abaqus pour des échantillons de pullout (diametre 100 mm et hauteur 100
mm dont la longueur d’ancrage a 5 nervures).

La ruine de la plupart des échantillons testés s’est produite par le cisaillement de I’interface sans que le
BFUP ne soit affecté. Le délaminage des couches extérieures du jonc carbone est le principale mode
de rupture pour les joncs non usinés. Pour les joncs usinés la rupture s’est produite par cisaillement des
nervures du carbone et parfois des dents en BFUP. Le BFUP a un comportement isotrope élasto-
plastique en utilisant le model intégré dans le code Abaqus « concrete damaged plasticity » qui nous
permet d’entrer le comportement du BFUP en compression et en traction. (Eb=58 GPa, v =0.2). Le
comportement du jonc carbone est €lastique linaire jusqu’a la rupture (Ep=180 GPa, v =0.3). Trois
types d’éléments ont été envisagés pour modéliser I’interface : 1) Par frottement sur la surface du jonc
accompagné avec une pression latérale due au retrait endogene de béton (de 10 a 20 MPa) ; 2) par des

ressorts non linaires qui relient les nceuds de deux matériaux a I’interface (le comportement de ces
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ressorts est obtenu a partir des résultats expérimentaux) ; 3) en supposant une adhérence parfaite entre
le BFUP et les couches externes du jonc carbone les couches externes étant liées au coeur du jonc
carbone par une couche de résine trés fine. Cela nous permet de modéliser le délaminage entre les
couches extérieures et intérieures du jonc carbone. Le comportement de cette couche de résine est de
type élasto-plastique (Er=5GPa, v =0.4, limite ¢lastique de 30 MPa) et d’une épaisseur de 0.1mm.
Cette dernicére a été utilisée pour modaliser 1’essai de pullout pour les joncs usinés dans lesquels la
couche de résine est située entre les nervures et le coeur du jonc. Les conditions aux limites sont
présentées sur la figure 5.8. Nous avons imposé les déplacements sur la section du béton alors que la
surface du jonc carbone est bloquée en déplacement dans le sens vertical. La pression exercée par le
retrait du béton est représentée par pression latérale de 20MPa. Le type d’éléments utilisés est

I’¢lément CAX4R axisymétrique a 4 nceuds. La taille des mailles est 1 mm.

L’optimisation de 1’adhérence joncs PFRC/BFUP a consisté a étudier numériquement différentes
géométries de joncs obtenues par usinage (courbe et oblique). Nous reportons sur la figure 5.9 les
simulations obtenues pour deux rayons d’usinage courbe et sur la figure 5.10 les simulations obtenues

pour deux angles d’usinage oblique.

Fig.5.8 Conditions d’analyse par Abaqus
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Fig.5.9 Usinage courbe a) Rupture par cisaillement des dents en BFUP, b) Rupture par cisaillement a la

Inn
Prima

base des nervures du jonc PFRC

La figure 5.9a montre le béton situé entre les nervures du jonc PFRC est entré dans le domaine
plastique et que la rupture va se produire par écrasement des dents en BFUP. La figure 5.9b montre un
autre mode de rupture a savoir une rupture par cisaillement de la base des nervures du jonc PFRC. Le
graphe traduit en effet une déformation importante dans la résine située au niveau de la base des

nervures.

(a) (b)

Fig.5.10 Usinage oblique a) Rupture par cisaillement des dents en BFUP, b) Rupture par cisaillement a la

base des nervures du jonc PFRC

Les figures 5.10a et 5.10b montrent respectivement les mémes modes de rupture que les figures 5.9a

et 5.9b lorsque I’on augmente 1’angle de I’usinage oblique (voir chapitre 2).
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5.3  Calcul des poutres précontraintes par des joncs en PFRC

Les calculs ont été réalisés dans une grande partie selon le réglement du BPEL sans prendre en compte
les coefficients de sécurité pour prédire la résistance des poutres. La figure 5.11 donne les dimensions

de la section des poutres précontraintes.

130

15, 35

y
5

CD.G

180
®

100
205

108

40

1S

%

100

40

Fig.5.11 Section transversale de la poutre

Les données concernant le BFUP sont :

- Hauteur de la poutre : 205 mm

- Hauteur effective de la section d= 180 mm

- Hauteur de centre de gravité X~97 mm

- Excentricité de la précontrainte e = 83 mm

- Section brute du béton Ay=13750 mm®

- Moment d’inertie brute du béton [,=68101085 mm"*

- ¢ 28 = 170 MPa (résistance en compression a 28 jours)

- . au relachement = 112 MPa (résistance en compression a 3 jours)

- Ev=58 GPa module d”Young a 28 jours et a I’dge de relachement vaut Ep; =11000 3 f 'Cj

- fi.5=9 MPa (résistance en traction a 28jours)
- &py =3.5%0 (déformation a la rupture du béton)

- ,=11.8.10-6 / C° (coefficient de délation thermique)
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Pour les Joncs carbone (PRFC):

- 6py =2500 MPa (résistance ultime en traction)

- €= 1.4 % (déformation a la rupture en traction)

- E, = 180 GPa (module d’Young)

- p= 1% (Relaxation a 1000h, 20°c, < 70% o)

- o, =0. 1.10° /C° (coefficient de délation thermique longitudinal)

- =8 ou 12 mm avec section effective (A,) de 46.5 mm” et de 107.5 mm®

- La section effective du jonc carbone usiné aprés usinage est égale a 71 mm?®

- Niveau de précontrainte initial : 70% de la résistance ultime pour les joncs lisses de diameétre 8 mm,
67% pour le jonc lisse de diamétre 12mm et 62% pour le jonc usiné de diamétre 12mm (Voir tableau
3.4 dans le chapitre 3 et tableau 4.1 dans le chapitre 4).

- Niveau de précontrainte mesuré juste avant le relachement : 67% pour les joncs lisses de diametre 8
mm, 62% pour le jonc lisse de diametre 12mm et 58% pour le jonc usiné de diameétre 12mm. Niveau
de précontrainte mesuré 3 jours apres le relachement : 60% pour les joncs lisses de diametre 8 mm,
54% pour le jonc lisse de diametre 12 mm et 53% pour le jonc usiné de diamétre 12mm (Voir tableau

3.4 dans le chapitre 3 et tableau 4.1 dans le chapitre 4).

Pour le toron en acier de diameétre 12.5 mm (7 fils):

- oy, =1860 MPa (résistance ultime en traction)

- 05 =1600 MPa (limite élastique a déformation résiduelle de 0.1%)

- € = 3.5 % (déformation a la rupture en traction)

- E; =200 GPa (module d’Young)

- p=2.5% (Relaxation 1000h, 20°c, 70% Gy,)

- a,=10.10° /C° (coefficient de délation thermique)

- ¢=12.5 mm avec section effective A;=93 mm’

- Les niveaux de précontrainte mesurés initialement, au relichement et a 3 jours apres le relachement
sont respectivement 80%, 73% et 66%. (Voir tableau 3.4 dans le chapitre 3 et tableau 4.1 dans le

chapitre 4)

5.3.1 Calcul d’une section non fissurée de la poutre (section homogene)

L’aire de la section homogene vaut:

A=A, +(n-1).A, avecn coefficient d’équivalence.
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n=E,/E,~3 pourlesjoncs carbone etn=E,/E,~3.5pour l'acier

La position de I’axe neutre avant fissuration peut étre calculée au moyen des moments statiques:

A X +d.(n—1).A
A +(n—1).A;

X= - X=97 mm ¢q.5.23

Le moment d'inertie de la section homogéne (transformée)

Iy =1y + A (X =x)7 +(n=DA (d —x) ¢q.5.24
Lors de I'essai de flexion sur poutre, la poutre est soumise a un moment di a l'effet de la précontrainte,
au poids propre et a la charge externe.

-Moment di a la précontrainte :

My, =F.e

Ou P. est la force de précontrainte effective aprés les pertes et e est ’excentricité (83 mm)

- Moment dii au poids propre :

En supposant une masse volumique py= 2800 kg/m’ pour le BFUP, le poids de la poutre par unité de

W, 12
d° —325325 N.mm

longueur est Wyg=0.385 N/mm: M, =

-Moment di a la charge externe (figure 5.12):

M P..a

ext = Fext

Ou P,y est la charge appliquée et a est la portée de 1’effort tranchant (850 mm)

PEXI PCX

M:Pext. a

Pex

Fig.5.12 Moment fléchissant et effort tranchant appliqués a la poutre
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Calcul des contraintes dans la section transversale la plus sollicitée

Le calcul est basé¢ sur les hypothéeses suivantes ; L hypothése de Navier-Bernoulli (les sections planes
restent planes), 1’adhérence est parfaite entre le renfort et le béton, les déformations dans le béton et
les renforts sont proportionnelles a la distance a I’axe neutre. La figure 5.13 présente la distribution
des contraintes dues a la précontrainte alors que la figure 5.14 donne les contraintes dues a I’ensemble

des charges.

Pe .
Piap qEx P/ap- By
5<
= AN
+ =
®
Plap [%(h-x') P/Ap+ %h-x')
Fig.5.13 Distribution de la contrainte due a I’action de précontrainte
Pécontrainte Charge exteme Reésultant
S
== AN
+ =
@

Fig.5.14 Distribution de la contrainte due a I’action de I’ensemble de charge

- Les contraintes dans le béton a la fibre supérieure sont:

Pe M PP, . .
Obsupl = 5 — X (Précontrainte)

Ay
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Ohsup2 = —& = I_pp X+ |_ X (Précontrainte et poids propre)
Ah h h
P M, - M,—- M, —
o) =& PPy, Tdyy ety (Précontrainte, poids propre et charge ext.)
bsup3 Ah I ) | ) | )

- Les contraintes dans le béton a la fibre inférieure sont:

o —i+%(h—§) Précontraint
binfl = | (Précontrainte)
h
P - M -
Opinfr = — + —PP (h=x)- —d (h—x) (Précontrainte et poids propre)
Ah Ih I h
P M - M - M -
Ohinf3 = Ee + I—pp(h -X) —I—d(h -X)— I_ext (h=X)  (Précontrainte, poids propre et charge ext.)
h h h

- Les contraintes dans le béton au niveau du renfort de précontrainte :
Ce calcul sert a déterminer d’une part la perte due au raccourcissement €lastique du béton (réglement
du BPEL) et d’autre part les déformations dans le béton dues au relachement du toron pour comparer

avec les déformations mesurées lors du calcul de la longueur de transfert (chapitre 3).

P M
O-bplz_e"' Ippe
h
R M Mg

_ _ €
Oppp =—5 +—-e—

R Mppe Mde_M

Opp3 = ——+
bp3
A Iy Iy

5.3.2 Pertes de la précontrainte
Les renforts en PRF présentent une relaxation faible et ont un module d’Young plus faible que celui de

I’acier. Les pertes de la force de précontrainte sont donc inférieures a celles obtenues pour les
¢léments précontraints en acier. On rappelle que toutes les pertes de précontrainte ont été mesurées a
I’aide de jauges collées sur les renforts de précontrainte jusqu’a 3 jours apres le reldichement. Les
précontraintes obtenues juste avant le relichement et a 3 jours apres le relichement sont données dans

le tableau 4-1. On présente dans le paragraphe suivant un calcul des pertes de précontrainte suivant les
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recommandations du BPEL. Les pertes de précontrainte sont de deux types ; les pertes immeédiates et

les pertes différées.

5.3.2.1 Pertes immédiates

La perte de précontrainte immédiate ou instantanée des poutres précontraintes résulte de la
déformation instantanée du béton due a 1’action des renforts lors de leur relachement et d’une perte

appelée perte thermique dans le cas du BFUP pour lequel la poutre peut subir un traitement thermique.

- Perte due au raccourcissement élastique du béton
Le raccourcissement du béton lors du relachement de la force de la précontrainte (Al) peut étre calculé

a I’aide du réglement du BPEL :

Ao, =E, ?(H K;) 6q.5.25
bi

E, est le module €élastique du renfort de la précontrainte.

Eypi est le module instantané du béton qui peut étre calculé par :

Ki est un coefficient qui prend les valeurs :

-0 pour 6,;<0.5 £

2
-4 (%—0.5} pour 0.5 ¢ <oy <0.66 £

ci

Oy; est la contrainte en compression du béton au niveau du renfort sous I’action de la précontrainte et
du pois propre de I’élément. Cette contrainte peut étre calculée a 1’aide de 1’expression :
P

: P.e M,
Opi=—— +——e———¢

¢q.5.26
Ah Ih Ih

P; est la force de précontrainte avant le relachement donnée dans tableau 4.1 (chapitre 4). Par exemple,

dans la poutre précontrainte avec un jonc carbone (PP-JC8), Pi=80 KN, A, = 46.5mm’ et e = 83 mm.

An= 13845 mm’ et I, =68737460 mm* = o; =13MPa <0.5%¥112=56 MPa = K=0

On trouve alors comme valeur de la perte de précontrainte due au relaichement de la force de
précontrainte pour la poutre précontrainte (PP-JC8) :

207



Aoy =E, 2o~ 180% 1> — 44MPa
Ey 53

- Perte thermique
Le traitement thermique est a l’origine de pertes importantes dites pertes thermiques liées a la
dilatation thermique. Le réglement BPEL donne la relation suivante :
AO-Qmax = Epab (emax _90)(1_1) €q.5.27
Ou: o, est le coefficient de dilatation thermique du béton (11.10” pour le BFUP)
0 max est la température maximum du renfort

0 o est la température du renfort lors de la mise en tension

A est un coefficient compris entre 0.1 et 0.5 (il est recommandé de prendre 0.1)

AG g =180000x11.8.107° (90—20)(1-0.1) = 134MPa

5.3.2.2 Pertes différées

Les pertes de précontrainte différées sont dues aux déformations de retrait et de fluage du béton ainsi

qu’a la déformation de relaxation du renfort de précontrainte.

- Perte due au retrait du béton :
La valeur de retrait du BFUP est comprise entre 525.10 et 600.10” (AFGC 2002). La perte de

précontrainte due au retrait vaut :

Ao, =& E, éq.5.28
Le réglement BPEL donne la relation suivante pour calculer le retrait en fonction du temps :
M) =¢[1-r)] ; ri)= t ¢q.5.29
t+9r,

Ou: g, est le retrait final
t est ’age du béton (en jours) compté a partir du jour de fabrication
m est le rayon moyen de la piéce exposée a I’air en cm (= section droite de la piece/ périmétre

extérieur exposé a I’air). Dans notre cas r,,=2 cm.
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Dans les recommandations de I’AFGC pour le BFUP, on trouve une autre relation qui donne le retrait

propre en fonction du temps :

gt)= Aexp{\/tli_c} €q.5.30

Ou: A=525,B=-25C=-05

Nous obtenons donc pour le retrait final &~ 525.10° la perte de précontrainte finale due au retrait du

BFUP vaut :

Aoy, =525.1070 180000 = 95MPa

- Perte due au fluage du béton :
Le fluage correspond & une déformation dans le temps a effort constant. Le réglement BPEL donne

une formule pour la perte finale due au fluage du béton:

E

Ebi
Ou: o, est la contrainte finale en compression du béton au niveau du renfort (due a la

précontrainte et aux charges permanentes existantes a la mise en tension).

oym est la contrainte maximale en compression du béton au niveau du renfort (due a la
précontrainte et aux charges permanentes existantes qui peuvent varier dans le temps).
Pratiquement ces deux valeurs sont identiques.

Ey;i est lemodule d’Young du béton instantané a un age infini qui est pratiquement égal a celui

a 28 jours.

Si oum < 1.50 la perte finale due au fluage vaut : Aoy =250, ="
bi

Pour la méme poutre (PP-JC8) on trouve la valeur de la perte de précontrainte par fluage finale :

Aoy = 2.5x13x% =103MPa

- Perte due a la relaxation du renfort de la précontrainte :

La perte due a la relaxation du renfort Ac, peut étre déterminée a 1’aide de la relation suivante :
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6 in p
Ao, =100l &~ Ho |TriPiono €q.5.32
u

Ou: op; estla précontrainte initiale dans le renfort
o, est la contrainte de rupture
P1ooo €St le pourcentage de relaxation a 1000 heures

U, estun coefficient pris égal a 0.43 pour ’acier a trés basse relaxation.

Dans notre cas la relaxation du jonc carbone est p = 1% et la perte de précontrainte due a la relaxation
du jonc carbone est égale a :

A, = %X(O] ~0.43)x17501 = 28MPa

P

Les pertes de précontraintes différées finales sont donc égales a :

Aoy =Aoc, +Aoy +£A0' =222MPa
6 P

Ou le coefficient 5/6 tient compte de la non-indépendance des pertes car la perte de relaxation diminue
sous I’effet du retrait et du fluage du béton. La valeur des pertes différées de précontrainte a I’age t
varie dans le temps en fonction de sa valeur finale suivant la relation:

t
t+9r

m

Aoy =Aoy 1(1);r(t) =

Dans notre cas, pour comparer les pertes calculées avec celles mesurées a 3 jours aprés le relachement
(c.-a-d. a 6 jours de miirissement du BFUP) on calcule les pertes différées a 6 jours :

Aoy = 222L =56MPa
6+9x2

La perte de précontrainte totale de la poutre (PP-JC8) a 6 jours apres le coulage du BFUP est donc
égale a :

Ao =44+56 =100MPa

Si I’on considére maintenant la poutre (PP-JC8-TT) qui a été traitée thermiquement, sa perte totale a 6

jours apres le coulage du BFUP est égale a :

Ao =100+134 =234MPa
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Le tableau 5.2 montre les pertes calculées pour les poutres précontraintes ainsi que les pertes mesurées

a I’aide des jauges de déformation.

précontrainte précontrainte Pertes mesurées 3j Pertes
Poutre avant mesurées 3j apres le |aprés le relichement calculées Acc / Aom
relaichement MPa | relaichement MPa Acom Acc

Poutres précontraintes par des joncs carbone (contrainte et déformation a la rupture 2500 MPa, 1.4%)

PP-JC8 1690 1585 105 (7%) 100 (6%) 0.95
PP-JCS-TT 1685 864 820 (49%) 234 (14%) 0.29
PP-2JC8 1675 1515 160 (9%) 167 (10%) 1.05
PP-3JC8 1710 1520 190 (11%) 222 (13%) 1.16
PP-3JCS-TT 1720 740 980 (57%) 356 (21%) 0.36
PP-JCI12 1550 1380 170 (11%) 177 (11%) 1.05
PP-JCUI2 1380 1293 87 (6%) 105 (8%) 1.2

Poutres précontraintes par des torons en acier (contrainte et déformation a la rupture 1860 MPa, 3.5%)

PP-A12.5 1375 1230 145 (11%) 144 (10%) 0.99

PP-A12.5-TT 1370 1115 255 (19%) 293 (22%) 1.15

Tableau 5.2 Pertes de précontraintes calculées et mesurées a 6 jours

On peut remarquer sur le tableau 5.2 que dans le cas des poutres qui n’ont pas été soumises a un
traitement thermique, les pertes calculées sont trés proches de celles mesurées a 1’aide des jauges de
déformation collées sur les renforts dans le béton. Par contre, dans le cas des poutres précontraintes
par joncs carbone soumises a un traitement thermique, la différence entre les pertes calculées et les
pertes mesurées est assez ¢levée car le calcul des pertes de précontrainte ne prend pas en compte la
dégradation de I’adhérence qui est I'origine de cette différence. Cette différence est cependant
acceptable pour la poutre précontrainte par le toron en acier (PP-A12.5TT) car comme nous 1’avons vu
le traitement thermique affecte peu l’interface acier/BFUP. Lorsque 1’on compare la poutre (PP-
A12.5) et la poutre (PP-JCU12), poutres ayant une valeur de précontrainte initiale identique (<1380
MPa) et présentant une bonne adhérence avec le BFUP on observe que la poutre (PP-JCU12) présente
une perte de précontrainte d’environ 6% alors que la perte de la poutre (PP-A12.5) vaut pratiquement
le double (11%). Bien que cette observation ne repose que sur un seul résultat d’essai par
configuration de poutre, elle correspond tout de méme a ce que nous avons précédemment mentionné
a savoir que les renforts en PRFC possédent un taux de relaxation et un module d’Young plus faibles
que les torons en acier et qu’ils présentent donc des pertes de précontraintes moins importantes que
celles de I’acier. Si I’on considére maintenant la poutre PP-JC12 en lieu et place de la poutre PP-
JCU12, on constate que la poutre PP-JC12 a une perte de précontrainte similaire a celle de la poutre

PP-A12.5. Ceci peut étre expliqué par le fait que ’usinage du jonc permet d’avoir une meilleure
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adhérence jonc PFRC / BFUP. La encore, d’autres essais doivent étre réalisés pour confirmer ces

observations.

5.3.3 Calcul des charges de fissuration en flexion des poutres précontraintes :

Le calcul considére que la section est non fissurée (section homogene) et que lorsque la contrainte en
traction dans le BFUP atteint la résistance en traction du BFUP la premicre fissure apparait. La charge
correspondante appelée charge de fissuration peut étre calculée en remplacant la contrainte a la fibre
inferieure de la poutre dans la section la plus chargée par la résistance du BFUP en traction (ft = 9

MPa).

M _
Ohinf3 = ft=_9=£+l_pp(h_x) —4(h-x)- Meq (h—x)
Ah h h
o M, = (49 +M_ -M 6q.5.33
ext — Ah (h— ) pp d q.9.
D’ou:
I:)fissure 2><|\/Iext/

La fléche au niveau de la charge de fissuration peut étre calculée par I’expression :

Pl a3
= ——4— €q.5.34
" 24El ( MER a

Avec a= 850 mm, 1 =2600 mm, P = Pggu:/ 2, E=58 GPa, I =1;,

Le tableau 5.3 reprend les résultats de calcul réalisés toutes les poutres ainsi que les résultats

expérimentaux correspondants.

Valeurs expérimentales Valeurs calculées
Poutre Pjiss. cale/ Pggs exp
Charge (KN) | Fléche (mm) | Charge (KN)| Fléche (mm)

PP-JC8 41.78 4.19 36.8 2.84 0.88
PP-JCSTT 40.34 3.66 30 2.29 0.74
PP-2JC8 66.94 5.23 57.71 441 0.86
PNP-2JC8 17.94 2.15 14.49 1.11 0.81
PP-3JC8 92.41 6.93 79.53 6.04 0.86
PP-3JC8TT 74.16 7.65 493 3.74 0.67
PP-JC12 61.91 6.28 59.75 4.56 0.97
PP-JCU12 38.28 4.51 41.2 3.17 1.07
PP-A12.5 59.05 6.45 49.35 3.78 0.84
PP-A12.5TT 64.1 6.89 49.14 3.77 0.77

Tableau 5.3 Comparaison les valeurs des charges de fissuration prévues avec les valeurs expérimentales
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On observe une assez bonne corrélation entre les valeurs des charges de fissurations calculées et
expérimentales, corrélation qui doit étre validée sur d’autres essais. On note que les valeurs
expérimentales sont en général supérieures aux valeurs calculées et que cette différence augmente pour
les poutres traitées thermiquement. Malgré le fait que le traitement thermique affecte les propriétés de
I’adhérence joncs PFRC/BFUP il semble que 1’augmentation de la résistance en traction et en
cisaillement du BFUP améliore le comportement en fissuration des poutres précontraintes. Cette
tendance est a confirmer lors d’essais ultérieurs qui doivent permettre aussi de mieux comprendre les
phénomeénes physiques mis en jeux. D’autre part, la différence obtenue entre les valeurs
expérimentales et les valeurs calculées peut étre due a des imprécisions de mesure de la géométrie de
la poutre et a une valeur de résistance en traction du BFUP faible. Ici, la valeur de la résistance en

traction du BFUP a été prise dans la littérature.

5.3.4 Calcul les poutres précontraintes aux états limites ultimes (sections fissurées) :

5.3.4.1 Approche de calcul (taux de renforcement équilibré)

L'approche de la conception des poutres précontraintes par des renforts en PRF est basée sur le
concept d'un taux équilibré de renforcement qui provoque une rupture simultanée dans le béton et le

renfort. La rupture du béton doit se produire quand la déformation dans la fibre extréme comprimée
atteint une valeur de &, = 0.003. Un bloc rectangulaire de contraintes de compression est utilisé pour
modéliser le comportement du béton en compression. La rupture du renfort doit se produire quand sa
déformation atteint la limite ultime €, = €. La figure 5.15 donne la distribution des déformations et

des contraintes dans la section fissurée d’une poutre précontrainte.

nitial ultune ,
nitiale gy, / Obu Owu=0.85f"¢c
—
5 Fo
_ o]
B4 L
= L] AN
. & Fp
&1 |€d|  Epe
pu

Fig.5.15 Distribution de la contrainte due a ’action de I’ensemble de charge
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Comme le montre la figure 5.15, la déformation du renfort disponible lors de la mise en flexion de la

poutre (E¢) est égale a la déformation totale a la rupture du renfort €, a laquelle on enléve la
déformation mobilisée pour la mise en tension du renfort €, et la déformation enlevée lors de la

décompression du béton située sous 1’axe neutre &;.

Ef =& —Epe— &y

La compatibilité des déformations est toujours valable :
X' _ Ehu Ehu

= = €q.5.35
d & +&y & +Ep —Epe — &4

Pour simplifier le calcul, la déformation due a la décompression du béton étant moins importante que
la déformation a la flexion on peut en conséquence la négliger.
L’équilibre des forces dans la section, en considérant que 1’axe neutre est situé dans la table de

compression, permet d’écrire :

0.85x0.8xbx X 'x Oy, = Ajo, = pog xbxd xo

pu
X' O €q.5.36
= g = 0.68x ~—x 2bu 1
d o,
D’ou:
O, &
Peq = 0.68x bu_ by €q.5.37
O py Ehy +‘c"pu _‘c"pe

La valeur (g-€pe) représente la réserve de déformation a la flexion qui doit étre suffisante pour
pouvoir obtenir une bonne déformabilité avant la ruine de la poutre (la déformabilité ayant pour

indicateurs des fléche et fissures visibles avant la rupture).

Pour les données de notre étude;

O'bu = ISOMPa, Gpu =2500 MPa, 8bu = 03%, 8pu = 14%, gpe =0.6%

Ontrouve P, =0.9%

On distingue théoriquement trois cas de rupture en flexion :
- rupture en traction par les renforts (section sous renforcée ou p < peq)
- rupture simultanée par les renforts et le béton (p = peq)

- rupture par écrasement du béton dans la zone comprimée (section sur-renforcé p > peq)
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Comme nous n’avons pas utilisé les armatures au cisaillement il y a donc de possibilité de rupture par
effort tranchant si la charge dépasse certaine valeurs (résistance du BFUP en cisaillement) et si la force

de précontrainte est élevée.

5.3.4.2 Prédiction de charge ultime des poutres précontraintes sous-renforcé (o < peq)

Lorsque le pourcentage du renforcement est inférieur au pourcentage équilibré la ruine de la poutre
sera contr6lée par la rupture du renfort. Cependant, on peut distinguer deux cas : le premier pour
lequel le pourcentage du renforcement tres faible tel que p < 0.5p.q. Dans ce cas le comportement du
béton reste €lastique linéaire jusqu’a la rupture du renfort par traction. Les contraintes dans le béton

sont représentées par un triangle.

L’axe neutre peut étre déterminé par 1’équilibre des forces :
La force dans le béton est :
Fb:O.SXbXXVXUb, szbegb
La force de traction dans le renfort :
F=AxE; xéy,
F, =K = O.5><b><X'><Eb><£,‘b=Ap><Ep><¢€‘pu

La distribution de la déformation donne :

Xl
gb:d_x,gpu
) 2A,xn 2A;xnxd
= X"+ X% - =
b
(A, xn)? +2x A xnxbxd —A xn
Do X':\/ P ‘; P ¢q.5.38
Le moment ultime de la poutre est donc :
X' ]
M, :Apxapux(d—?) ¢q.5.39

Pour la poutre précontrainte par un jonc carbone lisse de diamétre 8mm (PP-JCS) les données sont :
A,=46.5 mm?, E,=180 GPa, b=130 mm, c,, =2500 MPa,d =180 mm,n=3
On trouve X’=19 mm et M,=20.2 KN.m et la charge de la rupture calculée Py = 48 KN.
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Dans le deuxiéme cas (peq > p > 0.5p¢), le comportement du béton devient non linéaire et peut étre
représenté par un bloc de contraintes rectangulaire comme le montre la figure 5.15. L’axe neutre peut

étre déterminé par I’équilibre des forces :

F=F = 08x085xbxXxf' =Ao, ,
Ao
o Ao é4.5.40
0.68xbx f ',

Le moment ultime & la rupture s’écrit :

M, = Aoy, (d —0.4X ) 69.5.41

Pour la poutre précontrainte par jonc carbone usiné de diameétre 12mm (PP-JCU12)

71x2500 , o -
= =14 mm ; L’axe neutre est donc situé dans la semelle supérieure de la poutre.

0.68x130x150
M, = 71x2500x (180—0.4x14) =31 KN.m

'

La charge a la ruine calculée est donc :

P, =31x2/0.85="73KN

5.3.4.3 Prédiction de charge ultime des poutres précontraintes sur-renforcees (o > p.q)

C’est le cas des poutres précontraintes par 3 joncs carbone. Le comportement du béton est non linaire
et se plastifie alors que les joncs carbone ont un comportement élastique jusqu’a la rupture.

La force dans le béton s’écrit :

F, =0.8x0.85xbx X 'x f '

La force dans le jonc carbone est :

FR=Axop=RAxE xe, , &, =6y +¢&;

Ou g, est la déformation du jonc carbone qui représente la somme de la déformation de précontrainte

€pe €t de la déformation due a la charge de flexion &

d-X' d-X'
T oy =

D’aprés la figure 5.15 & =

216



L’équilibre des forces nous permet de déterminer la position de I’axe neutre :

'

=R =068xbxXxf' =E (&, +d_x—>,<8bu)Ap

Ep X Ap X Epy . . .
En posant f=——————, on obtient alors une autre écriture de 1’équation précédente :
0.68xbx f',
12 gpe ! :
X"+ p(1-—=)x X'=fxd =0 €q.5.42
Ehu

Le moment fléchissant ultime peut étre calculé par I’expression :

M, =0.68x X xbx f' x(d—-04xX") ¢q.5.43

Pour la poutre PP-3JC8, les données sont : A,=140 mm?, E,=180 GPa, =150 MPa, b=130 mm, &pe

=0.6%, Epy = 0.3%.
On obtient alors :

X'=35mm =M, =77KN.m
2xM
Pime =

ultime W

=181 KN

Le tableau 5.4 récapitule les résultats de calcul des charges ultimes des poutres précontraintes

comparées aux résultats expérimentaux et nous permet d’exprimer certaines tendances:

Charge a la rupture(KN) Py cale/ Py exp
Poutre
Exp. calcul
PP-JC8 70.87 48 0.69
PP-JCS8TT 71.09 48 0.69
PP-2JC8 129.67 97 0.75
PNP-2JCS8 91.66 92.8 1.01
PP-3JC8 169.58 181 1.04
PP-3JCS8TT 119.44 154 1.28
PP-JC12 112.7 109 0.97
PP-JCU12 84.22 73 0.87
PP-A12.5 86.76 72 0.86
PP-A12.5TT 86.84 72 0.84

Tableau 5.4 Comparaison des charges a la rupture prévues avec les résultats expérimentaux

Le calcul de charge ultime pour la poutre PNP-2JC8 s’est fait par la relation suivant (ACI 440.1R-03):
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Ay ép
M, = d-£by . o=d—
u APO-pu( B ) b 8bu+gpu

Ou G, est la hauteur de I’axe neutre de la section non précontraint correspondant a un taux
équilibré de renforcement.
Le taux équilibré de renforcement est obtenue a partir de 1’équation 5.37 avec g&,=0:

gbu
‘9bu + &

Peq = 0.68x 2 x

O pu pu

Pour les données de notre étude;

Opy = 150MPa, Opu = 2500 MPa, gy = 0.3%,£pu =1.4%
Ontrouve pgq =0.72%

Cette valeur est trés proche de la valeur appliqué p=93/13750=0.68% et par conséquent :

C,=32mm =M, =39.43KN.m

2xM,

ultime = = 92.8 KN
0.85

On observe sur ce tableau que les valeurs des charges ultimes obtenues par les essais expérimentaux
sont en général plus élevées que celles calculées. Cette différence diminue avec 1’augmentation du
taux de renforcement. Cette observation a été confirmée par (Burke et al. 2001) lorsqu’il a comparé
cette approche de calcul avec les résultats expérimentaux disponibles dans la littérature. Il a conclu
que cette approche peut étre utilisée pour dimensionner les poutres en béton précontraintes par renforts
PFRC car elle donne des valeurs qui vont dans le sens de la sécurité. On peut expliquer cette
différence du fait que I’on n’a pas pris en compte la résistance résiduelle en traction du BFUP dans le
calcul. L’absence de prise en compte a surtout des conséquences pour les poutres a faible taux de
renforcement (poutre PP-JC8) pour lesquelles la ruine découle de la rupture du jonc carbone par
traction par flexion. En effet, dans le cadre des poutres a fort taux de renforcement (poutres PP-3JC8
et PP-JC12) la rupture est causée par effort tranchant. D’autre part, si ’on compare les deux poutres
précontraintes par trois joncs carbone, I’'une ayant subi un traitement thermique on constate que ce
traitement thermique dégrade les caractéristiques d’adhérence jonc PFRC/BFUP et cela se traduit par

une différence trés marquée entre la charge a rupture calculée et celle mesurée.

5.3.5 Calcul la résistance des poutres précontraintes a I’effort tranchant :

L’un des avantages des BFUP est que la résistance a I’effort tranchant apportée par les fibres peut
permettre de ne pas mettre en place d’armatures transversales. D’aprés les recommandations de

I’AFGC (2002) sur le BFUP la résistance a 1’effort tranchant ultime V, est donnée par :
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VU :VRb +Vf

Ou: Vg, estle terme de résistance du béton a 1’effort tranchant (participation du béton),

V; est le terme de résistance des fibres a I’effort tranchant (participation des fibres).

- Dans le cas du béton armé :

I 0.21
Vgp = —X x Kx [ f xbyxz ¢q.5.44
e Do
3xo, 0.7x o,
K est un paramétre qui s’écrit en compression K =1+——" eten traction K =1 —f—cm.
tj tj

o €tant la contrainte moyenne de la section totale de béton sous 1’effort normal de calcul et z le bras

de levier; z=0.9xd .

- Dans le cas du béton précontraint :

1 0.24
Vi, =224 5 5 6q.5.45

cj
Ye o

La résistance a I’effort tranchant du béton (sans coefficient de sécurité) est donc égale a :

Vip =0.244150 x40x (0.9x180) =19 KN

La participation des fibres a la reprise de I’effort tranchant s’exprime suivant I’équation :

S x o
¢q.5.46

fF = .
Vi X tan B,

Ou S est I’aire d’action des fibres estimée par: S =b, xz,

by est la largeur de I’ame de la poutre, Z=0.9xd

o, est la résistance résiduelle en traction apres fissuration et s’exprime en fonction de I’ouverture de

fissure :
11 WMim
op=——— o(w)dw €q.5.47

K Wiy, 0

Ou:
- K est le coefficient d’orientation pour les effets généraux (= 1.25).
- o(w) la contrainte caractéristique expérimentale post-fissuration pour une ouverture de
fissure w,
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- Wim = max (w, ; 0,3 mm), w, est ’ouverture de fissure ultime valant la valeur atteinte a
I'ELU de résistance en flexion composée, sur la fibre extréme, sous le moment agissant dans la

section.

De nombreux auteurs travaillant sur les bétons fibrés et les BFUP utilisent une loi exponentielle de
contrainte-ouverture de fissures obtenue avec une approche micromécanique:
W, .
o(w) = feg x(1-—) €q.5.48
WU
D’apres Li et al. (1993), w,=I¢/ 2 et a = 2, alors que Behloul (1996) a trouvé que la valeur de o
dépend de la distribution spatiale des fibres et vaut 4 dans le cas d’une distribution isotrope 3D et 2

dans le cas d’une distribution unidirectionnelle. Spasojevic (2008) a proposé une expression

alternative :

f
(W) = + ¢q.5.49
1-—)
Wr

Avec 0=2, w, =Imm.

1 fy

L’équation 5.48 couplées avec les valeurs w,= 1/ 2 et 0 = 2 donne : op = E?

Pour K=1 et f;,=9MPa on trouve op = 3 MPa

La participation des fibres a la résistance a 1’effort tranchant vaut donc :

v, = 0.9x40%x180x%x3 _34KN
Ixtan30

Et la résistance totale du BFUP sans armature a 1’effort tranchant vaut :

V =Vg, +V; =19+34=53KN

Cette valeur semble trés raisonnable lorsque I’on la compare avec les résultats et les modes de rupture
obtenus dans le cadre de nos essais de flexion (tableau 4.1 chapitre 4). On constate que toutes les
poutres dont la rupture s’est produite par effort tranchant présentent une charge a la rupture qui leur a
permis d’atteindre leur résistance en cisaillement dans la zone d’effort tranchant (cas des poutres PP-

3JC8, PP-2JC8 et PP-JC12).
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5.3.6 Calcul de la fléche ultime a la rupture des poutres (section fissurée) :
Pour une section fissurée on néglige le béton qui travaille en traction (BPEL). La hauteur de I’axe

neutre a la rupture peut étre déterminée par 1’équilibre des forces sur la section transversale.

- Pour les poutres avec un taux de renforcement p < peq :
Ao
0.68xbx f',

- Pour les poutres avec un taux de renforcement p > peq:

& E xA, xg
X2+ 81—y X'=Bxd =0 _ P T hu
A gbu) P p 0.68xbx f',

On trouve que dans tous les cas que 1’axe neutre est situ¢ dans la table de la poutre. Le moment
d’inertie de la section fissurée est donc donné par :

13
bXTXJrnxAp(d - X"? ¢q.5.50

I fissure —

L’apparition des fissures dans une poutre ne signifie pas que toutes les sections du béton sont
fissurées. Cependant, la raideur en flexion (EI) diminue avec le développement des fissures. Le
moment d’inertie effectif oscille entre sa valeur correspondant & la section fissurée équivalente a
proximité des fissures et sa valeur correspondant a la section non-fissurée équivalente entre les fissures
avec probablement une transition graduelle entre ces deux valeurs extrémes. Ce principe est retenu
dans le réglement américain (ACI 440-4R-04) qui propose un moment d’inertie effectif I, oscillant
entre la valeur correspondant a la section non-fissurée et celle d’une section fissurée. Ainsi, pour le
calcul de la fléche sous ’effet d’un moment M excédant le moment de fissuration M, la valeur de

I’inertie effective (I.) est donnée par I’expression suivante :

M fissre ) M fisure |
|e:[ﬂj x By x 1, + 1{%} x 1 fiseure < I (modéle ACT) €q.5.51

a a

Ep
Avec ﬂd =0.5x E—+1
S

E, et Essont les modules d’Young des renforts en PRF et en I’acier respectivement.

M, est le moment fléchissant appliqué.
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Cette approche nous permet d’évaluer la réponse charge-fléche dans la phase de fissuration. On peut
en effet calculer la fléche de la poutre dans la phase de fissuration en fonction de la charge appliquée

et du moment d’inertie (L) selon I’expression suivante :

Pl 33 &
= (—-4>3)
24E, 1, | |

f

Nous pouvons donc appliquer cette relation a toutes les poutres testées pour calculer la fléche a la

rupture et comparer la valeur calculée a celle obtenue expérimentalement (tableau 5.5)

Par exemple, pour calculer la fleche a la rupture de la poutre précontrainte par un jonc carbone lisse de

diamétre 8mm (PP-JC8), on trouve :
X’=19 mm, I =3913758 mm®, Miigeure/M,=0.69, a=850 mm, I,=68101085mm*
Ba=0.5(180/200+1)=0.95, B;« B,=0.5, E,=58GPa,

1.=16368090mm®, P;= (70.3/2)KN = & =31 mm

Fléche (mm) o calc /6 exp
Poutre
Exp. ACI
PP-JC8 28.81 31 1,08
PP-JCSTT 42 .31 32.2 0,76
PP-2JC8 45.63 44.83 0.98
PNP-2JC8 82.95 61 0.74
PP-3JC8 46.82 46.6 0.99
PP-3JCS8TT 26.63 27.2 1,02
PP-JC12 32.34 36 1,09
PP-JCU12 54.28 43.8 0.81

Tableau 5.5 Comparaison des fléches a la rupture prévues avec les résultats expérimentaux

On observe en général une bonne corrélation entre les fléches expérimentales et les fléches calculées
par le modele ACI. Lorsqu’on compare les poutres PP-JC8 et PP-JC8TT on voit bien que le traitement
thermique permet augmente la valeur de la fléche ce qui rend le modéle moins prédictif. Ceci est di a
la dégradation de 1’adhérence qui conduit a retirer une partie de la déformation de la pré-tension du
jonc et par conséquent augmente la capacité a la déformation en traction par flexion de la poutre (la
fleche augmente). Le modele utilisé semble donc étre applicable pour nos essais pour prédire la fleche

des poutres en BFUP précontraintes par des joncs en PRFC. Nous avons reporté sur les figures 5.16 et
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5.17 la réponse charge-fleche a mi-portée calculée et expérimentale obtenue pour les poutres PP-JC8
et PP-3JCS. 1l est clair que le modele donne une réponse bilinéaire. Dans la premiere partie linaire
(non fissurée) le moment d’inertie brut est identique pour les deux courbes jusqu’a la charge de

fissuration. Aprés la premiére fissure, le moment d’inertie diminue avec 1’ouverture de fissures ce qui

se traduit par une augmentation de la fleche.

PP-JC8
70 -

60 -
50 +
40 -
30 ~
20 ~
10 A
0 \ \ \

0 10 20 30 40

modele ACI

Force KN

courbe

fléche mm

Fig.5.16 Comparaison entre le modéle ACI440.1R-03 et la courbe expérimentale obtenue pour la poutre

PP-JC8

On observe que sur la figure 5.17 que le modéle traduit aussi assez bien le comportement obtenu

expérimentalement.
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6 Conclusions et perspectives

Les renforts en Polyméres Renforcés de Fibres (PRF) sont maintenant proposés comme une solution
alternative aux armatures en acier sujettes a la corrosion dans les infrastructures en béton. L'utilisation
de PRF peut diminuer les colts de réhabilitation et éviter le remplacement des structures
endommagées par la corrosion. On trouve dans la littérature de nombreux résultats de travaux de
recherche traitant de la mise en précontrainte par des renforts en PRF et notamment en PRFC (fibres
de carbone), méme si ces recherches se concentrent sur la performance a court terme. Nous exposons
ci-apres les principaux résultats de ces travaux, travaux qui traduisent les performances satisfaisantes
des éléments précontraints par des renforts en PFRC. Dans un premier temps, les renforts en PRFC
montrent de trés bonnes caractéristiques mécaniques (résistance en traction, fatigue, relaxation..) et
exhibent de bonnes propriétés en termes de durabilité. Les renforts en PRFC ont un comportement
¢lastique linéaire et présentent une rupture fragile. IIs ont cependant un module d’Young inférieur a
celui de D’acier et il semble préférable dans la mesure du possible de mettre en tension les torons PRFC
(pour la mise en précontrainte des poutres) afin de leur oter une grande partie de leur capacité de
déformation et de rendre leur utilisation plus efficace en termes de résistance a la traction. D’autre
part, la limite supérieure de la précontrainte des renforts en PRF est inférieure a celle des torons en
acier, principalement en raison du phénomeéne de rupture par fluage des PRF. Le type de
configurations de surface des renforts PRFC peut également influencer le comportement structurel des
poutres précontraintes en modifiant le mécanisme du transfert d’effort du renfort PFRC au béton.
Enfin, ’absence d'un systéme d'ancrage simple et fiable utilisable pour la mise en tension des renforts
en PRFC en raison de la faible résistance transversale des PRF constitue un obstacle technique a une
utilisation généralisée des PRFC dans les utilisations de précontrainte.

Le comportement des renforts PRFC étant élastique linéaire fragile, la réponse charge vs fléche des
poutres précontraintes par renforts en PFRC est bilinéaire sous les charges de service tout en exhibant
des charges a la rupture plus élevées et des fléches ultimes plus petites que celles obtenues pour les
poutres précontraintes par toron acier. Plusieurs méthodes ont été proposées pour améliorer la ductilité
des ¢éléments précontraints par des PRFC comme le confinement du béton et 1’utilisation de renforts
PRFC de précontrainte partiellement adhérent. Les essais de fatigue menés sur des poutres
précontraintes avec des renforts en PRFC ont également montré des performances satisfaisantes. Tres
peu d'informations ont été publiées sur I’utilisation des Bétons Fibrés Ultra Performants (BFUP) dans
les poutres précontraintes par PRFC. Les résultats de ces études ont montré que le remplacement du
béton traditionnel (BO, BHP) par un BFUP peut considérablement améliorer le comportement des

poutres en termes de ductilité.
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Actuellement, les guides de conception des structures en béton avec des renforts en PRF suggéerent
que les formules prescrites dans les codes traditionnels (développées pour le béton armé traditionnel)
peuvent étre utilisées pour des PRF en pondérant les résultats a I’aide de facteurs de modification. Ces
facteurs sont généralement basés sur la rigidité relative des PRF a l'acier et semblent fournir une
corrélation raisonnable lorsque I’on compare les résultats de calcul aux résultats d'essais.

Les BFUP, compte tenu des performances qu’ils présentent, peuvent s’adapter aux diverses contraintes
et exigences des ouvrages d’art et ouvrir de grandes perspectives d’applications pour les ouvrages
nécessitant résistances importantes, durabilité et esthétisme. Ils peuvent apporter une réponse aux
évolutions majeures de la construction en permettant d’optimiser les dimensionnements (augmentation
des portées, réduction des quantités de matériaux utilisés), de réduire la durée des chantiers et les cofits
globaux des ouvrages, d’améliorer I’esthétique des parements et la pérennité des structures et d’offrir
une liberté architecturale. Ne nécessitant en général ni vibration, ni armatures passives, les BFUP
permettent une diminution de la pénibilité des conditions de travail sur les chantiers.

Aussi, afin d’améliorer la ductilité des poutres précontraintes avec des PRFC, nous avons choisi
d’utiliser le BFUP dans ce travail de thése. En effet, en considérant les propriétés mécaniques de ces
deux matériaux, leur association peut conduire a des structures plus légeéres, plus durables et

nécessitant une plus faible maintenance.

L’adhérence entre les joncs en PFRC et le béton est la clé du comportement composite des poutres en
béton armé ou précontrainte par renforts en PFRC. Cependant, 1’anisotropie des matériaux de type
PRFC modifie le mécanisme de 1’adhérence. Nous avons donc mené une campagne d’essais
expérimentaux afin d'étudier la liaison entre des joncs carbone en PRFC et le BFUP. Trois types de
surface: lisse, recouverte de sable et usinée ont été étudiés. Plusieurs conclusions peuvent étre tirées de
cette étude :

- La présence du tissu d’arrachage sur la surface des joncs carbone permet d’augmenter la rugosité du
jonc. Cette rugosité combinée avec le BFUP qui posséde une grande quantité de ciment donne une
adhérence comparable a celle des joncs recouverts de sable.

- Les contraintes moyennes d’adhérence diminuent avec 1’augmentation du diamétre des joncs en
PFRC et de la longueur de scellement.

- L’usinage améliore I’adhérence des joncs lisses avec le BFUP et en particulier ['usinage courbe en
spirale de rayon 4 mm. Cette augmentation de I’adhérence résulte de la contribution de trois
mécanismes ; I’action mécanique des nervures du jonc en PFRC, I’adhésion chimique et le frottement.
- La différence entre les résultats obtenus lors des essais d’arrachement et des essais de flexion peut
étre expliquée par le fait que le béton entourant le jonc dans les essais pull-out est en compression
alors que dans les essais de flexion il est en traction. L’état de compression réduit le risque de

fissuration et augmente I’adhérence.
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- La résistance de 1’adhérence des joncs lisses est directement liée a la résistance interlaminaire du

jonc carbone et donc de la résistance en cisaillement de la matrice (résine époxyde).

Nous avons de plus proposé un systéme d’ancrage systéme d’ancrage par adhérence pour la mise en
tension des renforts en PRFC (mono-et multi-joncs). Des essais de traction ont été menés pour évaluer
la performance de ce type de systéme d'ancrage avec échantillons mono et multi-joncs carbone (2 ou
3 joncs). Les résultats obtenus nous amenent a tirer les conclusions suivantes :

- Le systéme d'ancrage est économique, facile a fabriquer et a assembler et, possede des
performances fiables.

- Un ancrage d'une longueur critique de 400 mm permet d’atteindre la résistance ultime en traction
du jonc carbone de diamétre 8 mm avec fente.

- Il est recommandé d'utiliser du BFUP comme coulis de remplissage pour diminuer le fluage a long
terme. De plus, I’adhérence entre le BFUP et le tube acier ne pourra étre optimale que si la surface
intérieure du tube en acier est suffisamment rugueuse (filetée par exemple).

- La présence de fente a I’extrémité du jonc carbone améliore la rigidité du systéme d’ancrage et
réduit la longueur critique d’ancrage pour les joncs de diamétre 8 mm. Elle permet d’autre part de
développer une charge permettant d’appliquer une contrainte de traction égale a 89% de la
résistance en traction du jonc carbone de diamétre 12 mm.

- L’ancrage multi-joncs met en jeu des effets d'interaction entre les joncs a cause de la mécanique
de transfert des efforts du jonc carbone au coulis. On observe alors une augmentation de la rigidité
d'ancrage avec la charge appliquée. Une longueur d'ancrage de 500 mm est suffisante pour
atteindre la résistance a la traction d’un systéme constitué de deux joncs carbone de diameétre 8
mm et pour atteindre au moins 87% de la résistance a la traction d’un systéme constitué¢ de trois
joncs diamétre 8 mm (Le dispositif d’essais n’a pas permis de porter I’ancrage a des niveaux de

chargement supérieurs).

L’étude de la longueur de transfert a porté sur 12 poutres en BFUP précontraintes. 10 poutres ont été
précontraintes avec des joncs PFRC et deux avec les torons en acier. La longueur de transfert a été
mesurée a I’aide de jauges de déformations collées le long de la poutre. Les profils de déformations
mesurées ont permis de déterminer les longueurs d’ancrage. D’aprés les résultats expérimentaux on
peut conclure :

- La longueur de transfert du jonc carbone lisse de diamétre 8mm est égale a 56d.

- Cette longueur n’a pas changé avec I’augmentation du taux de renforcement.

- L’utilisation du jonc carbone usiné a réduit la longueur de transfert de 42d (cas de PP-JC12) a 30d

(PP-JCU12).
- La comparaison entre la poutre PP-JC12 (jonc carbone lisse de diamétre 12 mm) et la poutre PP-

A12.5 (toron acier 12.5mm) montre que la longueur de transfert est plus courte dans le cas du
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toron en acier. Cependant, le jonc carbone usiné (PP-JCU12) a une longueur de transfert plus
courte que celle obtenue avec le toron en acier.

- La mesure du glissement du renfort a I’extrémité de la poutre au reldichement peut étre considérée
comme une mesure indirecte de la longueur de transfert lorsqu’on utilise avec un bon coefficient

de distribution des contraintes d’adhérence.

L’étude du comportement des poutres en BFUP précontraintes avec des joncs PFRC et des torons en
acier sans armature de cisaillement a donné lieu a une étude expérimentale. Les résultats des essais de
flexion 4 points réalisés démontrent les bonnes performances du béton précontraint sans acier en
termes de charge de service et de résistance ultime. Les conclusions suivantes sont tirées:

- Les poutres précontraintes avec de 1’acier et des joncs PFRC ont un comportement globalement
similaire, ce qui confirme la capacité des joncs PFRC a remplacer les torons en acier. La rupture
de la plupart des poutres s’est produite par effort tranchant (absence d’armature de cisaillement).

- Les poutres précontraintes par des joncs PFRC ont un rapport charge ultime/charge de fissuration
allant de 1.7 a 2 alors que ce rapport est égal a 1.5 pour la poutre précontrainte avec un toron en
acier.

- La mise en précontrainte des poutres en BFUP permet de réduire la fléche a la rupture excessive en
supprimant une partie de déformation élastique des joncs carbone.

- Les poutres précontraintes avec des joncs PFRC ont ét¢ largement fissurées avant la rupture,
I’espacement et [’ouverture des fissures étant plus importants que pour la poutre précontrainte
avec toron en acier. La nature des fissures en termes de largeur, hauteur et longueur d’espacement
visibles sur les poutres testées peut servir d’indicateur visuel lorsque les poutres approchent de
I'état limite ultime.

- L’absence de plasticit¢ des joncs PFRC se traduit par une ductilit¢ réduite des poutres
précontraintes. Cependant, les résultats ont montré une déformabilité suffisante des poutres avant
la rupture.

- L'énergie stockée dans les poutres en béton précontraint par joncs PFRC est principalement
¢lastique. On peut donc utiliser le rapport entre I'énergie totale et I’énergie élastique comme indice
de la ductilité pour les poutres précontraintes par renforts en PFRC. Cet indice est cependant
presque constant et ne distingue donc pas les poutres présentant des déformabilités différentes.

- En utilisant comme indice de déformabilit¢ le rapport entre la fléche a
la charge ultime et la fléche d’une section équivalente non fissurée on obtient une indication
raisonnable du niveau de déformabilité des poutres BFUP précontraintes avec des renforts en

PRFC.

Notre étude nous a permis de réaliser des essais de flexion sur des poutres en BFUP renforcés par des

joncs PRFC. Nous avons fait le choix de réaliser une étude trés exploratoire sur une thématique qui n’a
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pas encore été beaucoup étudiée et d’étudier I’influence de la configuration des joncs PFRC, du taux
de renforcement et du traitement thermique sur le comportement global des poutres (la charge de
fissuration, la déformabilité, la charge a rupture, le mode de rupture). Pour des raisons pratiques nous
avons di limiter le nombre de poutres testées et n’avons pas pu reproduire les différentes
configurations. Les résultats obtenus nous permettent donc de dégager des tendances a confirmer sur
d’autres essais. On a pu néanmoins tirer des conclusions de notre étude expérimentale qui ont été
exposées précédemment. Les résultats expérimentaux montrent que le traitement thermique des
poutres en BFUP précontraintes par renforts PFRC provoque une perte de précontrainte d’environ
50%. 11 faut peut-étre modifier les conditions de traitement thermique pour ce type des poutres
précontraintes et une étude de I’impact de la température sur I’adhérence est donc nécessaire. Les
résultats en flexion montrent que les poutres précontraintes par PFRC ont un comportement global
similaire aux poutres précontraintes par torons acier sous charge statique. Une étude sous chargement
de fatigue et a long terme est également nécessaire pour quantifier les éventuelles pertes d’adhérence
et donc de précontraintes causées par des chargements répétés. Le systéme d’ancrage que nous avons
proposé présente une efficacité suffisante pour mettre en tension les joncs PFRC. Cependant, nous
n’avons pas étudié la performance de cet ancrage en fatigue et des essais doivent étre réalisés dans ce
sens. D’autre part, concernant 1’ancrage, on ne pourra proposer un systéme opérationnel que si ses
dimensions sont optimisées ce qui nécessite un travail de modélisations analytiques et numériques.

Les résultats obtenus sont trés encourageants et ouvrent des perspectives pour 'utilisation des PRFC
en tant que renforts actifs pour la précontrainte. Il reste néanmoins a étudier la mise en précontrainte
par post-tension de renforts PFRC. Bien que I'utilisation des renforts PFRC sous cette forme
d’application soit récente, 1’association BFUP-PRFC s’aveére appropriée d’un point de vue de la
performance apportée et d’un point de vue de la durabilité. Une étude additionnelle s’avére donc
nécessaire sur la durabilit¢ des poutres précontrainte par renforts PFRC dans des conditions
environnementales agressives.

Notre étude s’est concentrée sur des joncs en PFRC lisses produits la société Epsilon Composites que
nous avons fait usiner. Il convient de reprendre certains essais en remplacant ces joncs lisses par des
joncs nervurés (joncs Leadline par exemple) qui sont moins sujets au cisaillement interlaminaire et
pour lesquels de nombreux travaux de recherche ont été menés.

Comme nous I’avons déja mentionné dans le corps du texte, des travaux supplémentaires sont a
proposer dans le futur, d’un point de vue théorique et expérimental. D’un point de vue expérimental,
ces travaux doivent permettre de confirmer (ou infirmer) les observations apportées lors de I’analyse
des résultats d’essais de flexion de poutres précontraintes. D’un point de vue théorique, les
comparaisons effectuées entre les résultats de calcul et les résultats expérimentaux obtenus pour les
essais de flexion montrent que les modeles disponibles ne permettent pas d’appréhender correctement
les phénoménes physiques mis en jeu dans les poutres en BFUP précontraintes par renforts PFRC. 11

est donc nécessaire de mettre au point des modeles plus pertinents basés sur des approches différentes
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capables de prédire le comportement global de poutres en BFUP précontraintes par renforts PFRC

pour fournir aux ingénieurs de bureaux d’études des outils de dimensionnement.
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Annexe A
Calcul des déformations du BFUP dues au relaichement :

Dans le chapitre 3, lors de la mesure la longueur de transfert de précontrainte, les déformations du
béton ont été mesurées au niveau du renfort de la précontrainte par des jauges (20 mm). Ces
déformations mesurées du BFUP ont été comparées avec les déformations calculées par 1’équation

5.51.

Oy, Epj sont déja indiqués ;
Ebi =11000x 3/ f 'Cj =53GPa
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