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pression . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 38
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1.25 Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation volumique,
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en décharge et charge obtenue en utilisant l’expression (2.60) de γd

c pro-
posée par Zhou et al. [149]. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83

2.14 Illustration du comportement d’une barre en traction, Jiràsek [165]. . . . . . 84
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3.36 Répartition de la contrainte axiale sur la section du poteau avec un rayon
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adoptée pour l’acier. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 148

4.13 Représentation de la zone de divergence dans le plan méridien (p, q). . . . . 149

4.14 Analyse de convergence numérique sur les courbes force-déplacement
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p − q pour un endommagement d = 0 limité à des valeurs de p telles que
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Introduction

L
e bâti sous toutes ses formes, qu’il soit relatif au logement, à l’industrie, aux struc-
tures collectives ou aux infrastructures de transports, représente la principale ri-

chesse d’un pays et une source essentielle du bien-être de sa population. Cependant, son
développement suit avec minutie celui de l’économie. Il en résulte qu’en période de faible
croissance, le domaine de la construction ralentit drastiquement son activité et que le parc
existant n’est que très peu renouvelé. Ainsi, en France, l’investissement en construction
n’a jamais retrouvé son niveau d’avant la crise de 2008 [1] et les deux tiers du parc de
logement existants ont été construits avant 1975 [1]. En 2050, on estime que ces logements
représenteront encore 70 % du parc en activité. Pour les mêmes raisons, le parc des ponts
sur le réseau routier géré par l’État français est essentiellement constitué d’ouvrages âgés
de 30 à 60 ans qui, pour la plupart, nécessitent des réparations. Outre atlantique, la société
américaine des ingénieurs civils, ASCE, indique qu’un investissement de 1700 milliards
de dollars sera nécessaire d’ici 2020 pour maintenir en état de fonctionnement le parc
d’infrastructures routières américain [2].

Le vieillissement du parc existant représente donc un défi de gestion qui est aggravé
par une augmentation continue des sollicitations induites par l’urbanisation, le trafic,
les conditions environnementales ainsi que par une volonté sociétale accrue de prise en
compte réaliste des risques naturels. Cette dernière a notamment entrainé la remise à jour
en 2010 de la carte de l’aléa sismique en France, en lien avec l’Eurocode 8 [3]. Dans les
zones où le niveau de sismicité a été revu à la hausse, ce nouveau zonage a ainsi entraı̂né
le reclassement de certains ouvrages et bâtiments dont une réhabilitation peut alors se
révéler nécessaire. Dans ce contexte, les efforts de recherche et de développement dans le
secteur de la construction se sont concentrés depuis de nombreuses années sur le main-
tien d’un niveau acceptable de service et de sécurité des ouvrages. Ces efforts se déclinent
autour des problématiques de surveillance, d’auscultation non destructive, d’évaluation
structurale, de re-calcul, de réparation et renforcement.

Parmi les nombreuses techniques de réparation existantes, le renforcement d’éléments
structuraux par collage de matériaux composites (ou Polymères Renforcés de Fibres -
PRF) trouve depuis plus de 30 ans un intérêt grandissant auprès des maı̂tres d’ouvrage.
Ces techniques modernes et rapides à mettre en oeuvre profitent des nombreux avan-
tages des matériaux composites, dont l’excellent rapport poids/résistance et l’insensibi-
lité à la corrosion. Appliqués sur les structures en béton armé, ces matériaux agissent
comme des armatures externes et permettent de retrouver ou renforcer la charge portante
de l’élément réparé. Dans le contexte du renforcement parasismique des structures en
béton armé, le chemisage des poteaux par composite PRF est une technique largement
employée. Le confinement du béton généré par le composite conduit dans ce cas à une
augmentation de la capacité portante et de la ductilité. La nécessité de disposer d’ou-
tils d’analyse et de dimensionnement d’éléments structuraux confinés par des armatures
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d’acier ou bien par chemisage en composites a conduit la communauté scientifique et
technique internationale à développer ces dernières années d’importants efforts de re-
cherche, tant sur le plan expérimental, que celui de la modélisation et de la simulation.

Sans prétendre être exhaustif dans le recensement des études expérimentales, nous pou-
vons citer par exemple les travaux menés par Nanni et Bradford [4], Jamet et al. [5], Imran
et Pantazopoulou [6], Xiao et Wu [7], Candappa et al. [8], Pessiki et al. [9], Rousakis [10],
Ilki et Kumbasar [11], Lam et Teng [12], [13], Berthet et al. [14], [15], Wu [16], ou encore
plus récemment Lim et Ozbakkaloglu [17]. Ces travaux ont été le plus souvent menés
à l’échelle d’éprouvettes de béton sous chargements uniaxiaux, non confinées, soumise
à un confinement latéral ou encore confinées par chemisages en composites. On peut
également citer des essais sur des structures de taille représentative et des chargements
couplés, comme l’étude menée par Matthys et al. [18] sur des poteaux en béton armé en
compression confinés par des composites PRF, ainsi qu’une étude menée par l’Institut
Français des Sciences et Technologies, des Transports, de l’Aménagement et des Réseaux
(IFSTTAR) sur plusieurs poteaux en béton armé confinés par des tissus PRF sous sollici-
tation cyclique, Sadone et al. [19].

L’ensemble de ces travaux expérimentaux a fait apparaı̂tre la complexité des mécanismes
mis en jeu dans un procédé de renforcement de béton qu’il soit actif par un charge-
ment latéral ou passif par un chemisage par composite. Le comportement du béton
est influencé par le niveau de confinement. Un faible niveau de confinement du béton,
conduit à un comportement fragile lié à la coalescence des microfissures. Sous pression
de confinement plus élevée, le comportement devient plus ductile et le développement
des déformations irréversibles s’accentue. Le confinement influence significativement la
résistance et la capacité de déformation du béton. L’influence du trajet de chargement sur
la résistance triaxiale du béton en fonction de la nature du confinement actif ou passif
a été également observée expérimentalement dans des travaux récents, Lim et Ozbak-
kaloglu [17]. Il a été aussi remarqué que les propriétés de dilatation du béton influent
fortement sur la pression de confinement et par conséquent sur la résistance à la com-
pression triaxiale du béton, Grassl [20]. De plus, dans le cas de fort confinement passif,
un effondrement de la microstructure est constaté.

Ces travaux expérimentaux ont servi de supports à la validation de modèles variés. De
nombreux modèles constitutifs uniaxiaux ont été ainsi proposés pour prédire le compor-
tement d’épouvettes de béton confinées par PRF en compression. Dans cette classe de
modèles, on peut citer les travaux qui relèvent d’une approche orientée vers la concep-
tion menés par Nanni et Bradford [4], Lam et Teng [12], Samaan et al. [21], Berthet et al.
[22]. D’autres modèles uniaxiaux relèvent d’une approche orientée vers l’analyse, Fam
et Rizkalla [23], Jiang et Teng [24], Spoelstra et Monti [25]. Une revue détaillée des ap-
proches unidimensionnelles peut également être trouvée dans Ozbakkaloglu et al. [26].
La littérature est également fournie en modèles de comportement tridimensionnels. On
peut ainsi citer des modèles de plasticité proposés par Jiang et Wu [27], Karabinis et al.
[28], Mirmiran et al. [29], Rousakis et al. [30], Youssf et al. [31] ou encore Yu et al. [32],
ainsi que des modèles couplés élasto-plastique endommageable Yu et al. [33], Luccioni et
al. [34], Ozbakkaloglu et al. [35].

Bien que bon nombre de ces modèles aient permis de reproduire de façon satisfaisante
certains résultats expérimentaux dans le cas de confinements actif ou passif, leurs ap-
proches apparaissent assez souvent restreintes et dédiées à des essais spécifiques. Leurs
paramètres sont en effet dépendant, pour un certain nombre d’entre eux, de la géométrie
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des structures et des caractéristiques du composite utilisé pour le confinement. Pour
d’autres, le nombre de paramètres est important, leurs identifications apparaı̂t difficile
ou encore l’implémentation numérique lourde. Pour beaucoup, la réponse du modèle
n’a été validée que sur une gamme limitée de résultats expérimentaux et essentiellement
sur des essais à l’échelle de l’éprouvette. Très peu d’entre eux ont été confrontés à des
essais sur structures réelles en béton armé sous chargements complexes. L’analyse biblio-
graphique fait donc ressortir des enjeux scientifiques en terme de modélisation auxquels
il apparait nécessaire d’apporter des éléments préalables de réponse. Ces éléments une
fois validés pourront alors in fine être exploités pour compléter des bases de données
expérimentales et participer à l’établissement de règles de dimensionnement adéquates
pour le renforcement de poteaux par chemisage en PRF.

Le travail mené dans cette thèse se positionne dans cette démarche amont de contri-
bution à la compréhension du comportement du béton confiné sous chargement multi-
axial à travers la modélisation et la simulation. Il est centré sur le développement d’un
modèle tridimensionnel élasto-plastique endommageable apte à reproduire finement les
mécanismes liés au confinement du béton actif ou passif observés expérimentalement et
notamment la transition selon le niveau de confinement entre un comportement fragile
et ductile. Les paramètres du modèle doivent être intrinsèques au matériau, en nombre
raisonnable et identifiables par le recours à des expériences simples et accessibles, de
façon à ce que le modèle puisse être exploité dans une démarche de dimensionnement.
L’implémentation du modèle dans un code de calculs par éléments finis industriel de-
vra pouvoir être faite aisément. La validation du modèle devra pouvoir être menée sur
une large gamme de situations par confrontations à des résultats expérimentaux de la
littérature, ainsi qu’à d’autres modélisations de façon à bien cerner le cadre applicatif du
modèle. Enfin, la capacité du modèle à être exploité dans la simulation d’essais sur des
structures de grande taille confinées et sollicitées sous des chargements complexes devra
être démontrée.

Le document est constitué de quatre chapitres. De façon classique, le premier chapitre
développe le contexte de l’étude et ses enjeux technologiques et scientifiques. Pour cela,
quelques notions essentielles à la compréhension du sujet traité sont tout d’abord rap-
pelées, tels que le comportement des structures en béton armé sous séisme, les principes
de fonctionnement du confinement des poteaux, ainsi que les principales caractéristiques
des matériaux composites utilisés en génie civil. Sur la base d’une revue bibliographique
des travaux expérimentaux et de modélisation, les mécanismes mécaniques induits par
un confinement actif par pression latérale et passif par chemisage sont analysés de façon
détaillée et discutés. Quelques unes des simulations que nous avons réalisées avec un
modèle disponible dans le code de calcul Abaqus sont également analysées. Cet état de
l’art permet de positionner les objectifs de la thèse et la démarche proposée pour les at-
teindre.

Le second chapitre est consacré à la présentation du modèle de comportement élasto-
plastique endommageable proposé. Après quelques rappels sur les éléments de base du
modèle, les équations caractéristiques sont développées pour les surfaces de charge, loi
d’écrouissage et potentiel d’écoulement. Deux variantes du modèle sont proposées sui-
vant l’évolution de l’endommagement. La mise en œuvre numérique de la loi dans ses
deux variantes au sein du code de calculs par éléments finis Abaqus est ensuite présentée.
Notamment, la procédure d’intégration de la loi dans l’algorithme itératif et incrémental
de résolution qui a donné lieu à la réalisation d’une subroutine Umat est détaillée.
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Dans le troisième chapitre, nous présentons différentes applications du modèle avec l’ob-
jectif de s’assurer de sa validation. La procédure proposée pour l’identification des pa-
ramètres du modèle est tout d’abord décrite. De nombreux essais de la littérature sont
ensuite reproduits sur des éprouvettes de béton non confinées, confinées activement,
confinées par des composites de différente nature et présentant une large gamme de ri-
gidité, sollicités sous des chargements variés uni-axiaux ou triaxiaux, monotones ou cy-
cliques . Le modèle est également confronté à d’autres modélisations et ses potentialités
sont discutées.

Le dernier chapitre propose de tester le modèle sur des structures représentatives de
grande taille renforcées par des armatures d’acier et sollicitées suivant des chemins com-
plexes. Les résultats de la modélisation sont là encore analysés à travers des illustrations
variées, comme les courbes réponses, l’estimation de la force latérale maximale suppor-
table, la prévision des modes de rupture, ou encore la répartition et l’évolution de l’en-
dommagement et des déformations. La confrontation aux résultats d’essais issus de deux
campagnes et à d’autres modélisations est discutées. La conclusion dresse finalement un
état des capacités du modèle et de ses limites et ouvre sur des perspectives d’enrichisse-
ment.



Chapitre

1 Renforcement de structures
de génie civil par matériau
composite : contexte, enjeux
et mécanismes mécaniques

P
our diminuer la vulnérabilité des structures du génie civil en béton armé notamment
vis-à-vis des sollicitations sismiques, il est courant de les renforcer à l’aide de chemi-

sages en béton et/ou en acier. Ces dernières années, la technique de confinement par des
tissus en Polymère Renforcé de Fibres (PRF) a connu un essor important, ces matériaux
de nouvelle génération offrant un rapport performances mécaniques/poids très élevé,
une forte résistance aux environnements corrosifs, ainsi qu’une grande facilité de mise en
œuvre.

Ce chapitre débute par une introduction aux mécanismes de ruine des structures sous
séisme, plus particulièrement de poteaux en béton armé et aux problématiques associées
de renforcement. La deuxième partie est consacrée plus spécifiquement à la technique
de confinement par des matériaux composites PRF. Les propriétés mécaniques de ces
composites, les procédés d’application par collage et l’efficacité de ce type de renforce-
ment sur des poteaux y sont décrits. Dans la troisième partie, sont présentés différents
résultats expérimentaux issus de la littérature illustrant le comportement d’éprouvettes
confinées par composites PRF. Les mécanismes induits par un confinement actif par pres-
sion latérale et passif par chemisage y sont analysés de façon détaillée. Enfin, la dernière
partie du chapitre est consacrée à une revue bibliographique des modélisations proposées
pour décrire le comportement du béton confiné. Des simulations réalisées avec un modèle
disponible dans le code de calcul Abaqus y sont plus spécifiquement présentées. Sur la
base de ces différents travaux, le chapitre se termine par la description des objectifs de la
thèse et de la démarche proposée pour les atteindre.
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4.1 Modèles unidimensionnels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 50
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1 Comportement de structures en béton armé sous séisme

Dans cette première section descriptive, nous introduisons la problématique générale du
travail, à savoir le renforcement de structures de génie civil dans le contexte de mise en
conformité des ouvrages vis-à-vis de l’aléa sismique.

1.1 Séismes et pathologies induites

Un tremblement de terre est le résultat d’une libération brutale d’énergie accumulée dans
une faille de la croûte terrestre. Cette énergie se propage sous forme d’ondes sismiques
à travers le sol provoquant des mouvements horizontaux et/ou verticaux au niveau
des fondations des structures. Ce mouvement de la terre crée des efforts sollicitant les
éléments structuraux qui peuvent alors s’endommager et même être amenés à la ruine.
L’effondrement d’une partie de l’ensemble de la structure génère, bien évidemment, des
dommages économiques importants, mais peut surtout entraı̂ner des pertes humaines.

Les séismes font partie des risques naturels les plus meurtriers tuant chaque année des
milliers des personnes et provoquant de coûteux dégâts. Ainsi, chaque année au cours
du vingtième siècle, 170 000 personnes en moyenne ont péri lors de tremblements de
terre dans le monde, Scawthorn et al. [36]. Le plus fort séisme jamais enregistré a eu lieu
au Chili en 1960 atteignant une magnitude de moment Mw de 9,5. Le nombre de décès
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consécutifs au tremblement de terre lui-même, ainsi qu’au tsunami résultant, est estimé
entre 490 et 5700 personnes. Les dégâts de ce séisme dévastateur ont été évalués à 500
millions de dollars américains. Le séisme de Northridge en 1994, bien que plus modéré
en intensité (Mw = 6, 7), a quant à lui, causé une perte économique de 44 milliards de
dollars. En 1995, le tremblement de terre de Kobe tua 6 427 personnes et en blessa 36
896. Environ 310 000 personnes furent évacuées dans des abris provisoires, Scawthorn et
al. [36]. On peut également citer le séisme de magnitude Mw = 6, 5 qui a frappé la ville
de Bam en Iran en 2003, provoquant la mort de 35 000 personnes et la destruction quasi
totale de la ville, Hatzfeld [37]. Cette tragédie fut aggravée par la destruction de la grande
citadelle de Bam datant de 2 700 ans, (figure 1.1).

L’importance des dégâts induits par ces tremblements de terre dévastateurs montre la
nécessité en premier lieu de pouvoir identifier les faiblesses des structures existantes en
fonction de leur matériau constitutif, puis de pouvoir prendre des mesures adaptées pour
améliorer leurs comportements structuraux.

(a) (b)

Figure 1.1 — La citadelle de Bam, Iran ; (a) avant le tremblement de terre de 2003, (b)
après le tremblement de terre, Pourmazaheri [38].

Avec la croissance rapide de la population urbaine, le béton armé (BA) a été largement
utilisé pour construire des habitations, ainsi que d’autres types de structures. L’utilisa-
tion intensive du béton armé, notamment dans les pays en développement, est principa-
lement liée à son coût initial faible comparé à d’autres matériaux comme l’acier. Cepen-
dant, les tremblements de terre récents, comme ceux de 1999 à Izmit et Ducze (Turquie),
de 2001 à Bhuj (Inde), de 2001 à Chi Chi (Taiwan), de 2003 à Boumerdes (Algérie) ou en-
core de 2011 à Van (Turquie) ont révélé des déficiences sismiques majeures de nombreux
bâtiments en béton armé, dont certains ont été totalement détruits. L’une des principales
causes de vulnérabilité sismique des bâtiments construits en béton armé dans des pays en
voie de développement réside dans leur conception qui ne répond pas aux normes anti-
sismiques. En outre, ces bâtiments sont souvent construits par des équipes peu ou pas
sensibilisées aux risques sismiques, Murty et al. [39]. Cependant, ce n’est pas pour au-
tant que la vulnérabilité des structures aux séismes est un problème n’existant que dans
des pays émergeants. Dans les pays industrialisés comme les États-Unis, des milliers de
bâtiments en béton armé présentent également des risques sismiques puisque les normes
constructives à l’époque de leur réalisation ne prenaient pas en compte jusqu’aux années
1970 les mesures spécifiques anti-sismiques, Priestley et al. [40].

Les désordres induits par les séismes dans les structures en béton armé et leurs éléments
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peuvent être très variés. On peut, par exemple, citer la fissuration des murs de rem-
plissage en maçonnerie ou des séparations des portiques en béton armé (figure 1.2) qui
peuvent se rompre si les fissures traversent le mur, menaçant ainsi la stabilité de l’ouvrage
et donc la sécurité de ses occupants. Dans le cas des ponts ou des bâtiments, on peut citer
une rupture fragile des piles en cas d’insuffisance des armatures transversales ou bien
d’un arrêt prématuré des aciers longitudinaux dans la partie courante des piles (figure
1.3). Dans les bâtiments encore, on peut citer la formation de rotules plastiques (qui ap-
paraissent dès que le moment dans la section atteint la valeur du moment plastique) dans
les poteaux pour le cas d’un sous-ensemble structurel constitué de poteaux faibles en-
castrés sur des poutres de forte inertie. Là encore, ces ruines locales peuvent générer des
instabilités au niveau de l’ensemble de la structure et l’amener à sa ruine (figure 1.4).
Parmi la multitude de modes de ruine des ouvrages suite à un séisme, il convient de ci-
ter également la rupture en cisaillement des jonctions poutres-poteaux, qui est un type
courant de désordre qui peut empêcher le transfert des efforts de la poutre vers le po-
teau mettant en danger la sûreté de la structure (figure 1.5). De plus, des disparités entre
les différents étages d’une même structure, comme par exemple un étage moins rigide
que les autres, conduisent à une localisation de l’endommagement dans les poteaux de
cet étage et peuvent entraı̂ner l’effondrement total de la structure (figure 1.6). Également,
certains poteaux dans les portiques en béton armé peuvent être considérablement plus
courts que d’autres d’un même étage. Ils sont alors souvent plus rigides et mobilisent
de plus grandes forces pour les déformer. Les efforts alors déployés peuvent dépasser
la capacité portante de ces poteaux courts ce qui entraı̂ne des dommages considérables
comme illustré sur la figure 1.7. Les ingénieurs optent généralement pour un système
porteur dont le schéma est du type poteau fort-poutre faible.

Ces derniers exemples, qui illustrent le rôle des poteaux à garantir le non effondrement
de la construction, mettent en évidence l’importance que revêt leur renforcement lors
de travaux de réhabilitation, remise en conformité vis-à-vis du risque sismique. La suite
de cette revue se focalise en conséquence sur des structures poteaux en béton armé et
l’analyse de leurs mécanismes de ruine.

Figure 1.2 — Bâtiment présentant un endommagement excessif des murs de remplis-
sage en maçonnerie, Baran et al. [41].

1.2 Mécanismes de ruine des poteaux en béton armé

Trois modes de rupture peuvent être distingués pour un poteau en béton armé soumis à
une sollicitation sismique :
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Figure 1.3 — Rupture des piles de pont de la l’autoroute Hanshin (Kobe, 1995), Scaw-
thorn and Chen [36].

Figure 1.4 — Exemple de formation de rotules plastiques dans des poteaux faibles,
Baran et al. [41].

Figure 1.5 — Rupture en cisaillement d’un joint poteau-poutre lors du séisme Mexico
(1985), Murty et al. [39].

1. La rupture en flexion qui se produit après la plastification en traction et/ou le flam-
bement en compression des armatures longitudinales et l’écrasement du béton en
zone comprimée.

2. La rupture en cisaillement (figure 1.8) qui intervient avant la plastification en cisaille-
ment des armatures longitudinales et crée de larges fissures diagonales du béton.



Chapitre 1 : Renforcement de structures par composite 27

Figure 1.6 — Exemples de désordres liés à une différence de rigidité entre les étages
d’une même structure, Murty et al. [39].

Figure 1.7 — Exemple de ruine d’un poteau court, Isler [42].

3. La rupture sous sollicitation combinée de flexion et de cisaillement (figure 1.9) qui
se produit après plastification des armatures longitudinales du fait d’un excès de
contraintes de cisaillement, Zhu et al. [43].

Ces modes de rupture des poteaux peuvent être généralement imputés à une insuffisance
d’armatures transversales, au flambement des armatures longitudinales, à un ancrage in-
suffisant des armatures longitudinales dans la semelle de la fondation ou encore à une
longueur de recouvrement des aciers insuffisante. Sous chargement sismique, il est cou-
rant qu’une rotule plastique se forme aux extrémités du poteau. Dans cette zone couverte
par la rotule plastique, c’est le béton de surface qui est tout d’abord susceptible de rompre
par compression excessive. Puis, si le béton n’est pas assez confiné par manque d’arma-
tures transversales, cet éclatement s’étend alors au cœur de la section qui ne participe
donc plus à la reprise de l’effort de compression. Cet effort est transmis aux aciers lon-
gitudinaux provoquant ainsi leur flambement et la perte rapide de capacité portante du
poteau (figure 1.10). Il faut mentionner que le flambement des armatures est facilité lors-
qu’il existe un recouvrement insuffisant des aciers longitudinaux au-dessus de la semelle.

On peut conclure de ces observations que l’un des aspects les plus importants dans le
dimensionnement des poteaux en zone sismique est la prise en compte des armatures
transversales. Ces dernières confinent le noyau du béton et contribuent à en empêcher
son éclatement prématuré de sorte que la section peut continuer à résister aux charges
axiales. De plus, ces armatures transversales maintiennent les armatures longitudinales
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dont elles empêchent le flambement.

Figure 1.8 — Rupture d’un poteau en cisaillement lors du tremblement de terre de
2010 à Haı̈ti, Paultre et al. [44].

Figure 1.9 — Rupture d’un poteau en flexion-cisaillement lors du tremblement de
1995 à Kobe, Priestley et al. [40].

Figure 1.10 — Ruptures de poteaux par manque de confinement, Murty et al. [39].

1.3 Enjeux et objectifs du renforcement parasismique

Comme mentionné précédemment, certaines structures ne sont pas suffisamment bien
conçues ou construites pour faire face à une catastrophe naturelle telle qu’un séisme. De
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nombreux ouvrages ont notamment été dimensionnés selon d’anciennes règles de calcul
et ne répondent pas aux nouveaux besoins. Ils peuvent alors nécessiter une remise en
conformité. Par exemple aux États-Unis, de nombreuses structures construites avant les
années 1970 sont considérées comme ne répondant plus aux exigences de ductilité sis-
mique formulées dans les normes actuelles, Priestley et al. [40]. Cela était également le
cas au Japon avant le tremblement de terre de Miagiken-oki en 1978 et au Mexique avant
le séisme de 1985, Rodriguez et al. [45].

En ce qui concerne la France métropolitaine, même si le risque sismique reste très modéré
relativement à l’ensemble de la planète, les règles de dimensionnement parasismique
ont été réévaluées en mars 2010 pour mener à la mise en place de l’Eurocode 8. Cette
réévaluation permet ainsi d’améliorer la sécurité et d’harmoniser les normes au niveau
européen. Elle s’est formalisée par l’établissement d’une nouvelle carte d’aléa sismique.
Selon le nouveau zonage, 75 % du territoire est considéré comme sujet à l’aléa sismique
alors que précédemment seulement 15 % du territoire était concerné (figure 1.11). Tous
ces éléments contextuels indiquent donc qu’il existe un enjeu important de réparation et
de renforcement des structures existantes pour continuer à les utiliser en toute sécurité.

INTRODUCTION 
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années pour mener à la mise en place de l'Eurocode 8 (voir Illustration 2). Cette 
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15% du territoire était considéré sujet à l’aléa sismique alors que désormais 75% du 

territoire est concerné dans la nouvelle règlementation. Ce changement drastique 

résulte principalement de la considération désormais acquise d’une probabilité de 

dépassement d'un séisme majeur en 50 ans égale à 10% (période de retour de 475 

ans).  
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Illustration 2 : Carte d'aléa sismique en France selon le PS92 (a) et l’Eurocode 8 (b) 
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Figure 1.11 — Cartes d’aléa sismique en France selon les réglementations (a) PS92 [46], (b) l’Euro-
code 8, [3].

Le terme de réhabilitation est utilisé en génie parasismique pour couvrir tous les
concepts de réparation, de mise en conformité, de réaménagement et de renforcement
qui conduisent à réduire la vulnérabilité sismique, Fukuyama et al. [47]. Les objectifs de
la réhabilitation sismique consistent à :

— récupérer les performances d’origine de la structure considérée ;

— améliorer ses performances d’origine ;

— et/ou réduire sa réponse sismique.

Le deuxième objectif qui nous intéresse plus spécifiquement dans ce travail correspond à
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une opération de � renforcement � et vise une amélioration des performances de la struc-
ture, endommagée ou non, pour répondre à une nouvelle utilisation de celle-ci ou à un
besoin de remise en conformité. Dans ce cas, après travaux, l’ouvrage présente des per-
formances supérieures à celles qu’il présentait initialement. L’opération de renforcement
parasismique peut viser diverses améliorations, comme d’augmenter la résistance aux
efforts latéraux, d’augmenter la ductilité de l’élément, ou encore de combiner ces deux
aspects, afin de satisfaire aux nouvelles exigences de résistance aux séismes.

Différentes techniques de renforcement pour les structures en béton armé sont détaillées
dans les références Fukuyama et al. [47], Sugano [48], ou encore Tsionis [49]. Parmi ces
différentes techniques, les approches classiques consistent, Fukuyama et al. [47] :

— au renforcement par addition de nouveaux éléments tels que des contreventements,
des murs, des remplissages... ;

— à l’utilisation de composants liant les éléments ajoutés aux anciens ;
— au chemisage des poteaux en béton armé avec des matériaux traditionnels comme

l’acier ou le béton armé dans le but d’améliorer les performances en flexion et en
cisaillement ;

— ou encore, au confinement des jonctions poteau-poutre avec des éléments en acier.

Des approches plus modernes existent également telles que la mise en place de dispositifs
d’isolation sismique par amortisseurs. Ces systèmes réduisent l’impact des séismes en
augmentant la période de base des structures.

Une autre méthode récemment apparue implique l’utilisation d’armatures composites
en Polymères Renforcés de Fibres (PRF) pour chemiser différents éléments structuraux.
L’étude présentée dans ce mémoire se focalise sur cette technique innovante de renfor-
cement de structures et notamment de poteaux en béton armé. La partie suivante est
consacrée à la présentation de cette technique et débute par une description des pro-
priétés des composites en Polymères Renforcés de Fibres.

2 La technique de renforcement par matériau composite

2.1 Propriétés du composite Polymère Renforcé de Fibres

Les composites utilisés pour renforcer les structures dans le secteur du génie civil sont
généralement des tissus constitués de fibres continues liées par une matrice polymère. Ces
composites, appelés Polymères Renforcés de Fibres, sont composés le plus classiquement
d’une matrice époxyde, ou vinylester ou encore polyester renforcée par des fibres qui
peuvent être de carbone, de verre ou encore d’aramide. Les fibres assurent la rigidité et
la résistance du matériau alors que la matrice lie et transmet les efforts aux renforts en les
protégeant vis-à-vis des agressions extérieures, Berthelot [50]. Les fibres présentent des
propriétés directionnelles qui induisent un comportement anisotrope du composite et qui
sont directement exploitées dans le positionnement du composite pour le renforcement.

Les composites PRF sont principalement utilisés en renforcement sous la forme de la-
melles de fibres unidirectionnelles enduites de résine, désignées sous le nom de plats,
ou également de composites tissés unidirectionnels ou bi-directionnels secs ou pré-
imprégnés de résine comme présenté à la figure 1.12.
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(a) (b)

Figure 1.12 — Exemples de composites PRF, (a) lamelles renforcées en fibres de car-
bone, (b) tissu unidirectionnel à base de fibre de verre, Document CSTB [51].

Le comportement mécanique des composites PRF dépend des propriétés de leurs consti-
tuants, fibres et matrice, de leur proportion volumique relative et de la nature du tis-
sage éventuel. Les tables 1.1 et 1.2 présentent des ordres de grandeur des principales
caractéristiques des composants les plus courants des composites PRF. La table 1.1 met
en évidence des propriétés différentes des fibres selon leur nature. Ainsi, les fibres en car-
bone possèdent une résistance et des modules élastiques plus importants que ceux des
fibres de verre et d’aramide, mais présentent des allongements à la rupture plus faibles.

Tableau 1.1 — Propriétés des fibres couramment utilisées en génie civil, Hamelin [52].

Filament Diamètre(µm) Densité
Résistance

à la traction (MPa)
Module

de traction (MPa)
Allongement

à la rupture (%)
Verre E 3 à 30 2,54 3 400 73 000 4,5
Verre D 3 à 30 2,14 2 500 55 000 4,5
Verre R 3 à 30 2,48 4 400 86 000 5,2

Carbone HR 8 1,78 3 500 200 000 1
Carbone HM 8 1,8 2 200 400 000 0,5
Aramide HR 12 1,45 3 100 70 000 4
Aramide HM 12 1,45 3 100 13 000 2

Tableau 1.2 — Propriétés mécaniques des résines époxydes, Hamelin [52].

Masse volumique (kg ·m−3) 1 200
Module d’élasticité en traction (GPa) 3 à 10

Contrainte à la rupture en traction (MPa) 1 à 1,5
Allongement à la rupture en traction (%) 140 à 150

Résistance au cisaillement (MPa) 7 à 10

La figure 1.13 présente les courbes typiques contrainte-déformation d’un essai de trac-
tion sur des nappes de fibres unidirectionnelles pré-imprégnées en fibres de carbone, de
verre et d’aramide. Les composites à fibres de carbone (PRFC) présentent un module de
Young plus important que les composites à fibres de verre (PRFV) et aramide (PRFA). En
revanche, les composites à fibres de carbone ont une déformation à rupture moins im-
portante que celles des composites à fibres de verre ou aramide. La comparaison avec la
courbe de l’acier doux met en évidence les performances de ces matériaux en termes de
rigidité.
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1

1 Introduction 

1.1 Repair, strengthening, retrofit 

The issue of upgrading the existing civil engineering infrastructure has been one of great 
importance for over a decade.  Deterioration of bridge decks, beams, girders and columns, 
buildings, parking structures and others may be attributed to ageing, environmentally induced 
degradation, poor initial design and/or construction, lack of maintenance, and to accidental 
events such as earthquakes.  The infrastructure’s increasing decay is frequently combined 
with the need for upgrading so that structures can meet more stringent design requirements 
(e.g. increased traffic volumes in bridges exceeding the initial design loads), and hence the 
aspect of civil engineering infrastructure renewal has received considerable attention over the 
past few years throughout the world.  At the same time, seismic retrofit has become at least 
equally important, especially in areas of high seismic risk. 

1.2 Externally bonded FRP reinforcement (EBR) 

Recent developments related to materials, methods and techniques for structural 
strengthening have been enormous.  One of today’s state-of-the-art techniques is the use of
fibre reinforced polymer (FRP) composites, which are currently viewed by structural 
engineers as “new” and highly promising materials in the construction industry.  Composite 
materials for strengthening of civil engineering structures are available today mainly in the
form of: 
• thin unidirectional strips (with thickness in the order of 1 mm) made by pultrusion 
• flexible sheets or fabrics, made of fibres in one or at least two different directions, 

respectively (and sometimes pre-impregnated with resin) 
For comparison with steel, typical stress-strain diagrams for unidirectional composites under 
short-term monotonic loading are given in Fig. 1-1. 

Fig. 1-1: Uniaxial tension stress-strain diagrams for different unidirectional FRPs and steel.  CFRP = carbon 
FRP, AFRP = aramid FRP, GFRP = glass FRP. 
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Figure 1.13 — Courbes typiques contrainte-déformation pour différents composites PRF et acier
doux, composite à fibres de carbone (PRFC), composite à fibres de verre (PRFV), composite à

fibres aramide (PRFA), International Federation for Structural Concrete [53].

Le comportement d’un composite unidirectionnel de Polymère Renforcé de Fibres peut
être considéré comme élastique linéaire, isotrope transverse. Son comportement est ca-
ractérisé par cinq constantes matériaux qui sont le module de Young longitudinal EL

dans la direction des fibres, le module de Young transversal ET, le coefficient de Poisson
longitudinal transverse νLT et les modules de cisaillement longitudinal transverse GLT et
transverse transverse GTT’, Berthelot [50].

En absence de caractérisation expérimentale du composite, des modèles analytiques de
comportement homogénéisé peuvent être utilisés pour estimer les modules élastiques
de l’unidirectionnel à partir des caractéristiques de ses phases et de leur proportion,
Berthelot [50]. Ainsi, le module de Young longitudinal de l’unidirectionnel, qui joue un
rôle prépondérant dans le renforcement, peut être estimé avec la loi des mélanges clas-
sique :

EL = Ef Vf + Em ( 1 − Vf ), (1.1)

où Ef désigne le module de Young de la fibre et Em celui de la matrice, Vf étant la fraction
volumique des fibres.

Des estimations des autres modules peuvent être obtenues par exemple avec les formules
explicites simplifiées suivantes, Berthelot [50] :

νLT = νf Vf + νm ( 1 − Vf ),
1
ET

=
Vf

Ef
+

1 − Vf

Em
,

1
GLT

=
Vf

Gf
+

1 − Vf

Gm
, (1.2)

où νf désigne le coefficient de Poisson de la fibre et νm celui de la matrice, Gf désigne le
module de cisaillement de la fibre défini parGf = Ef /2 ( 1 + νf) etGm celui de la matrice.

Des expressions analytiques existent également et permettent d’estimer les ca-
ractéristiques effectives de composites tissés bidirectionnels, Gay [54]. Dans cette ap-
proche simplifiée, le tissu est considéré comme la superposition de deux couches de com-
posite unidirectionnel croisées à 90°, l’une représentant le sens chaı̂ne du tissu selon la di-
rection x et l’autre le sens trame selon la direction y. L’équilibrage du tissu est caractérisé
par le rapport k = n1 / (n1 + n2) où n1 désigne le nombre de fils de chaı̂ne par mètre et
n2 celui de fils de trame par mètre. Les modules élastiques du tissu dans le sens chaı̂ne
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(x) et trame (y) peuvent alors être estimés par les formules approchées suivantes :

Ex = kEL + ( 1 − k )ET, Ey = ( 1 − k )EL + kET, (1.3)

Gxy = GLT, νxy =
νLT(

k+ (1 − k)EL
ET

) (1.4)

où EL , ET sont les modules de Young d’un pli unidirectionnel dans le sens des fibres et
dans le sens transverse des fibres respectivement, GLT et νLT représentent respectivement
les modules de cisaillement et coefficient de Poisson du pli unidirectionnel.

Outre les excellentes performances de ces matériaux de nouvelle génération en termes de
résistance à la traction, les raisons pour lesquelles les composites PRF sont de plus en plus
utilisés pour renforcer les structures sont :

— leur haut rapport résistance/poids (l’apport de masse est négligeable) ;
— leur insensibilité à la corrosion ;
— leur facilité et rapidité de mise en œuvre ;
— et leur exceptionnelle adaptabilité aux diverses géométries (les tissus sont souples et

permettent un pliage facile).

Bien qu’arborant un bilan très positif, les composites PRF présentent certains in-
convénients qui ne doivent pas être négligés par les ingénieurs de génie civil. Tout
d’abord, le comportement élastique fragile des composites PRF implique une rupture
brusque de ces matériaux qui survient donc sans avertissement et peut alors mettre les
usagers de la structure en danger. La caractère fragile de la rupture des composites exige
donc des précautions particulières lors de leur utilisation en construction. En second lieu,
il convient de rappeler que les composites PRF sont sensibles aux températures élevées.
Les performances des composites PRF en cas d’incendie chutent à cause du ramollisse-
ment de la résine et de la perte de leurs propriétés mécaniques, la température de transi-
tion vitreuse de la majorité des résines époxy se situant au dessous de 80 °C, International
Federation for Structural Concrete, [53].

Ces matériaux étant décrits, nous examinons au paragraphe suivant les procédés de leur
mise en œuvre pour le renforcement de structures de génie civil.

2.2 Renforcement par collage de composite PRF

Le renforcement des ouvrages de génie civil par des matériaux composites consiste
généralement à ajouter de nouvelles armatures en composite qui sont collées à la sur-
face des éléments structuraux en vue d’améliorer leur comportement par rapport l’état
initial. Comme dit précédemment, les composites PRF sont principalement utilisés dans
le domaine du génie civil sous la forme de tissus secs uni ou bi-directionnels (quelquefois
pré-imprégnés de résine) ou de plats préfabriqués suivant le processus de pultrusion. Les
deux procédés de collage les plus répandus consistent à (Chataigner [55]) :

1. Coller les plats pultrudés sur la surface du béton à l’aide d’une résine époxy (figure
1.14 - a).

2. Imprégner les tissus secs sur site avec de la résine et les coller avec celle-ci sur la
surface de la structure (figure 1.14 - b).
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Pour plus de détails sur ces techniques de mise en œuvre, on pourra se référer à Hamelin
[52].

(a) (b)

Figure 1.14 — Mise en place de composites PRF, (a) plat pultrudé à fibres de carbone, (b) tissu
bi-directionnel à fibres de carbone, Chataigner [55].

Les composites PRF peuvent être utilisés pour réhabiliter différents éléments structuraux
en béton armé tels que des poutres, des dalles, des jonctions poteaux-poutre, des murs ou
encore des poteaux. Le renforcement des poutres en béton armé est destiné à améliorer
leur comportement à l’effort tranchant et/ou à la flexion. Le renforcement au cisaillement
vise à palier l’insuffisance des armatures à l’effort tranchant. Le renforcement à la flexion
se réalise en collant des plaques pultrudées sur la surface tendue de la poutre, de façon à
ce que les fibres soient orientées dans la direction longitudinale de la poutre. Le renforce-
ment augmente ainsi la résistance aux moments de flexion et accroı̂t la capacité portante
de la poutre. La procédure de renforcement des dalles en béton armé ressemble à celle
des poutres. Les composites PRF sont collés sur la face tendue de la dalle. Pour des dalles
travaillant dans les deux sens, des lamelles croisées sont utilisées (figure 1.15).

(a) (b)

Figure 1.15 — Renforcement d’une dalle par des lamelles en composite PRF,
(a) renforcement dans les deux sens, Teng et al. [56], (b) renforcement dans un sens,

Luxcky [57].

Les composites PRF sont également utilisés comme une méthode alternative destinée à
améliorer l’intégrité structurelle des jonctions poteau-poutre en augmentant leur capacité
de reprise des moments sollicitants et en diminuant la rotation au niveau des jonctions.
Les recherches qui ont été effectuées sur le renforcement des assemblages poteau-poutre
indiquent que les composites PRF collés sur la surface externe de ces jonctions améliorent
leur capacité en cisaillement, Lau [58] et Ghobarah et Said [59]. La figure 1.16 illustre ainsi
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une technique particulière de réhabilitation d’une jonction avec des PRF à fibres de verre
(PRFV) [59].

Figure 1.16 — Exemple de réhabilitation d’assemblage poteau-poutre par collage de
composite à fibres de verre PRFV, Ghobarah et Said [59].

Lors des séismes, le manque de résistance et de ductilité sont les principaux problèmes
des murs sollicités en cisaillement. La capacité de résistance en flexion des murs peut être
augmentée en utilisant des composites PRF. Les composites PRF collés à la surface du
mur à l’aide d’une résine époxy peuvent être ancrés à la semelle (ou à la dalle inférieure),
ainsi qu’à la dalle supérieure en utilisant des dispositifs d’ancrage en acier ou en PRF. Afin
d’améliorer la résistance à la flexion et au cisaillement des murs, les fibres sont orientées
dans les sens verticaux et horizontaux ou placées diagonalement, Lombard et al. [60],
El-Sokkary and K. Galal [61], (figure 1.17).

Une technique de renforcement parasismique largement utilisée pour les poteaux en
béton armé consiste à confiner les poteaux en appliquant des feuilles de PRF sur leur
périmètre (figure 1.18). Dans ce cas, les fibres de chaı̂ne (majoritaires dans un tissu) sont
naturellement orientées perpendiculairement à l’axe du poteau. Par rapport aux tech-
niques classiques de chemisage des poteaux qui utilisent l’acier et le béton, le confine-
ment par PRF est plus facile et rapide à mettre en œuvre. Il n’apporte pas de masse
supplémentaire (ou très faible) et n’augmente pas la rigidité de la structure. Il ne change
donc pas le comportement dynamique de la structure. En raison de ces avantages, l’utili-
sation des tissus PRF pour renforcer des poteaux en béton armé a connu un succès crois-
sant ces dernières années. Un exemple de mise en œuvre de composite PRF sur un po-
teau en béton armé est illustré sur la figure 1.18. Le reste du document détaillera plus
précisément l’application des composites PRF au cas du renforcement des poteaux.

2.3 Réglementation parasismique et ductilité

Les nouvelles réglementations relatives au dimensionnement des structures, et en parti-
culier des ouvrages en béton armé, reposent sur le fait que ces structures doivent être en
mesure d’offrir suffisamment de ductilité pour dissiper l’énergie sismique liée au trem-
blement de terre, Chopra [63]. L’approche du dimensionnement parasismique implique
d’évaluer la force de dimensionnement (i.e. l’effort réel) pour atteindre le niveau de duc-
tilité nécessaire à la dissipation de l’énergie d’hystérésis. Cette force peut être évaluée à
partir de l’effort calculé sous l’hypothèse d’un comportement élastique de la structure et



36 2. La technique de renforcement par matériau composite

(a) (b)

Figure 1.17 — Deux configurations différentes de renforts de voiles, (a) d’après El-
Sokkary(2013) [61], (b) d’après Qazi et al. (2013) [62].

Figure 1.18 — Un exemple de mise en œuvre de composite PRF sur un poteau en
béton armé, Document CSTB [51].

en divisant cet effort par un coefficient de comportement. La simplicité d’une telle ap-
proche peut permettre de réaliser des économies sur le coût de la structure, Uang [64].

Au cours des dernières décennies, le concept de dimensionnement des structures basé sur
la performance a cependant été développé. Celui-ci précise qu’une structure est conçue
pour satisfaire un niveau de performance prédéfini sous différents niveaux de tremble-
ment de terre. Plusieurs niveaux de performance sont ainsi introduits dans la littérature,
par exemple, l’occupation immédiate, la sécurité de vie et la prévention de l’effondre-
ment d’après Federal Emergency Management Agency, FEMA356 [65]. Ces niveaux de
performances sont directement liés à la ductilité des structures. À cet égard, les poteaux
apparaissent donc comme les éléments les plus importants, car les plus aptes à augmenter
la ductilité d’un ouvrage. En effet, lorsqu’un chargement axial est appliqué à un poteau
en béton armé, le béton se dilate latéralement, notamment par effet Poisson. Dans le cas
d’un poteau confiné par exemple par un matériau composite, le confinement réduit la di-
latation de la section en exerçant une pression latérale, créant ainsi un état de contrainte
tridimensionnel dans le béton. Il en résulte une augmentation de la capacité portante et
de la ductilité du poteau, puis de l’ensemble de la structure. L’efficacité du confinement
par composite PRF associée à sa facilité de réalisation en fait la technique de réhabilitation
la plus répandue dans les zones sismiques.

Cependant, les résultats expérimentaux concernant les poteaux de grande taille confinés
par PRF et testés sous charge sismique sont encore limités. Par conséquent, l’élaboration



Chapitre 1 : Renforcement de structures par composite 37

des réglementations pour dimensionner ces éléments confinés souffre d’un retard par
rapport aux nombreuses applications pratiques de cette méthode constatées dans le
monde. Le paragraphe suivant présente quelques résultats expérimentaux disponibles
dans la littérature mettant en valeur l’efficacité du confinement par des composites PRF
sur des poteaux en béton armé.

2.4 Efficacité du confinement par composite de poteaux en béton armé

Dans son travail de synthèse, Liu [66] recense les études expérimentales menées sur des
poteaux en béton armé de taille réelle confinés par des composites PRF. Il cite notamment
les travaux de Sheikh and Yau [67], Gould and Harmon [68], Iacobucci et al. [69], Memon
and Sheikh [70], Hosseini et al. [71], Ozbakkalogu and Saatcioglu [72, 73] et Wang et al.
[74]. Ces auteurs ont en particulier testé le comportement des poteaux confinés sous une
charge axiale constante combinée à des déplacements cycliques d’amplitude imposée de
façon à simuler la situation sismique. Les résultats expérimentaux sont présentés sous la
forme de boucles d’hystérésis du moment de flexion en fonction de la courbure ou de la
force latérale en fonction de la flèche.

L’analyse synthétique menée par Liu [66] a mis en évidence :

— l’amélioration des performances sismiques des poteaux en béton confinés par com-
posite PRF, notamment, la ductilité, l’énergie dissipée et la capacité en flexion aug-
mentent avec le niveau du confinement ;

— la nécessité d’augmenter le niveau du confinement avec l’intensité de la charge axiale
pour obtenir un niveau de ductilité similaire en terme de courbure ;

— la plus grande l’efficacité du confinement de sections circulaires comparée au confi-
nement de sections carrées ;

— le comportement sismique des poteaux confinés par des armatures en acier est
différent de celui des poteaux confinés par PRF : les colonnes confinées par PRF ne
présentent pratiquement pas de dégradation de leur résistance à la flexion dans la
phase de déformation plastique, tandis que les colonnes confinées par armature acier
peuvent montrer une branche post-pic descendante dans la courbe moment versus
courbure. Cette différence est encore plus évidente lorsque la charge axiale est plus
élevée ;

— une amélioration significative de la résistance en flexion des colonnes confinées
soumises à une charge axiale élevée.

Une campagne expérimentale également menée à échelle réelle sur des colonnes en béton
armé avec différentes configurations de renforcement sur la plate forme d’essais des struc-
tures de l’IFSTTAR (à Paris) par Sadone et al. [19]. Le travail que nous présentons ici
s’inscrit dans le cadre d’une collaboration avec l’IFSTTAR et était initialement dirigé vers
la simulation des essais de cette campagne expérimentale. L’étude bibliographique et les
premières tentatives de calculs effectuées avec des modèles existants de la littérature nous
ont amenés à recentrer le travail sur le développement d’un modèle tridimensionnel apte
à simuler le comportement de poteaux en béton armé confinés. Certains des tests à échelle
réelle menés dans la campagne réalisée par l’IFSTTAR serviront d’illustrations de notre
modèle.
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En préambule à ce travail et de façon à mieux appréhender le comportement du matériau
béton sous confinement, nous présentons et analysons à la section suivante les principaux
résultats expérimentaux issus de la littérature illustrant le comportement d’éprouvettes
de béton non confinées et confinées sous différents chargements.

3 Comportement du béton non confiné ou confiné :
synthèse et analyse des résultats expérimentaux rap-
portés dans la littérature

Le béton présente un comportement quasi-fragile, endommageable, dissymétrique
en traction-compression. Ce comportement non linéaire est lié à la formation et au
développement d’un processus complexe de fissuration. Ce processus est lui-même for-
tement lié au caractère hétérogène du béton qui est composé d’agrégats grossiers (les gra-
nulats), de sable et de pâte de ciment hydratée formée par l’hydratation du ciment suite
à son mélange avec de l’eau. La pâte de ciment hydratée forme une zone de transition
au voisinage immédiat des granulats. Cette zone de transition présentant un rapport eau
sur ciment légèrement plus élevé que le reste de la pâte de ciment se révèle plus faible
que le reste de la pâte de sorte que la rupture se développe le plus souvent dans cette
zone de transition ou dans la pâte de ciment hydratée elle-même. Sous un chargement
modéré, la réponse du béton est initialement contrôlée par sa micro-fissuration dans la
zone de transition. Lorsque le chargement augmente, les micro-fissures dans la zone de
transition croissent et coalescent en se développant pour certaines dans la pâte de ciment
hydratée. Finalement, un ensemble de fissures continues se forme et traverse la zone de
transition, la pâte de ciment et éventuellement certains granulats, ce qui entraı̂ne la ruine
progressive ou brutale du matériau, selon le schéma de fissuration ainsi mis en place.

Ces phénomènes de fissuration permettent d’analyser les courbes réponse contraintes-
déformations du béton sous chargement quasi-statique unixial présentées au paragraphe
suivant.

3.1 Comportement uniaxial du béton non confiné en traction et en com-
pression

À titre d’illustration du comportement du béton non confiné sous une sollicitation de
traction uniaxiale, nous présentons sur la figure 1.19 (a) une courbe représentative issue
des travaux de Gopalaratnam et Shah [75]. Il est possible d’y distinguer deux phases : tout
d’abord une phase élastique linéaire, puis une phase post-pic non linéaire. Nous pouvons
observer lors des décharges dans la phase post-pic une perte de raideur et l’apparition
de boucles d’hystérésis. des déformations résiduelles, que nous qualifierons de � plas-
tiques � dans la suite de ce document, peuvent être remarquées lorsque l’éprouvette est
totalement déchargée. Les boucles d’hystérésis et ces déformations résiduelles sont at-
tribuées dans la littérature au frottement entre les lèvres de macro-fissures créées lors du
chargement et qui présentent une forte irrégularité de surface induite par l’hétérogénéité
microscopique du béton.

Le comportement du béton non confiné en compression uniaxiale est illustré à travers la
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figure 1.19 (b), résultat d’un essai réalisé par Sinha et al. [76] sur une éprouvette en béton.
Sur cette figure, il apparaı̂t que la réponse du béton est essentiellement élastique linéaire
jusqu’à ce que la contrainte atteigne un pic qui se situe à environ 30 % de la résistance en
compression du béton. Après ce niveau de contrainte, la dégradation de la rigidité débute
du fait de l’accélération significative de la croissance de fissures.
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(b) Compression uniaxiale, résultats
expérimentaux de Sinha et al. [76].

Figure 1.19 — Réponse d’éprouvettes en béton non confinée soumise à des charge-
ments de traction uniaxiale (a) et compression uniaxiale (b).

Nous nous proposons maintenant de décrire le comportement du béton lorsqu’il est
confiné par l’application d’une compression latérale constante. On parle alors de confi-
nement actif.

3.2 Comportement du béton sous confinement actif par compression
latérale

Une illustration du comportement du béton sous différents confinements par applica-
tion de pression latérale est présenté sur la figure 1.20. Cette figure est issue d’une
étude expérimentale menée par Candappa et al. [8] et Imran et Pantazopoulou [6] sur
des éprouvettes en béton placées dans une cellule triaxiale qui exerce un confinement
constant. Les réponses des éprouvettes sous différentes pressions latérales reportées sur
les courbes font apparaı̂tre que le comportement du béton confiné activement est plus
ductile avec une résistance plus élevée que lors d’un essai de compression uniaxial
simple. Pour des faibles pressions de confinement, les courbes présentent une branche
adoucissante, le comportement du matériau devient ductile pour des pressions de confi-
nement plus élevées (figure 1.20 (b)). En outre, plus le confinement est important, plus
la résistance est élevée. Ce renforcement de la résistance avec le confinement s’explique
par le fait que le confinement provoque un frottement des lèvres de fissure, ainsi qu’une
propagation plus stable de celles-ci. On observe par ailleurs que le comportement macro-
scopique du béton confiné de façon active présente une phase non linéaire qui peut être
apparentée à de la plasticité lorsque le confinement augmente, Jamet et al. [5], Torrenti
[77].
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Figure 1.20 — Réponse d’une éprouvette en béton dans un essai triaxial sous
différentes pressions latérales.

Le comportement du béton sous un essai triaxial illustre bien les effets positifs d’un confi-
nement par l’application d’une pression constante. Le confinement actif permet d’aug-
menter la résistance et la ductilité du béton qui sont, comme nous l’avons vu dans les
premiers paragraphes de ce chapitre, les deux caractéristiques essentielles pour assurer
la sécurité d’un ouvrage.

L’effet d’un confinement par un renfort en matériau composite, désigné également par
confinement passif, relève de mécanismes différents que nous nous proposons de décrire
et d’analyser dans le paragraphe suivant.

3.3 Comportement du béton confiné par composite PRF

Nous débutons ce paragraphe par une analyse simplifiée qui fournit une première esti-
mation de la pression latérale exercée par un renfort composite.

3.3.1 Confinement passif et déformation latérale

Afin de comprendre le mécanisme du confinement par PRF, considérons un cylindre che-
misé par un composite PRF sous chargement axial. Lorsque le béton est chargé axiale-
ment, il se dilate latéralement par l’effet Poisson. En raison de l’interaction entre le béton
et le composite, le PRF s’oppose à cette expansion latérale ce qui génère une tension or-
thoradiale dans le PRF et une pression latérale sur le noyau de béton. L’action du confine-
ment peut être schématiquement représentée sur la figure 1.21 proposée par Lam et Teng
[12]. La pression latérale résultant du composite sur le béton augmente linéairement en
raison du comportement élastique linéaire de ce matériau. Ce type de confinement passif
a son niveau qui varie avec la déformation latérale.

Une analyse de la dépendance du niveau de confinement avec la déformation latérale
peut être explicitée en procédant à un bilan simplifié des efforts dans un cylindre de béton
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confiné par composite.472 L. Lam, J.G. Teng / Construction and Building Materials 17 (2003) 471–489

Fig. 1. Confining action of(b) FRP jacket to(a) Concrete.

the three studies cited abovew12–14x, the model of
Mander et al.w1x was used as the active confinement
model.
Although analysis-oriented models have advantages

in accounting for the interaction between concrete and
confining materials including both steel and FRP com-
posites, the complexity of the incremental process pre-
vents analysis-oriented models from direct use in design.
They are, however, suitable for incorporation in com-
puter-based numerical analysis such as non-linear finite
element analysis. Compared to analysis-oriented models,
design-oriented models are particularly suitable for
direct application in design calculations. A simple and
accurate design-oriented stress–strain model offers an
approach that is familiar to engineers for determining
the strength and ductility of FRP-confined RC structural
members. It may be worth noting that in Eurocode 2
w15x, although a stress–strain model for concrete in
uniaxial compression is provided for structural analysis,
a simpler idealized model is recommended for design
use, which thus represents a similar differentiation
between analysis-oriented and design-oriented models.
This paper is concerned with the development of a

new design-oriented stress–strain model for concrete
confined by an FRP jacket in which the reinforcing
fibres are only or predominantly oriented in the hoop
direction, so that the jacket has little longitudinal stiff-
ness. That is, the jacket can be simplified as a unidirec-
tional material providing only hoop resistance to any
expansion of the concrete. The ultimate condition of
such FRP-confined concrete is reached when the FRP
ruptures due to hoop tensile stresses; failure of insuffi-
cient vertical lap joints is excluded from consideration
here. Concrete-filled FRP tubes for new construction
also make use of FRP confinement but they differ
significantly in behavior as a result of the substantial
longitudinal stiffness possessed by the tube(e.g. part of
the hoop strain of the tube comes from its own Poison’s
effect). Concrete confined by such FRP tubes is thus
excluded from consideration here.
The paper begins with a review of the fundamental

behavior of FRP-confined concrete as established by
existing test results, followed by a discussion of the
deficiencies of existing design-oriented stress–strain
models based on available test observations. A new
design-oriented stress–strain model, which overcomes
these deficiencies is then presented and compared with
test data.

2. Confining action of FRP jacket

In most applications, the lateral confinement provided
by an FRP jacket to concrete is passive in nature. When
the concrete is subject to axial compression, it expands
laterally. This expansion is confined by the FRP jacket,
which is loaded in tension in the hoop direction. Differ-

ent from steel-confined concrete in which the lateral
confining pressure is constant following the yielding of
steel, the confining pressure provided by the FRP jacket
increases with the lateral strain of concrete because FRP
does not yield. The confining action in FRP-confined
concrete can be schematically illustrated in Fig. 1, where
all stresses are shown in their positive directions. In the
concrete, compressive stresses and strains are defined as
positive but in the FRP, tensile stresses and strains are
positive. The lateral(radial) confining pressure acting
on the concrete cores is given byr

s t 2s th h
s s s (1)r R d

wheres stensile stress in the FRP jacket in the hooph

direction, tstotal thickness of the FRP jacket, andR
and dsradius and diameter of the confined concrete
core, respectively. If the FRP is loaded in hoop tension
only, then the hoop stress in the FRP jackets ish

proportional to the hoop straiń due to the linearity ofh

FRP and is given by

s sE ´ (2)h frp h

whereE selastic modulus of FRP.frp

Noyau de béton

PRF

Figure 1.21 — L’effet du confinement exercé par le composite PRF sur le noyau de
béton, Lam et Teng [12].

Considérons pour cela le cylindre en composite soumis à la pression intérieure exercée
par les efforts internes du noyau de béton. En exploitant la solution classique de
mécanique des milieux continus du problème d’équilibre d’un tube mince en pression
interne, Germain [78] on obtient :

σh = σr
D

2 tf
, (1.5)

où σh désigne la contrainte de traction dans le PRF, σr la pression latérale agissant sur le
noyau de béton, tf l’épaisseur du chemisage PRF etD le diamètre du noyau du béton. En
supposant le comportement du PRF linéaire, élastique jusqu’à rupture, la contrainte de
traction dans le PRF est donnée par :

σh = Ef εh, (1.6)

où Ef représente ici le module de Young du composite dans le sens longitudinal des fibres
(précédemment noté EL), les fibres du PRF étant placées transversalement à l’axe du po-
teau et εh désigne la déformation latérale dans le composite.

En exploitant alors les équations (1.5) et (1.6), on obtient finalement la dépendance linéaire
de la pression latérale agissant sur le noyau de béton en fonction de la déformation
latérale :

σr = Kεh, avec K = Ef
2 tf

D
, (1.7)

où K, classiquement désigné dans la littérature par module de confinement, représente le
niveau de confinement subi par le cylindre chemisé par le composite PRF.

Cette dépendance du confinement avec la déformation latérale conduit à une réponse
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contrainte-déformation d’un béton confiné par PRF en compression axiale non linéaire et
très dépendante du niveau de confinement comme l’illustre le paragraphe suivant.

3.3.2 Réponse contrainte-déformation d’un béton confiné par composite PRF en com-
pression axiale

De nombreux essais décrits dans la littérature, Nanni et Bradford [4], Xiao et Wu [7],
Lam et Teng [13], Berthet et al. [15], mettent en évidence trois phases distinctes dans
la réponse contrainte-déformation en compression d’un béton confiné par un compo-
site PRF. Dans la première phase, correspondant à un niveau de contrainte inférieur à
la résistance du noyau du béton, la dilatation latérale du béton est très faible et le confine-
ment est par conséquent négligeable. Le comportement du noyau est très proche de celui
du béton non confiné. Dans la deuxième phase, les micro-fissures progressent à travers
le noyau, le noyau commence à s’endommager et à perdre sa rigidité. Par conséquent,
la déformation latérale du noyau augmente significativement. Cette phase est une phase
de transition avant la troisième phase dans laquelle la déformation latérale de noyau de-
vient suffisante pour activer l’effet du chemisage par le composite PRF. La réponse du
béton confiné dans cette dernière phase dépend du niveau de confinement, ou encore
du module de confinement. D’après, Lam et Teng [12], on peut distinguer trois types de
comportements différents dans cette dernière phase en fonction du niveau de confine-
ment comme présenté sur la figure 1.22, (a) un comportement durcissant pour un confi-
nement important, (b) pour des confinements moins marqués, un comportement plus ou
moins adoucissant et (c) selon les valeurs de la résistance à la compression fc du béton
non confiné vis-à-vis de la valeur ultime fcu. La plupart des échantillons testés dans la
littérature manifestent un comportement semblable à celui représenté sur la figure 1.22
(a), c’est-à-dire qui peut être décrit par une courbe contrainte-déformation bilinéaire avec
une troisième phase ascendante. Ce comportement est observable lorsque le béton est
suffisamment confiné. La résistance à la compression de l’éprouvette et la résistance en
traction du PRF sont atteintes au même instant, la rupture du confinement déclenchant la
ruine de l’éprouvette. La figure 1.23 présente les courbes réponse contrainte-déformation
d’éprouvettes de béton de différentes résistances à la compression (fc = 20 et 40 MPa)
confinées par un composite PRF à base de fibres de carbone et de verre. Le nombre de
plis mis en oeuvre pour le chemisage conduit à des niveaux de confinement différents. On
observe que l’augmentation du confinement conduit à une augmentation significative de
la résistance ultime axiale et de la ductilité. Cependant, certaines expériences présentées
notamment par Wu [16] montrent que le béton confiné peut présenter un comportement
adoucissant dans lequel la résistance à la compression est atteinte avant la rupture du che-
misage en PRF, (figure 1.22 (b)). Dans ce cas, si la contrainte dans le béton à la déformation
ultime est supérieure à la résistance à la compression du béton non confiné, le confine-
ment par le composite PRF est suffisant pour entraı̂ner l’amélioration de la résistance de
l’éprouvette confinée.

Toutefois, si la résistance ultime à la compression est inférieure à la résistance à la com-
pression du béton non confiné, comme illustré sur la figure 1.22 (c), on peut considérer
que le noyau du béton est insuffisamment confiné. Ce type de comportement du béton
insuffisamment confiné a été observé dans certains tests réalisés par Wu [16]. Le compor-
tement du béton dans ce niveau de confinement n’étant pas prédit de façon fiable, il est
recommandé de ne pas chercher à dimensionner un poteau. Lam and Teng [12] proposent
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Fig. 3. Classification of stress–strain curves of FRP-confined concrete.
(a) Increasing type;(b) Decreasing type with ;(c) Decreasingf9 )f9cu co

type with .f9 -f9cu co

Fig. 4. Typical stress–strain curves of FRP-confined concrete.

little strength enhancement can be expected. The behav-
ior of concrete with insufficient FRP confinement has
been observed in some tests conducted by Xiao and Wu
w11x and Aire et al.w22x. For those specimens with the
compressive strength reached before FRP rupture, Table
1 also provides the axial strain at the peak stress´cc

and the stress of concrete at the ultimate strain wheref9cu
available.
A set of stress–strain curves of concrete confined by

different amounts of FRP is shown in Fig. 4, using the
test data obtained by Xiao and Wuw11x, where the axial
stress is normalized by the unconfined concrete strength.
In Fig. 4, specimen A had an unconfined concrete
strength of 55.2 MPa and was wrapped with one layer
of CFRP (specimen 41 of Table 1a). Specimens B, C
and D had an unconfined concrete strength of 43.8 MPa

and were wrapped with one, two, and three layers of
CFRP, respectively,(specimens 32, 35 and 40 in Table
1a). Specimen E had an unconfined concrete strength
of 33.7 MPa and was wrapped with three layers of
CFRP (specimen 31 in Table 1a). The actual confine-
ment ratios of these five specimens are 0.067, 0.097,
0.221, 0.302 and 0.421, respectively. Further details of
these specimens can be found in Table 1a. Specimen A
exhibits insignificant strength enhancement and the
stress–strain curve terminates at a stress below the
unconfined concrete strength(Fig. 4). Specimen B also
has a decreasing stress–strain response after the peak
stress, but the stress at the ultimate strain is higher than
the unconfined concrete strength. The behavior of this
specimen thus belongs to the type illustrated in Fig. 3b.
Specimens C, D and E all has a stress–strain curve of
the increasing type. For these three specimens, the
enhancement in both the compressive strength and the
ultimate strain increases with the amount of
confinement.
The volumetric change of confined concrete under

axial compression can be represented by the volumetric
strain´ , which is defined byv

´ s´ q´ q´ s´ q2´ (5)v c r u c r

where´ scircumferential strain ands´ slateral(radi-u r

al) strain. It is commonly known that unconfined con-
crete in axial compression experiences a volumetric
reduction or compaction up to 90% of the peak stress,
but thereafter the concrete shows volumetric expansion
or dilation which becomes unstable after the peak stress
w34,35x. Unstable dilation has also been observed in
actively confined concrete in tri-axial compression tests
w36,37x. Recently, Mirmiran and his co-authorsw6,35x
compared the volumetric responses of FRP-confined
concrete with those of plain concrete and steel-confined
concrete. They demonstrated that for steel-confined con-
crete, unstable dilation occurs when steel yields, but for
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Fig. 4. Typical stress–strain curves of FRP-confined concrete.

little strength enhancement can be expected. The behav-
ior of concrete with insufficient FRP confinement has
been observed in some tests conducted by Xiao and Wu
w11x and Aire et al.w22x. For those specimens with the
compressive strength reached before FRP rupture, Table
1 also provides the axial strain at the peak stress´cc

and the stress of concrete at the ultimate strain wheref9cu
available.
A set of stress–strain curves of concrete confined by

different amounts of FRP is shown in Fig. 4, using the
test data obtained by Xiao and Wuw11x, where the axial
stress is normalized by the unconfined concrete strength.
In Fig. 4, specimen A had an unconfined concrete
strength of 55.2 MPa and was wrapped with one layer
of CFRP (specimen 41 of Table 1a). Specimens B, C
and D had an unconfined concrete strength of 43.8 MPa

and were wrapped with one, two, and three layers of
CFRP, respectively,(specimens 32, 35 and 40 in Table
1a). Specimen E had an unconfined concrete strength
of 33.7 MPa and was wrapped with three layers of
CFRP (specimen 31 in Table 1a). The actual confine-
ment ratios of these five specimens are 0.067, 0.097,
0.221, 0.302 and 0.421, respectively. Further details of
these specimens can be found in Table 1a. Specimen A
exhibits insignificant strength enhancement and the
stress–strain curve terminates at a stress below the
unconfined concrete strength(Fig. 4). Specimen B also
has a decreasing stress–strain response after the peak
stress, but the stress at the ultimate strain is higher than
the unconfined concrete strength. The behavior of this
specimen thus belongs to the type illustrated in Fig. 3b.
Specimens C, D and E all has a stress–strain curve of
the increasing type. For these three specimens, the
enhancement in both the compressive strength and the
ultimate strain increases with the amount of
confinement.
The volumetric change of confined concrete under

axial compression can be represented by the volumetric
strain´ , which is defined byv

´ s´ q´ q´ s´ q2´ (5)v c r u c r

where´ scircumferential strain ands´ slateral(radi-u r

al) strain. It is commonly known that unconfined con-
crete in axial compression experiences a volumetric
reduction or compaction up to 90% of the peak stress,
but thereafter the concrete shows volumetric expansion
or dilation which becomes unstable after the peak stress
w34,35x. Unstable dilation has also been observed in
actively confined concrete in tri-axial compression tests
w36,37x. Recently, Mirmiran and his co-authorsw6,35x
compared the volumetric responses of FRP-confined
concrete with those of plain concrete and steel-confined
concrete. They demonstrated that for steel-confined con-
crete, unstable dilation occurs when steel yields, but for
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Fig. 3. Classification of stress–strain curves of FRP-confined concrete.
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Fig. 4. Typical stress–strain curves of FRP-confined concrete.

little strength enhancement can be expected. The behav-
ior of concrete with insufficient FRP confinement has
been observed in some tests conducted by Xiao and Wu
w11x and Aire et al.w22x. For those specimens with the
compressive strength reached before FRP rupture, Table
1 also provides the axial strain at the peak stress´cc

and the stress of concrete at the ultimate strain wheref9cu
available.
A set of stress–strain curves of concrete confined by

different amounts of FRP is shown in Fig. 4, using the
test data obtained by Xiao and Wuw11x, where the axial
stress is normalized by the unconfined concrete strength.
In Fig. 4, specimen A had an unconfined concrete
strength of 55.2 MPa and was wrapped with one layer
of CFRP (specimen 41 of Table 1a). Specimens B, C
and D had an unconfined concrete strength of 43.8 MPa

and were wrapped with one, two, and three layers of
CFRP, respectively,(specimens 32, 35 and 40 in Table
1a). Specimen E had an unconfined concrete strength
of 33.7 MPa and was wrapped with three layers of
CFRP (specimen 31 in Table 1a). The actual confine-
ment ratios of these five specimens are 0.067, 0.097,
0.221, 0.302 and 0.421, respectively. Further details of
these specimens can be found in Table 1a. Specimen A
exhibits insignificant strength enhancement and the
stress–strain curve terminates at a stress below the
unconfined concrete strength(Fig. 4). Specimen B also
has a decreasing stress–strain response after the peak
stress, but the stress at the ultimate strain is higher than
the unconfined concrete strength. The behavior of this
specimen thus belongs to the type illustrated in Fig. 3b.
Specimens C, D and E all has a stress–strain curve of
the increasing type. For these three specimens, the
enhancement in both the compressive strength and the
ultimate strain increases with the amount of
confinement.
The volumetric change of confined concrete under

axial compression can be represented by the volumetric
strain´ , which is defined byv

´ s´ q´ q´ s´ q2´ (5)v c r u c r

where´ scircumferential strain ands´ slateral(radi-u r

al) strain. It is commonly known that unconfined con-
crete in axial compression experiences a volumetric
reduction or compaction up to 90% of the peak stress,
but thereafter the concrete shows volumetric expansion
or dilation which becomes unstable after the peak stress
w34,35x. Unstable dilation has also been observed in
actively confined concrete in tri-axial compression tests
w36,37x. Recently, Mirmiran and his co-authorsw6,35x
compared the volumetric responses of FRP-confined
concrete with those of plain concrete and steel-confined
concrete. They demonstrated that for steel-confined con-
crete, unstable dilation occurs when steel yields, but for
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Figure 1.22 — Classification des courbes contrainte-déformation d’après Lam et Teng
[12], (a) comportement durcissant, (b) comportement adoucissant pour fcu > fc, (c)

comportement adoucissant pour fcu < fc.
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Figure 1.23 — Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation axiale
(abscisses négatives) et de la déformation latérale (abscisses positives). Résultats

expérimentaux de Berthet et al. [15] sur des bétons confinés par composites PRF.

un critère pour éviter un tel confinement insuffisant dans les poteaux de section circulaire.
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Pour ces auteurs, le confinement est considéré comme suffisant lorsque :

fl,u > 0, 07 fc (1.8)

avec fl,u qui représente la pression latérale ultime définie ultérieurement par la formule
(1.10). Les mécanismes induits par un confinement sur le comportement d’un béton en
compression étant décrits, nous nous intéressons maintenant aux modes de rupture ob-
servés en compression uniaxiale.

3.3.3 Mode de rupture dans un béton confiné en compression uniaxiale

Le mode de rupture le plus courant pour le béton confiné par composite PRF correspond
à la rupture en traction du composite PRF dans le sens des fibres, le composite étant mis
en oeuvre avec les fibres orientées perpendiculairement à l’axe du poteau. Le degré de
fissuration dans le noyau en béton augmente avec le niveau de confinement. En arrêtant
un essai à un tel niveau de charge (mais avant rupture de l’éprouvette), l’autopsie révèle
que les granulats sont détachés et que le noyau a perdu sa cohésion, comportement qui
s’intensifie avec le niveau de confinement. Ce phénomène est d’autant plus marqué que
l’éprouvette est fortement confinée. Plus le confinement est élevé plus le comportement
du noyau en fin d’essai est proche de celui d’un matériau pulvérulent, Berthet [14]. Une
photo de cet état du béton confiné présentée à la figure 1.24. Plusieurs études, Wu [16],

Figure 1.24 — Photo de la décohésion du béton confiné en fin d’essai, (photo prise à
l’université de Gent, Belgique).

Lam and Teng [12], Berthet [14], Pessiki et al. [9], mentionnent que la déformation ultime
du PRF dans le sens des fibres de confinement au moment de la rupture de la chemise
est inférieure à celle obtenue lors d’essais menés sur des coupons de PRF. Cela peut s’ex-
pliquer par l’état de contraintes dans le composite PRF qui est biaxial contrairement aux
essais sur coupons. Une autre raison invoquée par Lam and Teng [12] est que la fissu-
ration du noyau de béton peut causer une concentration locale de contraintes dans le
PRF. Pessiki et al. [9] ont proposé l’introduction d’un coefficient permettant d’obtenir la
déformation ultime de traction du confinement à partir de la valeur obtenue lors des tests
de traction directe sur coupon :

εh,rup = kε εfrp (1.9)
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avec εh,rup désigne la déformation ultime du composite PRF obtenue lors d’un test sur
une éprouvette chemisée, εfrp la déformation ultime du PRF obtenue par traction directe
sur coupon avec kε un coefficient de réduction.

Lam et Teng [12] recommande de prendre la valeur de 0,63 pour ce coefficient. Connais-
sant la déformation ultime du composite PRF εh,rup, la pression latérale ultime fl,u peut
être obtenue par la relation :

fl,u = Kεh,rup, (1.10)

où K est le module de confinement défini à la section 3.3.1. Nous nous intéressons main-
tenant à l’influence du confinement sur le comportement volumique des éprouvettes cy-
lindriques confinées par des composites PRF. Selon le niveau de confinement, des com-
portements dilatant ou compactant s’observent.

3.3.4 Comportement dilatant-contractant du béton confiné par composite PRF

Un exemple de l’évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation volu-
mique est présentée pour un béton confiné par composite PRF pour des épaisseurs variées
de chemisage et de nature différente à la figure 1.25. Les résultats expérimentaux reportés
sur cette courbe sont issus des travaux de Berthet et al. [15] pour un béton de résistance
en compression de 40 MPa confiné à différents niveaux par des composites PRF à base de
fibres de carbone.

On observe comme précédemment trois phases distinctes de comportement. Dans la
première phase, le niveau de contrainte est inférieur à la résistance du noyau du béton
la déformation latérale du béton est très faible le confinement est par conséquence faible
et le comportement est proche de celui du béton non confiné, le noyau est en contrac-
tion comme on peut voir dans la figure 1.25. Dans la deuxième phase, les microfissures
se propagent à travers le noyau et la déformation latérale augmente plus rapidement
que la déformation axiale. Cette phase est une phase de transition avec une tendance
à la dilatation du noyau du béton. Dans la troisième phase, la déformation latérale est
importante, le composite génère sur le noyau de béton une pression latérale qui aug-
mente jusqu’à la rupture du composite. Le comportement du béton confiné dans cette
dernière phase dépend du niveau de confinement. On observe sur cette figure que pour
de faibles niveaux de confinement (jusqu’à quatre plis de renforts), le composite n’arrive
pas à contrôler la dilatation du noyau du béton. Au contraire, le chemisage en PRF, lors-
qu’il est renforcé, contrôle la dilatation et impose un comportement compactant, Berthet
[14].

3.3.5 Influence du trajet de chargement

Lim et Ozbakkaloglu [17], [79] ont récemment étudié l’influence du trajet de chargement
sur la contrainte axiale dans des éprouvettes cylindriques confinées activement et passi-
vement par un chemisage en composite. Des éprouvettes de béton de résistance normale
et haute résistance ont été testées sous les deux types de confinement. À titre d’exemple,
la figure 1.26 présente les résultats expérimentaux obtenus pour un béton de résistance
en compression de 51,6 MPa avec différents niveaux de confinement constants de 0 MPa
(éprouvette non confinée) jusqu’à 25 MPa, ainsi qu’un confinement par deux plis compo-
sites PRF à base de fibres aramides (PRFA). Sur la figure 1.26 (a), qui présente la courbe
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Figure 1.25 — Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation volu-
mique, résultats expérimentaux de Berthet et al. [15].

de déformation latérale en fonction de la déformation axiale, sont repérés par des points
noirs les états correspondants à des déformations axiales et latérales égales pour les deux
types de confinement. En ces points, on observe que les valeurs de confinement dans le
béton confiné activement (f∗l ) sont approximativement égales à celles obtenues avec le
confinement passif (fl) par composite par PRFA (courbe rouge). La figure 1.26 (b) montre
que en ces points d’intersection, la contrainte axiale du béton confiné par composite PRF
est légèrement inférieure à celle du béton confiné par un confinement constant. Ces au-
teurs ont observé que cette différence de contrainte axiale devient très importante dans
le cas de bétons à haute résistance, Lim et Ozbakkaloglu [17] et [79]. Les observations
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Figure 1.26 — Comparaison des résultats expérimentaux du béton activement
confiné et confiné par deux plis PRF à base de fibre d’aramide, Lim et Ozbakkaloglu
[17]. (a) Évolution de la déformation latérale en fonction de la déformation axiale.

(b) Courbes contraintes-déformation axiale.

décrites précédemment concernaient le comportement d’épouvettes confinées sous char-
gement monotone. Nous examinons maintenant le comportement de béton confiné sous
un chargement cyclique de compression en nous appuyant toujours sur des études de la
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littérature.

3.3.6 Comportement sous compression cyclique d’éprouvettes cylindriques confinées

Différentes études expérimentales de la littérature décrivent le comportement des
échantillons chemisés par PRF sous essais cycliques de compression, on peut citer par
exemple Rousakis [10], Ilki et Kumbasar [11], Lam et al. [80] ou encore Ozbakkaloglu and
Akin [81]. À titre d’illustration, nous présentons sur la figure 1.27 la courbe réponse obte-
nue par Ozbakkaloglu and Akin [81] sur une éprouvette de béton confinée par deux plis
en composite à fibres d’aramide (PRFA).

Les résultats de ces travaux mettent en évidence que la courbe enveloppe des boucles
hystérésis sous chargement cyclique correspond à la courbe contrainte-déformation
axiale sous chargement monotone. De plus, ces essais montrent que le module de Young
du béton confiné se dégrade moins au fur et à mesure des cycles que celui du béton
non-confiné. On peut pour cela rapprocher la figure 1.27 de la figure 1.19(b) présentée
précédemment caractéristique d’un comportement de béton non confiné sous charge-
ment cyclique de compression. De même que pour un essai monotone, la rupture du
noyau confiné survient suite à la rupture en traction du PRF.
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Figure 1.27 — Comportement sous compression cyclique d’une éprouvette confinée
par deux plis de composite à fibres d’Aramide (PRFA), Ozbakkaloglu and Akin [81].

3.3.7 Comportement en compression d’éprouvettes rectangulaires confinées

Les sections non-circulaires de poteau les plus utilisées dans le domaine du génie civil
sont des sections carrées et/ou rectangulaires. Pour ces formes de section, la distribu-
tion de la pression de confinement générée par un chemisage n’est pas uniforme. Elle est
maximale au cœur de la section et minimale à proximité du centre des côtés de la sec-
tion (figure 1.28). Pour de telles sections, l’efficacité du confinement en termes de gain de
résistance ou de ductilité est réduite comparée à celle produite sur une section circulaire.
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Figure ��-31 : schéma indiquant la non-uniformité du confinement dans le cas des sections
rectangulaires/carrées.

Wu et al. (�G�	�&	����	 �����) proposent un facteur k3 permettant de calculer la résistance
d’ une section rectangulaire confinée à partir de celle d’ une section circulaire confinée, selon : 

( ��-32) '
3

'
)( ccrectcc fkf ⋅=  

où f’ cc est la résistance en compression du béton confiné pour une section circulaire

Le facteur k3 se calcule suivant: 

( ��-33) αα ⋅+⋅−= 5,0)2(3 h
R

k c  pour Ef � 250 GPa 

avec
cf

30=α . 

De la même façon, la déformation ultime du béton confiné �ccu(rect) pour une section rectangulaire
est calculée suivant : 
( ��-34) ccurectccu k εε ⋅= 4)(

Où : 

- αα ⋅+⋅⋅−= 8,0)6,12(4 h
R

k c  

- �ccu est la déformation ultime du béton confiné pour une section circulaire. 

Cette rapide synthèse des modèles de confinement simples qui ont pu être développés
permet de se rendre compte des différentes approches qui ont pu être développées par les auteurs
pour aboutir à un modèle rhéologique du béton confiné.

Il convient désormais de présenter quelques codes en vigueur actuellement concernant 
cette fois le renforcement par matériaux composites à l’ échelle d’ éléments structuraux, et en
l’ occurence les poteaux en béton armé.

����� ��������� �

L’ EC8 se divise en plusieurs parties : 
- EC8-1 : Règles générales, actions sismiques et règles pour le bâtiment 
- EC8-2 : Ponts 
- EC8-3 : Évaluation et renforcement des bâtiments 
- EC8-4 : Silos, réservoirs et canalisations 
- EC8-5 : Fondations, ouvrages de soutènement et aspects géotechniques

Figure 1.28 — Distribution non-uniforme du confinement dans les sections rectangu-
laires/carrées, Sadone [82].

Mirmiran et al. [83] suggèrent que l’efficacité du confinement par PRF des poteaux rec-
tangulaires en béton dépend, outre des paramètres précédemment listés (la résistance en
compression du béton, le type de fibres et de résine, la fraction volumique de fibres et les
orientations des fibres, l’épaisseur du composite), du rapport du rayon des congés Rc sur
la largeur de la section b, (figure 1.28). Ces auteurs ont proposé d’introduire le coefficient
suivant pour quantifier l’efficacité du confinement des sections rectangulaires :

MCR =
2Rc

b

fr

fc
, (1.11)

où Rc représente le rayon des congés de la section rectangulaire, b la largeur de la section,
fr la pression de confinement et fc la résistance à la compression du béton non confiné et
où la pression du confinement fr se calcule de la façon suivante :

fr =
2 fu,f tf

b
, (1.12)

où fu,f représente la résistance en traction du PRF et tf l’épaisseur du composite.

Mirmiran et al. [83] indiquent que, pour une valeur du coefficientMCR inférieure à 15 %,
bien que l’on observe un gain de ductilité, la résistance ne sera pas augmentée. Dans une
telle configuration, la courbe contrainte-déformation présente alors une branche adoucis-
sante, (figure 1.22 (c)).

La figure 1.29 présente des courbes contraintes-déformations typiques du comportement
en compression d’éprouvettes carrées pour deux niveaux de confinement et deux rayons
de congés différents, Wang and Wu [84]. Pour ces essais, les auteurs ont constaté que
l’augmentation de la résistance du béton confiné est bien directement proportionnelle au
rapport du rayon de congé sur la largeur de la section 2Rc / b .

4 Quelques modélisations du comportement du béton
confiné par composite proposées dans la littérature

Avant de nous intéresser plus spécifiquement aux modèles de comportement dédiés à des
bétons confinés par composite, nous revenons sur les premiers modèles de comportement
de béton confiné proposés dans la littérature qui concernaient le confinement par des
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Figure 1.29 — Courbes contrainte-déformation mesurées sur des éprouvettes de sec-
tion carrée confinées suivant deux niveaux de confinement et présentant des rayons

de congé différents, Wang and Wu [84].

armatures en acier.

À la suite de l’introduction par Considré [85] en 1903 du confinement dans des poteaux en
béton par des armatures en acier, différents travaux expérimentaux et théoriques ont été
en effet menés pour tenter de mieux comprendre le comportement du béton confiné et de
dériver des modèles rhéologiques simples aptes à reproduire l’effet du confinement sur la
résistance et la ductilité du béton. On peut citer les travaux de Richart et al. [86, 87] dans
les années 1920 qui ont étudié le comportement de cylindres en béton sous une pression
hydraulique latérale uniforme, ainsi que le comportement de cylindres confinés par des
armatures en acier. Ils ont constaté que la résistance à la compression du béton confiné
avec une pression hydrostatique uniforme est approximativement égale à celle du béton
confiné par des armatures en acier très rapprochées lorsqu’elles exercent un confinement
équivalent à celui de la pression hydrostatique uniforme dans la phase plastique de son
comportement. On peut également mentionner dans la continuité de ces travaux, l’étude
de Roy and Sozen [88] menée en 1964 sur des éprouvettes carrées confinées par des ar-
matures d’acier.

En 1971, Kent et Park [89] ont présenté un modèle rhéologique unidimensionnel pour
des bétons non confinés et confinés avec des armatures acier. Mander et al. [90] ont pro-
posé en 1988 un modèle rhéologique unidimensionnel qui reproduit des tests sur des co-
lonnes rectangulaires et circulaires de taille réelle avec différentes dispositions de confi-
nements transversaux en acier et pour différents types de confinement. Ce modèle, qui
introduit une contrainte efficace de confinement latéral, dépendant de la configuration
du renforcement transversal et longitudinal, permet de prendre en compte l’effet du taux
de déformation et de décrire le comportement sous une charge cyclique uniaxiale [91].
Ahmed et Shah [92], Xiao et al. [93] ont proposé également des modèles unidimensionnels
pour prédire la courbe contrainte-déformation du béton confiné avec chemisage d’acier
sous des contraintes triaxiales de compression.

Plus récemment, l’utilisation de matériaux composites pour renforcer des poteaux en
béton armé a naturellement conduit au développement de modèles dédiés, ainsi que des
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outils de simulation. On peut distinguer deux grandes classes de modèles proposés pour
simuler le comportement du béton confiné par composite PRF, les modèles unidimen-
sionnels et les modèles tridimensionnels que nous nous proposons de présenter successi-
vement.

4.1 Modèles unidimensionnels

La littérature est très riche en modèles unidimensionnels visant à reproduire le compor-
tement de poteaux en béton armé confinés par des composites PRF sous chargement uni-
axial, comme en atteste l’étude très complète de Ozbakkaloglu et al. [26] qui recensent
près de 90 modèles. Lam et Teng [12] ont classé ces modèles simplifiés en deux grandes
familles, l’une orientée vers la conception et l’autre orientée vers l’analyse. En suivant
cette classification, nous décrivons brièvement dans les paragraphes suivants les grandes
propriétés de ces deux familles de modèles unidimensionnels.

4.1.1 Modèles orientés vers la conception

Cette classe de modèles orientés vers la conception s’appuie sur l’interprétation di-
recte des résultats expérimentaux en proposant des expressions explicites de la relation
contrainte-déformation, de la résistance en compression et de la déformation axiale ul-
time des poteaux confinés par PRF. Ces modèles, directement applicables en conception,
sont également simples à utiliser par les ingénieurs pour calculer la ductilité et les forces
appliquées sur les éléments structuraux, Lam et Teng [12].

Parmi les modèles les plus connus de ce type, on peut citer celui proposé par Lam et
Teng [12] qui a également été adopté par le code calcul américain ACI 440.2R-08 [94], ou
encore le modèle bilinéaire proposé par Samaan et al. [21]. Une revue de ces modèles est
proposée dans Berthet et al. [15].

4.1.2 Modèles orientés vers l’analyse

Les modèles orientés vers l’analyse prennent en compte l’interaction entre le confinement
externe et le noyau de béton. Ces modèles sont basés sur l’hypothèse de l’indépendance
du comportement vis à vis du trajet du chargement, de sorte que la contrainte axiale et
la déformation axiale du béton confiné par composite PRF pour une déformation latérale
donnée sont supposées les mêmes que celles du même béton activement confiné avec
une pression de confinement constante égale à celle fournie par le chemise PRF. Cette ap-
proche demande de disposer de la courbe contrainte-déformation axiale pour le béton
confiné sous un confinement constant, ainsi que des caractéristiques de dilatance du
béton confiné avec PRF. Plus précisément, la méthode nécessite de connaı̂tre la relation
entre la déformation latérale et la déformation axiale, figure 1.30 (b). Pour cela, des re-
lations empiriques sont la plupart du temps utilisées. La courbe contrainte-déformation
complète du béton confiné par composite est ensuite construite de façon itérative à par-
tir de ces données selon la procédure décrite sur la figure 1.30. Connaissant la relation
déformation latérale en fonction de déformation axiale, pour une déformation axiale
donnée εc,A, la déformation latérale εl,A peut être obtenue. Puis, à l’aide de la déformation
latérale, la pression latérale dans le béton confiné par PRF peut être déterminée. La courbe
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contrainte-déformation du béton activement confiné correspondant à cette pression de
confinement peut alors être choisie dans la famille des courbes (courbe A sur la figure 1.30
(a)), chaque courbe correspondant à un niveau de confinement constant. La contrainte
axiale peut être obtenue en utilisant cette courbe contrainte-déformation correspondant
à εc,A, figure 1.30 (a). La pression de confinement exercée sur le béton augmentant à me-
sure que la déformation axiale augmente, les étapes précédemment décrites doivent être
ensuite répétées pour plusieurs déformations axiales εc,i afin d’obtenir la réponse glo-
bale contrainte-déformation complète du béton confiné par PRF. En utilisant ce type de

in the determination of the stress–strain curves of FRP-confined
concrete can be summarized as follows. If the lateral-to-axial strain
relationship is known, for a given axial strain (ec,A), then the corre-
sponding lateral strain (el,A) can be determined as illustrated in
Fig. 6b. The confining pressure in FRP can then be calculated using
this strain. The actively confined concrete stress–strain curve cor-
responding to this confining pressure can then be selected from
the family of curves, such as Curve A in Fig. 6a, and can be used
to determine the axial stress of FRP-confined concrete (fc,A) for
the given axial strain (ec,A). The confining pressure in FRP-confined
concrete varies continuously with the axial strain, therefore the
above steps should be repeated to generate the entire stress–strain
curve. Finally, the stress–strain curve of FRP-confined concrete ter-
minates at the point where the lateral strain reaches the hoop rup-
ture strain of the FRP (eh,rup).

It should be clear from the above summary that the accuracy of
analysis-oriented models is very sensitive to both the active con-
finement base curves and the lateral-to-axial strain relationships
used in the models. In the following section, a brief summary of
these key relationships are presented. Table 2 summarizes the
expressions used by each analysis-oriented model to establish
the actively confined concrete base curves and model the lateral-
to-axial strain relationship of FRP-confined concrete.

3.2.1. Axial stress–strain curves for actively confined concrete
The prediction of stress–strain curves of actively confined con-

crete requires a stress–strain equation together with a set of equa-
tions to predict the peak stress f 0cc

�� �
and the corresponding strain

e�cc

� �
of confined concrete. The majority of the existing analysis-ori-

ented models adopted the stress–strain model proposed by Popov-
ics [34] (Eq. (17)), to determine the shape of the actively confined
concrete base curves [3,7,11,62,64,66–70]. Popovics’ [34] model
describes the stress–strain curve of concrete through an energy
balance approach as:

fc ¼
f 0cc
� ec=e�cc

� �
r

r � 1þ ec=e�cc

� �r ð17Þ

where the constant r accounts for the brittleness of concrete and
was originally given in the model as r ¼ 0:058f 0co þ 1. All the models
reviewed in this study that adopted the original or modified version
of Popovics’ [34] model determined this constant by an expression
given by Carreira and Chu [71] as:

r ¼ Ec

Ec � f 0cc
�
=e�cc

ð18Þ

For the models that modified the original version of Popovics’ [34]
stress–strain curve [72,73], the modified parts of the model expres-

sions are presented in Table 2. It should be noted that the expres-
sion for Ec, given by ACI 318-95 [50] as Ec ¼ 4730

ffiffiffiffiffi
f 0co

p
, was used

by most of the reviewed models to determine the initial elastic
modulus of concrete. For the models that recommended different
expressions for the determination of Ec these expressions are given
in Table 2.

3.2.2. Peak stress and strain expressions for actively confined concrete
The expressions used by each analysis oriented model to deter-

mine the peak stress and corresponding strain on the stress–strain
curve of actively confined concrete are shown in Table 2. The most
commonly used peak stress f 0cc

�� �
expression was the one given by

Mander at al. [6] (Eq. (19)). This expression was based on the gen-
eral expression proposed by Willam and Warnke [74] and was cal-
ibrated using the test results of hydrostatically confined concrete
specimens tested by Elwi and Murray [75].

f 0cc
� ¼ f 0co 2:254

ffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffi
1þ 7:94f �l

f 0co

s
� 2

f �l
f 0co
� 1:254

!
ð19Þ

The most commonly used expression for the prediction of the axial
strain e�cc

� �
at peak stress was the one originally proposed by Richart

et al. [4]:

e�cc ¼ 5eco
f 0cc
�

f 0co
� 0:8

� �
ð20Þ

3.2.3. Dilation behavior of FRP-confined concrete
In analysis-oriented models, the lateral-to-axial strain relation-

ship (i.e. dilation behavior) of FRP-confined concrete provides the
essential link between the response of the concrete core and the
passive confinement of the FRP shell. The existing analysis-ori-
ented models either used explicitly derived relationships (i.e.
[45,62,72,76]) or they gave them implicitly (i.e. [11,64,67–
70,73,77]), in majority of the models, through the modification of
the expressions originally given by actively confined concrete
models. Most of the explicit models are capable of accurately cap-
turing the dilation behavior of FRP-confined concrete in the final
stage of the behavior, where the rapid expansion of concrete is sta-
bilized by the FRP confinement, and lateral-to-axial strain ratio
asymptotically approaches to a constant value. Accurate prediction
of the dilation behavior within this region is highly important for
the overall accuracy of the dilation model. The majority of the im-
plicit models, on the other hand, are unable to capture the dilation
behavior in this region, as they often predict a dilation behavior
that resembles the ones observed in actively confined or steel-con-
fined concrete, where the concrete dilation continues at an increas-
ing rate until the eventual failure. Different expressions proposed
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Figure 1.30 — Construction itérative de la courbe contrainte-déformation du béton
confiné par PRF à l’aide d’un modèle orienté vers l’analyse, Ozbakkaloglu et al. [26].

modèles, on peut également simuler le comportement d’un béton faiblement confiné avec
une branche adoucissante et de bétons confinés par différents matériaux. Néanmoins, des
résultats expérimentaux ont récemment montré que l’hypothèse d’indépendance du tra-
jet chargement n’est pas tout à fait correcte pour un béton de résistance normale et l’est
encore moins pour un béton de haute résistance. On pourra notamment consulter les tra-
vaux de Spoelstra et Monti [25] pour une présentation détaillée d’un modèle orienté vers
l’analyse.

Les modèles présentés dans ces deux sections reposent comme nous l’avons vu sur des
approches très simplifiées et empiriques qui présentent l’avantage de fournir des expres-
sions explicites ou semi-explicites de la courbe réponse du béton confiné. Elles sont en
revanche dédiées à des géométries spécifiques de structures et des types de confinements.
Le cadre d’application est par ailleurs limité à des chargements de compression uniaxiale.

Différentes modélisations plus avancées du comportement de béton confiné par compo-
site ont été proposées ces dernières années dans un cadre tridimensionnel et valorisées
dans des simulations numériques. La section suivante est consacrée à une revue de ces
principaux modèles.

4.2 Modèles tridimensionnels

Les modèles tridimensionnels distinguent le comportement du béton et du composite
collé. Le comportement du composite PRF est souvent décrit par une loi de comporte-
ment élastique linéaire orthotrope. Le comportement du béton est généralement modélisé
par une loi élasto-plastique, élasto-endommageable ou encore élasto-plastique endom-
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mageable. Les réponses contrainte-déformation de structures en béton confiné sont alors
construites numériquement par des simulations par éléments finis (EF). Ces simulations
permettent d’accéder aux champs locaux des contraintes et déformations dans la struc-
ture offrant à l’utilisateur des informations précises sur le comportement structurel.

4.2.1 Revue bibliographique

En raison de leur simplicité et du petit nombre de paramètres à identifier, des modèles
de plasticité du type Drucker-Prager ont été tout d’abord largement utilisés pour simu-
ler le comportement de poteaux en béton confiné par des composites PRF. On peut ainsi
citer Mirmiran et al. [29] et Shahawy et al. [95] qui ont obtenu un bon accord avec des
résultats expérimentaux en utilisant un modèle élasto-plastique parfait. Néanmoins, plus
tard, Yu et al. [32] ont montré que les modèles élasto-plastiques parfaits peuvent donner
des prédictions proches uniquement pour une certaine gamme du module de confine-
ment de PRF. Yu et al. [32], Jiang et Wu [27], Karabinis et al. [28] et Rousakis et al. [30]
ont alors proposé un modèle élasto-plastique non associé avec écrouissage isotrope. Bien
que les simulations numériques aient été en bon accord avec les résultats expérimentaux,
l’approche restait perfectible dans la mesure où les caractéristiques de dilatance du béton
identifiées apparaissaient fonction des caractéristiques du PRF et du diamètre du noyau
de béton. Youssf et al. [31] ont proposé un modèle de plasticité pour le béton nommé
Karagozian et Case (K-C) qui est implémenté dans le code aux éléments finis LS-Dyna. Ce
modèle de béton a été validé pour une large gamme de données expérimentales concer-
nant des cylindres en béton confinés par PRF. Cependant, de la même manière que Jiang
et Wu[27], Karabinis [96, 28], Mirmiran [29], Shahawy [95], Rousakis [30], Yu et al. [32], le
paramètre de dilatance de ce modèle de béton dépend des caractéristiques du PRF et du
diamètre du poteau.

Ces modèles de plasticité ont été par la suite enrichis par l’introduction d’un endom-
magement. Yu et al. [33] ont ainsi choisi de modifier le modèle de plasticité avec en-
dommagement existant dans le code par éléments finis Abaqus, initialement proposé par
Lubliner [97], puis étendu par Lee et Fenves [98]. Les modifications proposées intègrent
notamment un paramètre empirique, appelé confinement effectif. Le confinement effectif
est calculé à partir des des contraintes principales, et de la résistance du béton en com-
pression et d’un paramètre identifié à partir des essais biaxiaux. Les deux déformations
principales latérales obtenues à partir de l’analyse éléments finis sont choisies comme des
variables d’état. Ces variables permettent de modifier au cours des simulations l’angle
de dilatance défini dans le potentiel d’écoulement du modèle. La loi d’écrouissage du
modèle est également modifiée pour tenir compte de l’effet du confinement. Cette loi est
obtenue à partir d’un ensemble de courbes contrainte-déformation associées à différentes
valeurs de confinement constants en utilisant un modèle orienté vers l’analyse [99]. La
dépendance des paramètres du matériau avec les variables d’état est réalisée par une su-
broutine nommée USDFLD dans le code Abaqus [100] en utilisant une entrée tabulaire.
Bien que la prédiction du modèle soit assez bonne, le processus d’obtention du modèle est
relativement compliqué et la prédiction du modèle n’a pas été confrontée à des résultats
expérimentaux dans le cas de plusieurs niveaux de confinement actif. Le modèle proposé
par Yu et al. [33] a également été utilisé après quelques révisions dans les travaux de
Xiao [101] et Teng et al. [102] afin de simuler le confinement par PRF et/ou le confine-
ment d’acier. Très récemment, Ozbakkaloglu et al. [35] et Hany et al. [103] ont modifié le
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modèle élasto-plastique endommageable implémenté dans Abaqus pour l’appliquer au
cas du béton confiné par PRF. Cependant, comme dans la majorité des modèles existants,
le paramètre de dilatance du béton est dépendant des caractéristiques du composite PRF,
ce qui limite, comme mentionné auparavant, le cadre applicatif du modèle.

On peut enfin citer le modèle élasto-plastique endommageable proposé par Luccioni et
al. [104] pour simuler le béton confiné sous confinement actif et par PRF. Dans ce modèle,
la surface de charge du modèle proposé par Lubliner est modifiée en prenant une forme
quadratique du premier invariant du tenseur des contrainte pour mieux reproduire le
comportement du béton sous des confinement élevés. Un accord satisfaisant a été obtenu
en comparant les simulations avec des résultats expérimentaux. Cependant, le modèle
possède deux surfaces de charge distinctes, une pour la plasticité et une pour l’endom-
magement et sa mise en œuvre numérique est relativement laborieuse, [105, 106]. De plus,
de nombreux paramètres doivent être identifiés et leur identification n’est pas simple. En
outre, la réponse de ce modèle n’a pas été confrontée à des résultats expérimentaux variés
et en particulier intégrant une large gamme de modules de confinement par composites
PRF.

Dans cette classe de modèles tridimensionnels élasto-plastique endommageables, nous
avons choisi d’examiner plus spécifiquement les potentialités du modèle relativement
répandu couplant plasticité et endommagement proposé par Lubliner [97], puis étendu
par Lee et Fenves [98] et qui est disponible dans le code par éléments finis Abaqus. Nous
souhaitons, à travers la présentation de premières simulations que nous avons réalisées
avec ce modèle, mettre en évidence ses points forts et ses limites dans la prédiction de
comportements expérimentaux de poteaux, ce qui nous permettra de positionner les ob-
jectifs de ce travail de thèse. Dans cette démarche, les équations et les éléments majeurs
de ce modèle, que nous seront amenés à enrichir, ne sont volontairement pas détaillés
dans cette section, mais le seront au chapitre suivant.

4.2.2 Prédiction du comportement de poteaux confinés par le modèle de Lubliner

Nous présentons dans cette section les prédictions que nous avons obtenues en adoptant
le modèle de Lubliner [97] étendu par Lee and Fenves [98] pour simuler le comportement
de poteaux cylindriques en béton confinés par une pression latérale constante dans des es-
sais triaxiaux, ainsi que confinés par composite PRF. Les simulations sont confrontées aux
résultats expérimentaux de Imran et Pantazopoulou [6], ainsi qu’à ceux de Canddappa
et al. [8] pour des bétons confinés activement et de Berthet et al. [15] pour des bétons
confinés par composites PRF à base de fibres de carbone et verre sous différents niveaux
de confinement allant de 1 pli jusqu’à 12 plis de composite.

Les simulations sont réalisées sur le code de calculs Abaqus. Le comportement du
matériau béton est modélisé par la loi élasto-plastique endommageable proposée par
Lubliner implémentée dans Abaqus. Ce modèle requiert la donnée de 6 paramètres : 2
paramètres élastiques, le module de Young du matériau, et coefficient de Poisson, 2 pa-
ramètres caractéristiques du potentiel d’écoulement et 2 paramètres caractéristiques de la
surface de charge. Nous avons adopté les valeurs recommandées par Lubliner et al. [97]
et Lee and Fenves [98] répertoriées dans la Table 1.3.Les modules de Young du béton sont
pris égaux à 21 GPa pour les simulations des essais d’Imran et Pantazopoulou [6], 29 GPa
pour les essais d’Imran et Pantazopoulou [6], de Canddappa et al. [8] et 34 GPa pour ceux
de Berthet et al. [15]. Ces valeurs résultent d’une identification de la loi d’écrouissage à
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Tableau 1.3 — Paramètres du modèle élasto-plastique endommageable implémenté
dans le code Abaqus, valeurs utilisées dans les simulations des essais.

Élasticité
Paramètres du

potentiel d’écoulement
Paramètres du potentiel
de la surface de charge

ν=0,2 ψ=31° ε=0,1 α=0,12 γ=3

partir de lois empiriques proposées par Attard and Setunge [107] à partir d’un essai uni-
axial. L’endommagement est identifié en utilisant un essai uniaxial en compression en
supposant que l’endommagement commence après la valeur maximale de contrainte en
compression.

Pour les simulations d’éprouvettes testées par Berthet et al. [15] confinées par un che-
misage, le composite est considéré homogène, élastique linéaire, isotrope transverse. Les
fibres sont orientées suivant la direction orthoradiale. Les caractéristiques retenues dans
les simulations pour ce composite unidirectionnel sont celles données dans Berthet et al.
[15]. La liaison est supposée parfaite entre le béton et le matériau composite. Le char-

Tableau 1.4 — Caractéristiques du composite unidirectionnel PRF retenues pour les
simulations d’après Berthet et al. [15]

ET (GPa) EL (GPa) νLT GLT (GPa) GTT’ (GPa)
Carbone 3,45 230 0 1,3 1,3

Verre 3,45 74 0 1,3 1,3

gement de compression est imposé dans les simulations par un déplacement à la tête
du poteau. Pour simuler le comportement des éprouvettes confinées par une pression
constante, un seul élément fini cubique est utilisé compte tenu de l’homogénéité des
contraintes dans les éprouvettes. Pour simuler les éprouvettes confinées par PRF, compte
tenu des symétries géométriques et matérielles, le maillage est restreint à un quart d’une
coupe verticale du cylindre et les éléments finis retenus sont axisymétriques dans le
matériau béton et de type plaque axisymétrique orthotrope dans le composite.

Les résultats des simulations sont confrontés tout d’abord aux résultats expérimentaux
sur des poteaux confinés activement par pression latérale. La figure 1.31 présente les
courbes réponses contrainte - déformation sous un chargement de compression uniaxiale
de poteaux confinés avec des pressions latérales constantes de différentes amplitudes va-
riant entre 1 MPa et 21 MPa, le cas non confiné correspondant au chargement de 0 MPa.
Le modèle apparaı̂t globalement insuffisant à reproduire l’allure générale des courbes
réponses notamment lorsque le confinement augmente. La transition du comportement
de type fragile à ductile observée expérimentalement n’est pas restituée par le modèle et
en particulier le modèle sous estime significativement la contrainte axiale pour la branche
adoucissante. Des constatations du même ordre ont été faites par Yu et al. [32] [33] et Hany
et al. [103] qui ont utilisé le modèle d’Abaqus. Pour palier cette insuffisance du modèle,
ces auteurs ont proposé d’introduire une dépendance de la loi d’écrouissage au confine-
ment. Cette dépendance est introduite par le biais d’une loi empirique et le recours à des
données tabulées pour chaque confinement, ce qui rend le modèle dans cette nouvelle
version compliqué et moins satisfaisant.

Pour des confinements faibles, la contrainte maximale est correctement simulée. En re-
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Figure 1.31 — Courbe réponse contrainte déformation de poteaux en béton confinés
activement par pressions latérales. Confrontation des simulations à des résultats

expérimentaux.

vanche, pour les confinements plus forts (plus de 14,7 MPa), la contrainte maximale est
sur-estimée (figure 1.31). Cette observation a également été faite par Luccioni et al. [104],
Zhang et al. [108], Ozbakkaloglu et al. [35]. Ce problème peut attribué à la surface de
charge linéaire retenue dans le modèle de Lubliner qui peut conduire à une sur-estimation
de la résistance triaxiale du béton lorsque le confinement est élevé. Chen [109] a proposé
d’adopter une forme quadratique dans le plan méridien pour reproduire le comporte-
ment du béton sous l’effet des confinements plus élevés.

Les simulations sont par ailleurs confrontées aux résultats expérimentaux sur des po-
teaux confinés par composite à la figure 1.32 qui présente les réponses des poteaux sous
différentes couches de composite PRF. On constate également que le modèle n’est pas en
mesure de simuler globalement le comportement du béton sous la pression latérale cette
fois variable exercée par le PRF. Pour les niveaux faibles de confinement passif, le modèle
sous-estime la contrainte axiale pour une déformation axiale donnée. Cette observation
est cohérente avec d’une part les résultats présentés dans le cas d’un confinement actif
à la figure 1.31 qui mettent en évidence que le modèle sous-estime de manière signifi-
cative la contrainte axiale pour une déformation axiale donnée dans un état triaxial de
contrainte. Et d’autre part, pour des bétons à résistance normale, les résultats présentés
dans la section 3.3.5 ont montré que la contrainte axiale mesurée dans une éprouvette de
béton confiné par composite PRF est très voisine de celle mesurée dans cette éprouvette
sous une pression latérale constante égale à celle fournie par un chemisage en composite,
Lim et Ozbakkaloglu [17]. Pour obtenir une bonne estimation de la contrainte axiale pour
une déformation axiale donnée dans un béton confiné par un composite, il est nécessaire
d’avoir une bonne estimation dans le cas de confinement actif.

Dans le cas de niveaux de confinements passifs plus forts, le modèle sur-estime cette fois
la contrainte axiale comme le montre la figure 1.32 (b), tendance également observée pour
des confinements actifs constants.

Ces premières simulations nous montrent que ce modèle de comportement du béton,
bien que déjà avancé, reste insuffisant pour reproduire l’effet du confinement sous un
simple chargement de compression unixiale. Étant déjà en défaut sur la simulation du
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(b) Béton de résistance à la compression
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Figure 1.32 — Courbe réponse contrainte déformation de poteaux en béton active-
ment confinés par un chemisage composite. Confrontation des simulations à des

résultats expérimentaux de Berthet et al. [15].

comportement de poteaux confinés activement, il l’est également pour des confinements
passifs par composites PRF qui nous intéressent ici.

5 Conclusion, objectifs et démarche du travail

Ce chapitre introductif a tout d’abord mis en évidence l’importance des enjeux du renfor-
cement de structures en béton armé, notamment dans le contexte de mise en conformité
de structures existantes vis à vis des aléas sismiques. Dans cette démarche, les poteaux
apparaissent comme des éléments centraux à renforcer, dans la mesure où ils sont les plus
aptes à augmenter la ductilité d’un ouvrage. La technique de renforcement des poteaux
en béton armé par chemisage en tissu composite est en plein essor pour les performances
et nombreux avantages qu’elle présente. Son développement passe par la mise au point
de règles de dimensionnement des renforts composites appliqués sur des éléments struc-
turaux et au delà par une compréhension fine des mécanismes mécaniques mis en jeu par
ce renforcement passif.

En nous appuyant sur les différents travaux expérimentaux de la littérature, nous avons
mis en évidence la complexité des comportements de bétons confinés qu’il s’agisse
de confinements actifs par l’application de pression latérale constante dans des essais
triaxiaux, ou de confinements passifs obtenus par des chemisages en acier ou en compo-
site PRF. Les mécanismes induits par ces deux types de confinement ont été analysés en
détail.

Sur le plan de la modélisation, la synthèse bibliographique a montré que les modèles clas-
siques se trouvent mis en défaut à reproduire précisément cette complexité de compor-
tement, qu’il s’agisse des modèles empiriques unidimensionnels naturellement limités et
peu satisfaisants dans une démarche scientifique, tout comme les modèles tridimension-
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nels. Parmi ces derniers modèles, des approches couplées élasto-plastiques endomma-
geables peuvent donner des bonnes prédictions sur certaines applications dédiées, mais
peuvent être mises en défaut sur d’autres. La faiblesse de ces approches réside en par-
tie sur les paramètres des modèles qui dépendent de la géométrie de la structure et des
propriétés du composite. Les applications de ces approches s’en trouvent en conséquence
limitées et ces modèles peuvent être difficilement utilisés dans une démarche de concep-
tion et dimensionnement de renforcement de structures.

Nous avons effectué des simulations d’essais avec un modèle élasto-plastique endomma-
geable implémenté dans le code de calculs Abaqus. Ce modèle, dont les paramètres ne
dépendent que des caractéristiques du béton, n’a pas permis de reproduire l’allure des
courbes réponses observée expérimentalement, notamment pour des confinements im-
portants quelque soit leur nature. Il ressort de cette revue de l’art l’importance de dispo-
ser d’un modèle suffisamment fin et général, prédictif du comportement de béton confiné,
qui reste facilement identifiable et intrinsèque au matériau béton.

En conséquence, l’objectif que nous nous sommes fixé dans cette étude est de développer
une loi de comportement pertinente pour le béton qui puisse décrire la sensibilité du
matériau à différents niveaux de confinement et donc le passage d’un comportement fra-
gile à un comportement ductile comme il a été analysé. Ce modèle doit rendre compte
de l’augmentation de la résistance et de la capacité de déformation du béton sous un
état de contrainte multiaxial. Ces attentes sont essentielles pour simuler le comportement
de bétons dans les cas de confinement passif et actif, et également pour estimer avec
précision les caractéristiques de dilatation du béton. La propriété de dilatation devient en
effet centrale lorsqu’il s’agit de décrire le comportement de poteaux confinés par compo-
site PRF, la dilatation du béton influençant significativement la pression de confinement
et par conséquent la résistance à la compression triaxiale du béton. Ce modèle de com-
portement du béton doit nécessairement être développé dans un cadre tridimensionnel.
Ses paramètres doivent être intrinsèques au matériau, en nombre raisonnable et identi-
fiables par le recours à des expériences simples et accessibles. Naturellement, il devra être
simple d’implémentation dans un code de calculs par éléments finis. Il conviendra de le
valider et d’en apprécier ses limites en le confrontant à des résultats expérimentaux de la
littérature dans différentes situations, ainsi qu’à d’autres modélisations. Le modèle devra
finalement faire ses preuves dans la simulation d’essais sur des structures de grande taille
confinées sollicitées sous des chargements complexes.

Le chapitre suivant est consacré au développement du modèle de comportement du
béton en nous appuyant naturellement sur des modèles existants dont les points forts
et faiblesses ont été identifiés dans ce premier chapitre. Le chapitre 2 aborde également
les aspects numériques d’implémentation du modèle. Les étapes d’identification des
paramètres du modèle et de validation sur des cas tests font l’objet du chapitre 3.
Différentes applications y sont présentées et confrontées à des résultats expérimentaux
et de modélisations. Enfin, le chapitre 4 présente des applications à des calculs de
structures de taille réelle sous chargement couplé avec des confrontations à des essais
expérimentaux. L’ensemble des analyses menées dans ce travail permet finalement de
conclure sur la pertinence du modèle et de ses limites et d’ouvrir sur des perpectives à
court et moyen termes.





Chapitre

2 Une loi de comportement
élasto-plastique
endommageable pour le
béton confiné

C
omme développé au chapitre 1, le renforcement de structures en béton armé par
confinement avec des matériaux composites est une technique performante en pleine

expansion dans le cadre de la mise en conformité de structures de génie civil vieillissantes
notamment vis-à-vis du risque sismique. L’utilisation optimisée de cette technique passe
par le développement d’outils de dimensionnement dédiés aptes à reproduire le compor-
tement de structures en béton armé confinées. Les résultats expérimentaux présentés au
chapitre 1 ont mis en évidence la complexité des mécanismes non-linéaires induits par
le confinement sur le développement de l’endommagement et les caractéristiques de di-
latance du béton. Pour modéliser ces phénomènes, il apparaı̂t pertinent de développer
un modèle macroscopique du comportement du béton qui permette de piloter finement
les effets d’un chargement triaxial sur l’évolution de variables internes telles que les
déformations plastiques, variables d’écrouissage et d’endommagement.

Ce chapitre 2 débute par une section de rappel des équations constitutives des grandes
classes de comportement élastique, élasto-plastique, élastique avec endommagement ou
encore élasto-plastique avec endommagement, ce qui permet de fixer les notations et de
mettre en évidence les éléments caractéristiques des modèles retenus par la suite. La
seconde partie du chapitre est consacrée à la formulation du modèle élasto-plastique
endommageable proposé pour modéliser le comportement du béton sous un charge-
ment triaxial de confinement. Nous détaillons en particulier les équations caractéristiques
retenues pour l’évolution de la plasticité : surface de charge, loi d’écrouissage et po-
tentiel d’écoulement, ainsi que celles qui pilotent l’endommagement et son évolution.
Deux variantes du modèle sont développées successivement. Puis, nous présentons en
dernière partie les aspects techniques de la mise en œuvre numérique du modèle et plus
spécifiquement la procédure d’intégration de la loi de comportement dans l’algorithme
itératif et incrémental de résolution. Le chapitre se termine par un bilan récapitulatif du
modèle dans ses deux variantes avec les hypothèses, les équations du modèle et les pa-
ramètres à identifier.
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2.1 Caractérisation de la plasticité . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77
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1 Quelques formulations de lois de comportement non
linéaire du béton

Comme évoqué au chapitre 1, bien que les méthodes empiriques aient fait leurs
preuves pour le dimensionnement de structures renforcées, l’émergence des simulations
numériques notamment par la méthode des éléments finis a fourni des moyens d’ana-
lyse plus précis et adaptés aux travaux les plus complexes. Un comportement mécanique
spécifique doit alors être associé à chaque élément en fonction du matériau constitutif de
l’ouvrage que l’élément est censé représenter. Pour les structures en béton, qui sont sou-
vent de grande taille, les éléments finis doivent être de petite taille par rapport la taille
de la structure et dans le même temps être suffisamment grands de manière à limiter leur
nombre et les coûts de calculs, mais également de façon à � gommer � les hétérogénéités
(inclusions diverses) et permettre de considérer le matériau comme homogène. L’enjeu
est alors de caractériser le comportement hétérogène du béton par une loi de comporte-
ment homogène, qualifiée de macroscopique capable de reproduire les phénomènes qui
peuvent être observés lorsqu’un Volume Élémentaire Représentatif (VER) du matériau
est sollicité expérimentalement.

De nombreux efforts ont été consacrés à la recherche de modèles macroscopiques réalistes
afin de reproduire le comportement du béton en vue de la modélisation des structures en
béton armé. Comme introduit au chapitre 1, ces modélisations sont développées dans
le cadre de la mécanique des milieux continus et proposent de modéliser le comporte-
ment du béton par des lois élastique, élasto-plastique, élastique avec endommagement
ou encore élasto-plastique avec endommagement. La figure 2.1 donne une représentation
schématique de ces grandes classes de comportement en uni-dimensionnel. Néanmoins,
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Figure 2.1 — Schématisation de différentes lois de comportement basées sur la
mécanique des milieux continus, Jason et al. [110].

il est à noter qu’en raison de la complexité du comportement et de l’hétérogénéité natu-
relle du béton, il n’existe pas encore réellement de modèle de comportement macrosco-
pique permettant de couvrir tous les aspects de la réponse mécanique de ce matériau, et
notamment lorsqu’il est confiné.

Nous nous proposons pour débuter ce chapitre de détailler les formulations en termes
d’équations de quelques uns de ces modèles classiques, ce qui nous permettra d’intro-
duire les notations utilisées dans la suite de ce chapitre et de dégager les éléments que
nous retiendrons pour notre propre modèle.

1.1 Lois élastiques non-linéaires

Une des premières approches possibles pour modéliser le comportement du béton
consiste à formuler une loi élastique reliant non linéairement le tenseur des contraintes de
Cauchy σ au tenseur des déformations linéarisées ε à travers un tenseur du second ordre
symétrique H :

σ = H(ε). (2.1)

Dans ce cadre, Ahmed et Shah [92] ont proposé la relation suivante :

σ = Cs(σ) : ε, (2.2)

où Cs est le tenseur de raideur sécant du quatrième ordre du béton et où le symbole :

représente le produit doublement contracté entre un tenseur du quatrième ordre et un
tenseur du second ordre.

Ce modèle se montre facile d’utilisation, mais ne peut prédire, ni la réponse sous charge-
ment cyclique, ni la réponse post-pic du matériau. Cependant, il reste adapté aux cas des
chargements modérés et monotones.

Une relation incrémentale entre le tenseur des contraintes et le tenseur des déformations
linéarisées a également été proposée par Gerstle [111] sous la forme suivante :

σ̇ = Ct(σ, ε) : ε̇, (2.3)

où Ct est le tenseur (du 4e ordre) d’élasticité tangente du béton.

Cette approche est plus générale que la précédente vis-à-vis des trajets de chargement
pouvant être traités. Cependant, le tenseur tangent d’élasticité instantané devient aniso-



Chapitre 2 : Une loi de comportement élasto-plastique endommageable
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trope lors du chargement, même si initialement il est isotrope. Cela implique, dans le cas
général d’un état triaxial de contrainte, de caractériser 21 grandeurs relatives au matériau
dépendant du trajet de chargement, ce qui n’est pas réaliste en pratique.

Ces limitations ont conduit les chercheurs, pour décrire le comportement mécanique des
bétons soumis à une sollicitation monotone, à se tourner vers des modèles de compor-
tement plus représentatifs de type élasto-plastique dont nous présentons brièvement les
équations au paragraphe suivant.

1.2 Lois élasto-plastiques

Les résultats expérimentaux observés sous un chargement de compression du béton
montrent que le comportement inélastique du matériau est dominé par une déformation
irréversible importante. Cette déformation irréversible, qualifiée de déformation plas-
tique, est relative dans les matériaux quasi-fragiles à des phénomènes différents de ceux
mis en cause dans la plasticité des métaux. Elle est due aux frottements internes, ainsi
qu’à l’effondrement irréversible des pores sous des contraintes hydrostatiques élevées,
conduisant à une forte compaction volumique plastique, Xie [112]. Cela explique que
le cadre de la théorie de la plasticité ait été largement adopté pour modéliser le com-
portement irréversible du béton, ainsi que celui de nombreux géomatériaux, sollicités en
compression, Feenstra et de Borst [113], Grassl et al. 2002 [114], Imran et al. [115], Papa-
nikolaou et Kappos [116], Chen et Han [117], Murray et al. [118], Pietruszczak et al. [119],
Andrieux et al. [120].

Les modèles élasto-plastiques se basent sur l’hypothèse d’une partition du tenseur
de déformation totale ε en une partie de déformation élastique εe et une partie de
déformation plastique εp. Le tenseur des contraintes de Cauchy est relié au tenseur des
déformations élastiques par la loi de comportement élastique linéaire :

σ = C : εe = C : ( ε − εp ). (2.4)

Cette relation contrainte-déformation d’une loi élasto-plastique est schématiquement
illustrée sur la figure 2.1 (a).

La plasticité est décrite par trois caractéristiques : un critère de plasticité formulé dans
l’espace des contraintes et défini par une fonction appelée fonction de charge, une loi
d’écrouissage qui évolue au fur et à mesure du développement des déformations plas-
tiques et enfin un potentiel d’écoulement pour définir la déformation plastique. Lorsque
le potentiel d’écoulement et la fonction de charge sont représentés par la même fonction,
le modèle est qualifié de modèle associé. Dans le cas où ces fonctions sont distinctes, le
modèle est non-associé. Ces trois aspects de la modélisation élasto-plastique vont être
détaillés dans les sous-sections suivantes. Pour plus de détails sur ces généralités, on
pourra consulter par exemple les ouvrages classiques de Besson et al. [121], Lemaitre
et al. [122], Jirasek et Bažant [123].
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1.2.1 Fonction de charge

La fonction de charge F(σ) est une fonction à valeur scalaire du tenseur de contrainte qui
permet de définir un critère sous la forme :

Si F(σ) < 0, le matériau reste dans le domaine d’élasticité.

Si F(σ) = 0, le matériau se plastifie, les déformations plastiques se développent.
(2.5)

La surface de charge définie dans l’espace des contraintes principales (σ1, σ2, σ3) est
notée :

F(σ1,σ2,σ3) = 0. (2.6)

Les états de contraintes envisagés étant généralement multiaxiaux, une autre représen-
tation plus pratique est couramment adoptée dans l’espace des invariants du tenseur des
contraintes et son déviateur. On rappelle que le déviateur s du tenseur des contraintes de
Cauchy σ est défini par :

s = σ −
1
3
(
trace σ

)
I, (2.7)

où I représente le tenseur identité du second ordre.

Le premier invariant du tenseur de contrainte I1 et des deuxième J2 et troisième J3 inva-
riants du tenseur déviateur des contraintes sont donnés par :

I1 = trace σ, J2 =
1
2

trace
(
s2 ) , J3 =

1
3

trace
(
s3 ) . (2.8)

On désignera par q la contrainte déviatorique et p la pression moyenne définies à partir
de ces invariants par les relations suivantes :

q =
√
J2, p =

I1

3
. (2.9)

Les invariants pouvant également s’exprimer en fonction des contraintes principales, il
est possible de remplacer l’équation (2.6) de la surface de charge sous la forme générale :

F(σ1,σ2,σ3) = F(p,q, J3) = 0. (2.10)

Les résultats expérimentaux sur le béton valident la dépendance du critère de plas-
ticité à la pression hydrostatique et donc à l’invariant I1. Par ailleurs, il est observé
expérimentalement une dépendance du critère de plasticité à l’angle de Lode dans le
plan déviatorique (plan perpendiculaire à l’axe hydrostatique). Cet angle, représenté sur
la figure 2.2, se définit en fonction des invariants J2 et J3 de la façon suivante :

θ =
1
3

arccos

(
3
√

3
2

J3

J
3/2
2

)
, 0° 6 θ 6 60°. (2.11)

Les deux plans méridiens correspondant aux deux valeurs extrêmes de l’angle de Lode
sont appelés les méridiens de traction (θ = 0°) et de compression (θ = 60°). Ces plans sont
nommés en référence aux essais uniaxiaux de traction et de compression dont les chemins
représentés dans l’espace des contraintes principales s’inscrivent respectivement sur les
méridiens de la traction et de la compression. On peut définir également le méridien de
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Figure 2.2 — Représentation de l’angle de Lode dans le plan dévatorique.

compression comme le lieu où :

σ2 = σ3 > σ1 contrainte traction positive. (2.12)

Les essais correspondant à ce méridien sont : l’essai uniaxial de compression, l’essai
biaxial en traction avec les contraintes égales, l’essai triaxial en compression avec des
pressions latérales égales.

Le méridien de traction peut s’exprimer de la façon analogue par :

σ2 = σ1 < σ3 contrainte traction positive. (2.13)

Par conséquent, les essais correspondant à ce méridien sont l’essai uniaxial de trac-
tion et l’essai biaxial en compression avec les contraintes égales. Il existe peu de
données expérimentales sur ce méridien en raison des difficultés techniques relatives aux
expériences correspondantes.

Des résultats expérimentaux sur le béton ont mis en évidence que, plus la pression hydro-
statique augmente, plus la coupe de la surface de charge dans le plan déviatorique prend
une forme circulaire, Chen [109].

Les surfaces de charge les plus classiques sont celles de Mohr-Coulomb [124] et de
Drucker-Prager [125]. La figure 2.3 donne une représentation de ces deux surfaces dans
l’espace des contraintes principales, ainsi que dans le plan déviatorique. La surface
représentative de Mohr-Coulomb dépend de l’angle de Lode θ dans le plan déviatorique
et est donnée par la relation suivante :

F(p,q, θ) = q
(

cos θ −
sin θ sinφ√

3

)
+ p sinφ − C cos θ, (2.14)

où C désigne la cohésion et φ l’angle de frottement du matériau.

La surface de Drucker-Prager est plus facile à implémenter et à utiliser d’un point de
vue numérique grâce à sa forme circulaire dans le plan déviatorique. L’expression de la
fonction de charge associée est donnée par :

F(p,q) = q + 3αp − k, (2.15)
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Drucker-Prager 

Mohr-Coulomb 

Drucker-Prager 

Mohr-Coulomb 

(a) (b)

Figure 2.3 — Représentation des surfaces charges de Mohr-Coulomb et Drucker-
Prager (a) dans l’espace des contraintes principales et (b) projection sur le plan

déviatorique, Chen [109].

où α, k sont des paramètres matériau.

D’autres surfaces de charge ont également été proposées pour le béton. On peut citer par
exemple Ottosen [126], Willam and Wranke [127], Menetery et Willam [128], Pietruszczak
et al. [119].

1.2.2 Loi d’écrouissage

La fonction de charge d’un matériau parfaitement plastique ne se modifie pas lors
du chargement, sa représentation dans l’espace des contraintes reste inchangée. En re-
vanche, la fonction de charge d’un matériau écrouissable évolue au fur et à mesure du
développement des déformations plastiques.

Pour tenir compte de l’effet d’écrouissage, la fonction de charge s’exprime alors sous la
forme F(σ, κ) où κ représente l’ensemble des paramètres d’écrouissage et peut être une
grandeur scalaire ou tensorielle, fonction de la déformation plastique.

On distingue différents types d’écrouissage : l’écrouissage isotrope, l’écrouissage ciné-
matique ou des combinaisons des deux. La figure 2.4 donne une représentation des
écrouissages isotrope et cinématique. Dans le cas de l’écrouissage isotrope, la forme de
la surface de charge reste la même, mais sa taille augmente avec la déformation plas-
tique. Ce type d’écrouissage peut être obtenu avec un paramètre κ scalaire. Dans le cas
de l’écrouissage cinématique, ni la forme ni la taille de la surface de charge n’évoluent,
mais elle se déplace dans l’espace des contraintes. Cette spécificité peut être obtenue en
utilisant une grandeur tensorielle pour κ. L’écrouissage isotrope est souvent jugé suffi-
sant pour un béton sollicité par un chargement monotone, Lemaitre [129]. Une méthode
largement utilisée pour introduire l’écrouissage isotrope dans la surface charge consiste à
adopter la forme suivante :

F(σ, κ) = F(σ) − κ = 0. (2.16)

Une telle démarche se retrouve par exemple dans les travaux de Oh [130] et Chen [109]
qui ont associé un écrouissage isotrope à la surface de charge de Drucker-Prager sous la
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Contrainte 

initiale  

Déformation 

plastique 

Surface finale 

- 

- - 

Contrainte 

initiale  

Déformation 

plastique 

Surface finale 

- 

- - 

(a) (b)

Figure 2.4 — Représentation de l’écrouissage (a) isotrope (b) cinématique dans, l’es-
paces des contraintes principales, Lemaitre et Chaboche [129].

forme :
F(σ, κ) = q + 3αp − κ(γp), (2.17)

où γp est la déformation plastique cumulée définie de la façon suivante :

γp(t) =

∫ t
0
γ̇p(s)ds, avec γ̇p(s) = C

√
ε̇p : ε̇p, (2.18)

où C est un coefficient à identifier de telle façon que la déformation plastique cumulée γp

soit égale à la déformation plastique mesurée dans l’axe de la sollicitation pour un essai
de compression uniaxiale.

La valeur du coefficient C dépend donc de la forme du potentiel d’écoulement du
modèle considéré. Ainsi, sous l’hypothèse d’incompressibilité plastique (caractéristique
des métaux et le potentiel d’écoulement de Von Mises), on a la relation suivante pour le
cas uniaxial :

ε̇p
v = ε̇

p
a + 2 ε̇p

l = 0, (2.19)

où εp
v, εp

a et εp
l représentent les déformations plastique volumique, axiale et latérale, res-

pectivement. De sorte que :

γ̇p = C

√(
ε̇

p
a
)2

+

(
1
2
ε̇

p
a

)2

+

(
1
2
ε̇

p
a

)2

= C

√
3
2
ε̇

p
a (2.20)

et en exprimant dans ce cas l’égalité entre γ̇p et ε̇p
a , on obtient la valeur de C =

√
2/3.

Il existe peu de données expérimentales sur le béton définissant l’évolution de la surface
de charge sous un état multiaxial de contraintes, de sorte qu’il est plus raisonnable d’iden-
tifier la loi de d’écrouissage éventuelle à partir de données issues d’essais uniaxiaux, Mur-
ray [118], Lubliner [97]. Pour cette raison, le coefficientC dans l’équation 2.18 est défini de
telle façon que la déformation plastique cumulée γp est égale à la déformation plastique
mesurée dans l’axe de la sollicitation pour un essai de compression uniaxiale.

1.2.3 Potentiel d’écoulement

Dans un modèle élasto-plastique, le potentiel d’écoulement G définit la direction
d’écoulement plastique, c’est à dire que l’incrément de déformation plastique est donné
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par :

ε̇p = λ̇
∂G

∂σ
(σ,ω), (2.21)

où ω est un groupe de variables internes et λ̇ est le multiplicateur plastique qui contrôle
la valeur de l’incrément de déformation plastique.

Ce multiplicateur est obtenu par la condition de consistance, Jirasek et Bažant [123] par
exemple :

λ̇ Ḟ = 0. (2.22)

Comme il a été précisé précédemment, si le potentiel d’écoulement et la fonction de
charge sont représentés par la même fonction, la loi d’écoulement est dite � associée �.
La réponse mécanique de la plupart des métaux peut être reproduite par une loi
d’écoulement associée, sauf lorsque le trajet de chargement est non proportionnel. En
revanche, pour les matériaux quasi-fragiles comme le béton, une loi d’écoulement as-
sociée est souvent irréaliste et doit être remplacée par une loi d’écoulement non associée,
Jirasek et Bažant [123]. En effet, l’utilisation d’un potentiel d’écoulement associé peut me-
ner à une surestimation de la dilatance du béton, Kang [131], Grassl [20], Chen [132].
Par ailleurs, les résultats expérimentaux montrent que les directions des déformations
plastiques ne sont pas orthogonales au critère de plasticité obtenu expérimentalement,
comme on peut l’observer sur la figure 2.5 issue des travaux de Sfer et al. [133]. De sorte
qu’il apparaı̂t plus réaliste de simuler les caractéristiques de dilatance du béton à l’aide
d’un potentiel d’écoulement non associé. Une loi élasto-plastique comme décrite dans

equations used in this section are summarized in the Appendix,
and more general descriptions can be found in textbooks such as
that of Chen~1982!.

As seen earlier, compaction under confined compression
seems to be an important aspect of the behavior due to which the
initial slope of the load-displacement curve decreases with an
increase in lateral pressure@Fig. 3~b!#. On the other hand, it has
been mentioned that the unloading-reloading stiffness is higher
and does not degrade with an increase in the axial strain, even at
relatively large values of up to 8–10%~Fig. 8!. Such behavior
can be explained in the context of elastoplasticity by considering
a loading surface with a ‘‘cap,’’ which limits the elastic region
along the direction of hydrostatic pressure or thep axis ~see Fig.
9!. In such a model, high hydrostatic pressure takes the stress
state to the cap of the yield surface, after which plastic strains
develop from the very beginning of the deviatoric loading. Con-
sequently, the initial slope of the axial stress-strain curves de-

creases with an increase in the hydrostatic pressure, correspond-
ing to the evolution of the elastoplastic stiffness.

Although the formulation of a complete constitutive model for
confined concrete is beyond the scope of the present paper, a
preliminary basis can be developed using the experimental results
obtained here, in terms of the shape of the yield function and
trends of the flow rule. This can be done considering the biaxial
space defined by invariantsI 1 andAJ2, which corresponds to a
cross section of the general yield surface of Fig. 9, along a plane
containing thep axis. Consequently~see the Appendix!, the ex-
perimental results take the form shown in Fig. 10. In this diagram,
every possible stress state in the material is represented by one
point, although different stress states may lead to the sameI 1 and
J2 , and therefore be given by the same point. The evolution of
stresses corresponding to each of the triaxial tests performed in
this study is then represented by a horizontal line from the origin
to the given confining pressure, followed by an inclined line that
corresponds to the application of the axial load. The stress trajec-
tory for each test ends at a point that corresponds to the peak load.
All such points have been joined to get the dashed line in the
diagram that gives the approximate shape of the loading surface
of a model in theI 12AJ2 space.

In the same diagram~Fig. 10!, the short-thin lines represent
the direction of the increments of plastic strain at different stages
of the loading history, given by the strain variables dual toI 1 and
AJ2 ~i.e., volumetric strain and the square root ofJ2 of the plastic
strain increment; see the Appendix for more details!. Each of
these lines starts from the corresponding stress and indicates the
experimentally obtained direction of the plastic flow rule. Note
that, in this representation, a horizontal segment indicates a purely
volumetric strain increment, with expansion to the left of the
stress path and contraction to the right, while a vertical segment
indicates a purely deviatoric strain increment~i.e., constant vol-
ume!. Although affected by the scatter intrinsic to the test data, a
clear tendency is observed for the plastic volumetric components
that start mainly as contractions~i.e., lines to the right of the
stress path!, later vanish, and finally become dilatant~i.e., lines to
the left of the stress path!. It can also be clearly seen that the
plastic strains at the peak are not necessarily normal to the sur-
face, confirming the results reported in the literature~e.g., Smith
et al. 1989! indicating that concrete indeed exhibits nonassocia-
tive behavior.

Within the framework of elastoplasticity and continuum me-
chanics, the termination of the plateau behavior at high confine-

Fig. 8. Unloading-reloading curves under constant lateral pressure

Fig. 9. Loading surface with ‘‘cap’’ in principal stress space

Fig. 10. Experimental failure envelope and plastic strain vectors in
I1 , AJ2 space
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Figure 2.5 — Critère de plasticité et vecteurs représentant les incréments de
déformation plastique obtenus expérimentalement par Sfer et al. [133].

ce paragraphe permet bien de rendre compte des déformations irréversibles observées
dans le comportement de béton. Cependant, elle ne permet pas de décrire l’évolution des
caractéristiques élastiques sur l’ensemble du trajet de chargement, notamment lors des
phases de déchargement, figure 2.1 (a). Le recours à une loi élasto-endommageable per-
met, comme nous allons le voir au paragraphe suivant, de modifier les caractéristiques
élastiques au fur et à mesure du chargement à travers la variable d’endommagement.
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1.3 Lois élastiques endommageables

L’application de chargements mécaniques au béton génère des micro-fissures plus ou
moins diffuses. Avec l’augmentation du niveau de chargement, ce réseau de micro-
fissures se localise et conduit à la formation des macro-fissures. Dans cette phase, le
comportement du béton devient adoucissant jusqu’à sa ruine. Pour rendre compte de ce
comportement, la théorie de l’endommagement est couramment utilisée et couplée à un
comportement élastique à travers l’introduction d’une variable ou plusieurs variables sca-
laires représentatif de l’endommagement. Nous rappelons quelques éléments généraux
de cette approche.

À l’échelle microscopique, l’endommagement peut être interprété comme la création de
micro-surfaces de discontinuités liées à la rupture des liaisons atomiques et l’agrandis-
sement plastique des microcavités, Lemaitre et Chaboche [134]. À l’échelle du VER, l’en-
dommagement dans un plan permet de rendre compte de la surface cumulée des défauts
dans ce plan. Kachanov [135] a été le premier à introduire une variable d’endommage-
ment sans dimension, caractérisée comme le rapport entre la surface cumulée des micro-
défauts dans une section d’un élément de volume et la surface totale de cette section (fi-
gure 2.6). Il est alors possible de calculer l’endommagement dn dans le plan de normale
n avec la relation suivante :

dn =
SD

S
, (2.23)

où SD représente la surface des défauts et S celle du plan. Pour le matériau sain, SD = 0 ;
il en résulte alors que dn = 0. Avec l’accroissement des défauts, dn augmente jusqu’à la
valeur 1 correspondant à un matériau totalement dégradé (la surface effective (S − SD)
tend vers zéro). Dans le cas général, les micro-fissures sont orientées et l’endommage-

n 
SD 

S 

Figure 2.6 — Schématisation d’un volume élémentaire représentatif endommagé,
Kondo [136].

ment dépend de la direction du vecteur n. Cette constatation conduit à considérer une
variable d’endommagement qui peut être représentée par un tenseur d’ordre deux d,
voire d’ordre quatre. L’endommagement est alors qualifié d’anisotrope. Lorsque l’on peut
considérer les défauts et les micro-fissures distribués de façon uniforme dans toutes les
directions, l’endommagement est isotrope (ne dépend pas de n) et peut être représenté
par une variable scalaire d.

L’utilisation d’une variable d’endommagement scalaire étant cependant plus facile que
celle d’une variable tensorielle, l’hypothèse d’un endommagement isotrope est donc sou-
vent privilégiée dans la simulation des structures en béton. Par la suite, nous nous place-
rons donc dans le cadre de modèles d’endommagement isotrope.

Soit F une force agissant sur la surface S de normale unitaire n, la densité surfacique
d’effort T = F / S exercée sur cette surface est directement donnée par le vecteur contrainte
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associé au tenseur des contraintes de Cauchy T = σ .n. En supposant que (S − SD) est
la surface effective sur laquelle est appliqué l’effort F et en considérant la définition de
l’endommagement donnée en (2.23), on introduit le vecteur contrainte effective T défini
par :

T =
1

S − SD
F =

1
S ( 1 − d )

F =
1

( 1 − d )
T . (2.24)

Il est alors possible de définir le tenseur des contraintes effectives σ à partir du vec-
teur contrainte effective T = σ .n et d’obtenir la relation suivante entre le tenseurs des
contraintes effectives et le tenseurs des contraintes de Cauchy :

σ =
1

1 − d
σ. (2.25)

À partir de l’hypothèse de la déformation équivalente, Lemaitre et Chaboche [137], qui
précise que la déformation associée à un état endommagé sous la contrainte appliquée est
équivalente à la déformation associée à son état sain sous la contrainte effective, on peut
alors écrire la relation contrainte-déformation :

σ = C : ε, (2.26)

où C est le tenseur d’élasticité du matériau sain et par conséquent on a :

σ = ( 1 − d )C : ε. (2.27)

Dans le cas unidimensionnel, cette loi se réduit à la relation suivante :

σ = ( 1 − d )E ε = Ẽ ε (2.28)

où E et Ẽ représentent respectivement les modules de Young du matériau sain et celui du
matériau endommagé. De sorte que l’on peut identifier l’évolution de l’endommagement
au travers de la variation du module de Young avec :

d = 1 −
Ẽ

E
. (2.29)

La figure 2.1 (b) illustre ce comportement élasto-endommageable en unidimensionnel.

ll est à noter que dans la formulation (2.27) de la loi de comportement, seul le module
de Young est affecté par la variable d’endommagement. Le coefficient de Poisson reste
inchangé pendant le processus d’endommagement, ce qui est contraire à ce que montrent
les résultats expérimentaux. Des enrichissements de la loi ont été proposés dans ce sens
par Kondo et al.[136] et Shao et al.[138].

Le modèle élasto-endommageable qui fait référence pour le comportement du béton a
été proposé par Mazars en 1984, [139]. Par la suite, ce modèle a été très largement uti-
lisé et a donné lieu à de nombreux enrichissements. Dans ce modèle, une surface d’en-
dommagement, similaire à la surface de charge en plasticité, est écrite dans l’espace des
déformations sous la forme :

f(ε, κ) = ε̃eq(ε) − κ, (2.30)
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où ε̃eq désigne la déformation équivalente définie par, Mazars [139] :

ε̃eq =

√√√√ 3∑
i=1

< ε̂i >2 avec < ε̂i >=
1
2
( | ε̂i | + ε̂i ), (2.31)

où ε̂i sont les déformations principales du tenseur des déformations et où κ est une fonc-
tion croissante de l’endommagement d. La notation classique des crochets de Macaulay
introduite dans cette formule sera reprise dans la suite < x >= 1

2( | x | + x ). Le modèle
est complété par la condition de Kuhn-Tucker (charge-décharge) définie par :

f 6 0; κ̇ > 0; κ̇f = 0. (2.32)

La condition f 6 0 implique que la valeur de ε̃eq ne peut jamais être supérieure à κ, de
plus κ ne peut que croı̂tre. En outre κ ne peut augmenter que si la valeur actuelle de la
déformation ε̃eq est égale à κ d’après la deuxième condition. Cette formulation assure que
κ prend toujours la valeur la plus grande atteinte par la déformation plastique cumulée
ε̃eq.

Deux variables scalaires d’endommagement distinctes dt, dc sont introduites pour
représenter l’endommagement en traction et en compression, en vue de simuler le com-
portement dissymétrique du béton, soit :

d = αt dt + αc dc, (2.33)

où αt, αc sont des coefficients tels que, dans le cas d’une traction uniaxiale αt = 1, αc = 0
et d = dt, et, dans le cas d’une compression uniaxiale αt = 0, αc = 1 et d = dc. Ces coeffi-
cients sont définis dans le cas général d’un état de contrainte multi-axial dans Pijaudier-
Cabot et Mazars [140].

L’évolution de l’endommagement est définie comme suit :

dc = gc(κ) =

{
0, si κ < κ0,

1 −
( 1 − Ac ) κ0

κ
− Ac exp [ −Bc ( κ − κ0 )] si κ > κ0,

(2.34)

dt = gt(κ) =

{
0, si κ < κ0,

1 −
( 1 − At ) κ0

κ
− At exp [ −Bt ( κ − κ0 )] si κ > κ0,

. (2.35)

où κ0 est le seuil d’endommagement, Ac, Bc, At et Bt sont des constantes qui caractérisent
la réponse du béton en traction et en compression.

Les modèles de comportement qu’il s’agisse de lois élasto-plastique ou élasto-
endommageable sont largement utilisés pour décrire le comportement mécanique des
bétons soumis à une sollicitation monotone. Cependant, ces approches ne permettent pas
de reproduire de manière satisfaisante les caractéristiques du comportement du béton
lors de la décharge.

Les résultats expérimentaux, obtenus notamment lors d’un essai uniaxial cyclique (en
compression ou en traction) sur le béton indiquent qu’il existe à la fois une dégradation
de la rigidité et l’émergence de déformations irréversibles visibles lors des décharges, ces
deux phénomènes se développant de manière simultanée et couplée. Pour rendre compte



72 1. Quelques formulations de lois de comportement non linéaire du béton

de ces constatations expérimentales, il a été proposé ces dernières années de nombreux
modèles couplant élasticité, plasticité et endommagement. Une illustration du comporte-
ment traduit par ce type de modèles est présentée en figure 2.1 (c). Nous explicitons au
paragraphe suivant les équations constitutives de cette classe de modèles.

1.4 Lois couplées élasto-plastiques endommageables

1.4.1 Quelques approches de la littérature

De très nombreuses approches ont été proposées dans la littérature combinant élasticité,
plasticité et endommagement. Dans certains modèles, la plasticité (surface de charge et
potentiel d’écoulement) est exprimée dans l’espace des contraintes effectives, Simo et Ju
[141], Ju [142], Grassl et Jirasek [143], Jason et al.[110], Lee and Fenves [98], ou encore Faria
[144]. Dans ce type de modèles cependant, l’identification des paramètres du modèle de
plasticité est difficile car les résultats expérimentaux sont exprimés en termes du tenseur
des contraintes de Cauchy. Dans d’autres approches, la plasticité est exprimée en fonction
de la contrainte de Cauchy, par exemple Lubliner et al. [97], Imran et Pantazopoulou [115],
Salari et al. [145], Shao et al. [138], Jia et al. [146], Frantziskonis et Desai [147], Desai et al.
[148], Luccioni et al. [34], ou encore Zhou et al. [149].

Les modèles diffèrent également dans le choix du critère d’endommagement. Ce
critère peut être exprimé en fonction des déformations totales (Zhou et al. [149]), des
déformations plastiques (Lee and Fenves [98], Grassl et Jirasek [143], Grassl et Rempling
[150], Jia et al. [146], Frantziskonis et Desai [147], Desai et al. [148]), des déformations
élastiques (Jason et al. 2006 [110]par exemple), des contraintes (Ortiz1985 [151], Luccioni
[34], Luccioni et Rougier [104] par exemple) ou encore de l’énergie (Simo et Ju [141], Ju
1989 [142], Shao et al. [138]).

Dans certains modèles, l’endommagement est défini explicitement sans introduire de
multiplicateur d’endommagement, Zhou et al. [149], Lee and Fenves [98], Grassl et Jirasek
[143], Grassl et Rempling [150] Jia et al. [146], Frantziskonis et Desai [147], Desai et al.
[148], Jason et al. [110]. Dans d’autres modèles, l’évolution de l’endommagement est
définie implicitement à l’aide d’un multiplicateur d’endommagement, Shao et al. [138],
Luccioni et Rougier [104], Salari et al. 2004 [145]. La mise en œuvre numérique de cette
dernière catégorie de modèle est néanmoins délicate, Yazdani [105], [106].

Dans une première étape du travail, nous avons retenu un modèle élasto-plastique en-
dommageable proposé par Lubliner et al.[97] et étendu par Lee et Fenves [98] qui a fait
ses preuves et qui est implanté dans le code aux éléments finis Abaqus. Nous nous propo-
sons de détailler les équations constitutives de ce modèle au paragraphe suivant. Comme
présenté au chapitre 1, ce modèle nous a permis de mener différentes simulations sur des
structures en béton confinées et de révéler ses atouts et limites. Cette analyse a nourri les
réflexions qui ont conduit à la construction d’un nouveau modèle enrichi qui sera proposé
en Section 2.

1.4.2 Modèle de comportement élasto-plastique endommageable de Lubliner

Le modèle proposé pour le béton par Lubliner et al. [97], puis étendu par Lee et Fenves
[98], rentre dans la catégorie des modèles couplés élasto-plastique endommageable. La
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relation contrainte déformation y est écrite en introduisant une variable d’endommage-
ment isotrope d :

σ = ( 1 − d )C : ( ε − εp ). (2.36)

Le tenseur des contraintes effectives est défini par :

σ = C : ( ε − εp ). (2.37)

La surface de charge est exprimée dans l’espace des contraintes effectives et est construite
de sorte que sa forme dépende de l’angle de Lode dans le plan déviatorique. Pour
ce faire, Lubliner [97] propose d’introduire dans l’expression de la fonction de charge
les contraintes principales (au lieu du troisième invariant du tenseur déviateur de
contrainte). La fonction de charge s’exprime alors sous la forme :

F
(
σ, ε̃pl) =

1
1 − α

(√
3q + 3αp + β

(
ε̃pl) 〈σ̂max

〉
− γ

〈
− σ̂max

〉 )
− σc

(
ε̃

pl
c

)
, (2.38)

où p et q sont respectivement la pression moyenne et la contrainte déviatorique du ten-
seur des contraintes effectives, ε̃pl désigne la déformation plastique équivalente, σ̂max est
la contrainte effective principale maximale (dans la suite de ce document, la notation ˆ
fera systématiquement référence aux valeurs principales des tenseurs) et où les < . >
sont les crochets de Macaulay définis précédemment. Les paramètres α, β et γ sont des
paramètres du modèle. Enfin σc(ε̃

pl
c ) est la contrainte effective seuil dont la valeur initiale

et l’évolution sont identifiées à partir des essais de compression simple. Elle caractérise
l’écrouissage isotrope du matériau à travers sa dépendance à la variable d’écrouissage ε̃pl

c

associée à la compression (définie ci-après).

La figure 2.7 présente la forme de cette surface de charge dans l’espace des contraintes
principales. En fonction du signe algébrique de la contrainte effective principale maxi-
male σ̂max, il est possible d’obtenir deux cônes différents : l’un correspond à l’état des
contraintes où toutes les contraintes principales sont négatives (compression, figure 2.7,
cône bleu) et l’autre correspond à l’état des contraintes où au moins une contrainte princi-
pale est positive (traction, figure 2.7, cône rouge). L’intersection de ces deux cônes est une
courbe indiquant le seuil de compression biaxiale. Une description plus détaillée de cette
surface de charge est donnée par Lubliner et al. [97], Zhang et al. [108], Zhang et Li [152].
L’évolution de la surface de charge est contrôlée par la déformation plastique équivalente
ε̃pl dont l’évaluation diffère en traction et compression et qui est définie en fonction de la
déformation plastique comme suit (on rappelle que la notation ˆ fait référence aux valeurs
principales des tenseurs) :

ε̃pl =

 ε̃pl
c

ε̃
pl
t

 =

 r(σ) ˆ̇εpl
max

−( 1 − r(σ)) ˆ̇εpl
min

 , (2.39)

r étant le facteur de poids d’état de contrainte multiaxiale dont l’expression est donnée
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Figure 2.7 — Représentation de la surface de charge dans l’espace des contraintes
principales du modèle Lubliner et al. [97].

par :

r(σ) = 0 si σ = 0, et r(σ) =

3∑
i=1
〈 σ̂i 〉

3∑
i=1

| σ̂i |

sinon. (2.40)

Dans cette expression, σ̂i sont les valeurs principales du tenseur des contraintes effectives
σ en adoptant la notation introduite précédemment pour le symbole < . >.

Le paramètre α de la fonction de charge (2.38) est identifiable à partir des seuils de plas-
ticité observés lors des essais de compression uniaxiale (fc0) et équi-biaxiale (fb0) :

α =
fb0/fc0 − 1
2fb0/fc0 − 1

. (2.41)

Les valeurs expérimentales typiques du rapport fb0/fc0 varient entre 1,10 et 1,16 ce qui
implique des valeurs pour α situées entre 0,08 et 0,12, Lubliner et al. [97].

Dans la surface de charge, les méridiens en compression et en traction sont linéaires dans
le plan méridien (figure 2.8 (b)). Les équations de ces méridiens sont données par Lubliner
[97] : (

2γ
3

+ 1
) √

3q + (γ + 3α)p = (1 − α)σc, Méridien de traction, (2.42)

(γ
3

+ 1
) √

3q + (γ + 3α)p = (1 − α)σc, Méridien de compression. (2.43)

Le paramètre γ de la fonction de charge (2.38) est donné par la relation suivante :

γ =
3 (1 − Kc)

2Kc − 1
, (2.44)

où Kc est le rapport des valeurs de q correspondant aux méridiens en traction et en com-
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pression pour n’importe quel état de la pression hydrostatique p. La valeur de 0, 66 est
retenue pour ce rapport Kc en s’appuyant sur des résultats expérimentaux d’essais menés
sur le béton, Lubliner et al. [97], ce qui conduit à une valeur de γ égale à 3.

Le paramètre β de la fonction de charge (2.38) est fonction de la déformation plastique
équivalente ε̃pl donnée en (2.39) et est défini par :

β
(
ε̃pl) = σc

(
ε̃

pl
c

)
σt

(
ε̃

pl
t

) ( 1 − α ) − ( 1 + α ) , (2.45)

où σt(ε̃
pl
t ) est la contrainte effective seuil identifiée sur des essais de traction simple.

La figure 2.8 présente la surface de charge dans le plan déviatorique ainsi que le
plan méridien. La loi d’écoulement non associée du modèle s’appuie sur un potentiel(0 ) 

/ /. 
/. 

0.08<0<0.1212 

/. 

/ /. 

CT,/Uc 

./ 

( b) 

-(Jz 

Mohr-Coulomb 

-IT, 

(C.MJ 

-(J. 

( c ) 

(T.MJ 

(Toc:t )~ 

(C.MJ 

T .... 

J2 
Toot = [(I-a)f.I-(y+3a)IToJ 12Y+3al 

T •• t= [(I -a)f. 

II-a).,., 

(<To)o = IY+ 3al .. 

J2 
-(y +3a) CTo] IY+30, 

CTO 

Fig. 3. Proposed yield surface: (a) ((J,-(J3; (J2 = 0) plane; (b) octahedral plane; (c) meridian plane. 

w 
o 
00 

~ 

i 
~ 

!=-

(0 ) 

/ /. 
/. 

0.08<0<0.1212 

/. 

/ /. 

CT,/Uc 

./ 

( b) 

-(Jz 

Mohr-Coulomb 

-IT, 

(C.MJ 

-(J. 

( c ) 

(T.MJ 

(Toc:t )~ 

(C.MJ 

T .... 

J2 
Toot = [(I-a)f.I-(y+3a)IToJ 12Y+3al 

T •• t= [(I -a)f. 

II-a).,., 

(<To)o = IY+ 3al .. 

J2 
-(y +3a) CTo] IY+30, 

CTO 

Fig. 3. Proposed yield surface: (a) ((J,-(J3; (J2 = 0) plane; (b) octahedral plane; (c) meridian plane. 

w 
o 
00 

~ 

i 
~ 

!=-

(a) dans le plan déviatorique. (b) dans le plan méridien.

Figure 2.8 — Représentation de surface de charge dans les plans déviatorique et
méridien, Lubliner et al. [97].

d’écoulement qui prend la forme classique des lois de type Drucker-Prager avec une cor-
rection hyperbolique. Cette loi d’écoulement est représentée dans l’espace des invariants
de contraintes à la figure 2.9. Elle s’écrit sous la forme :

G(σ) =

√
( εσt0 tanψ )2

+ 3q2 + p tanψ, (2.46)

où ε est un paramètre d’excentricité de la courbe, caractéristique de la vitesse à laquelle
la courbe s’approche de son asymptote, où σt0 est la contrainte limite à la rupture pour un
essai uniaxial en traction, et enfin ψ est l’angle de dilatance représenté sur la figure 2.9.
Comme cela a été signalé, ce modèle est implanté dans le code de calculs par éléments
finis Abaqus. Nous l’avons utilisé pour mener différentes simulations sur des poteaux en
béton armé confinés activement par une pression latérale et passivement par des renforts
collés de composite. Les résultats obtenus ont été en particulier confrontés à des études
expérimentales menées par Imran et Pantazopoulou [6] et Candappa et al. [8] pour le
confinement actif et par Berthet et al. [15] dans le cas de confinement passif. Ces confron-
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Figure 2.9 — Représentation du potentiel d’écoulement dans le plan méridien du
modèle Lubliner et al. [97], (Abaqus theory manual [153]).

tations qui ont été présentées au chapitre 1 font apparaı̂tre, dans le contexte applicatif
de notre étude à des bétons confinés, une insuffisance du modèle à reproduire la transi-
tion du comportement de type fragile à ductile quand le confinement latéral augmente.
Cette difficulté s’observe pour les confinements actifs par pression latérale imposée, mais
également dans le cas plus général de confinement passif qui correspond à une pression
variable.

Comme mentionné au Chapitre 1 dans la revue bibliographique consacrée aux modèles,
Yu et al. [33], Xiao [101], Teng et al. [102], Hany et al. [103] ont cherché à palier cette
insuffisance du modèle en introduisant l’effet de confinement dans la loi d’écrouissage.
Cependant, le modèle de Lubliner et al. [97] et Lee et Fenves [98] ayant été initialement
développé pour que la loi d’écrouissage puisse être identifiée facilement à partir de l’es-
sai uniaxial en compression, les modifications proposées nécessitent de compléter les
données par une loi empirique. Cette loi empirique sert à générer les données d’entrées
du modèle sous forme d’une table caractérisant le paramètre de la loi d’écrouissage
pour chaque confinement. Cette formulation complique l’écriture du modèle de com-
portement, la procédure d’identification des paramètres et restreint le cadre rigoureux.
De plus, la loi empirique introduite par [33], Xiao [101] Teng et al. [102], Hany et al.
[103] est caractérisée en fonction des contraintes principales latérales et non pas des inva-
riants des contraintes, ce qui n’est pas très courant pour le développement de modèles.
Ces remarques nous ont amenés à introduire l’effet de confinement directement dans les
équations du modèle en utilisant le premier invariant des contraintes p.

Par ailleurs, la forme de la surface de charge associée au modèle implanté dans Abaqus est
linéaire dans le plan méridien, ce qui conduit à surestimer la résistance du béton lorsque
le confinement est élevé. Ce problème a été également constaté par Luccioni et al. [104],
Zhang et al. [108], Ozbakkaloglu et al. [35]. Une forme quadratique dans le plan méridien
est plus apte à reproduire le comportement du béton sous l’effet des confinements plus
élevés, Chen [109], Luccioni et al. [104]. Ces observations justifient notre choix de retenir
une forme quadratique pour la surface de charge.

Un autre point important dans la modélisation du confinement passif concerne l’estima-
tion de la dilatation du béton qui a une influence directe sur la pression exercée sur le
matériau et de ce fait sur la résistance du béton à cette pression de confinement. Comme
présenté au chapitre 1, différents travaux ont introduit une dépendance du paramètre de
dilatance du béton en fonction des caractéristiques du matériau composite de renfort, Yu
et al. [32] Jiang et Wu [27], Rousakis et al. [30] Youssf et al. [31], Ozbakkaloglu et al. [35].
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Cette approche est fortement limitante dans une démarche de conception et fait surtout
perdre le caractère intrinsèque du modèle auquel nous sommes attachés.

Pour compléter cette analyse, on rappelle également les résultats expérimentaux sur le
béton confiné par composite PRF présentés au premier chapitre qui montrent que, dans
la troisième phase de comportement lorsque le niveau de confinement devient élevé, la
microstructure du béton se compacte pour finir par s’effondrer, Berthet [14]. Le recours
à un potentiel d’écoulement non associé avec un profil fermé apparaı̂t bien adapté pour
reproduire cet effet.

Cette analyse a fait ressortir un certain nombre d’éléments caractéristiques que la
modélisation se doit d’intégrer pour reproduire au mieux les mécanismes observés
expérimentalement qui pilotent le comportement d’un béton confiné activement et pas-
sivement. Elle a permis de justifier précisément les choix que nous avons faits pour la
modélisation. Les équations de ce modèle tridimensionnel couplé élasto-plastique en-
dommageable que nous proposons sont développées dans la section suivante.

2 Un modèle couplé pour le comportement élasto-
plastique endommageable du béton confiné

Le modèle de comportement pour un béton confiné que nous proposons est un mo-
dèle couplé élasto-plastique endommageable qui s’inspire notamment des travaux de
Pietruszczak et al. [119], Jia et al. [146] et Shao et al. [138]. Nous présenterons successi-
vement deux variantes du modèle. Dans la première, l’endommagement, qui sera décrit
par une variable scalaire, est dépendant de la déformation plastique et dans la seconde,
il est fonction de la déformation totale. La sensibilité au confinement du béton est prise
en compte grâce à des variables d’écrouissage et d’endommagement qui dépendent du
premier invariant du tenseur des contraintes. Les caractéristiques de dilatance du béton
sont décrites par un potentiel d’écoulement non associé avec une forme fermée de type
Cam-Clay. Ces éléments constitutifs du modèle sont détaillés dans les sous-sections sui-
vantes.

2.1 Caractérisation de la plasticité

2.1.1 Fonction de charge

La fonction de charge retenue est quadratique (voir la figure 2.10), telle que celle proposée
par Pietruszczak et al. [119] :

F
(
σ, γp,d

)
= q − αp(γp,d)

( −c1 +
√
c2

1 + 4 c2 (c3 − p/fc)

2 c2

)
fc. (2.47)

La résistance en compression uniaxiale du béton est notée fc. Les constantes c1, c2, c3 sont
des paramètres du matériau définissant la forme de la surface dans le plan méridien. La
variable αp caractérise la loi d’écrouissage et dépend de la déformation plastique cumulée
γp définies toutes deux à la section suivante et de l’endommagement d.

La figure 2.10 présente la forme de la fonction de charge dans le plan méridien (p-q)
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Figure 2.10 — Représentation de la surface de charge dans le plan méridien.

2.1.2 Loi d’écrouissage

La loi d’écrouissage, que nous proposons pour rendre notamment compte de la phase
adoucissante observée expérimentalement en post-pic sur un béton confiné, est exprimée
de la façon suivante, Jia et al. [146] :

αp(γp,d) = ( 1 − d) α̂p(γp), α̂p(γp) = α0
p + ( 1 − α0

p )
γp

B + γp
, (2.48)

où α0
p représente le seuil initial plasticité et où le paramètre B strictement positif contrôle

le taux d’écrouissage. La déformation plastique cumulée γp est définie par la relation
suivante :

γp(t) =
1
χp

∫ t
0
γ̇p(s)ds, avec γ̇p(s) =

√
2
3
ε̇p(s) : ε̇p(s), (2.49)

avec le coefficient χp donné par :

χp =

(
〈−p − fc/3 〉 + fc / 3

fc / 3

)a1

, (2.50)

où a1 est un paramètre de contrôle de l’effet du confinement sur le taux d’écrouissage.

Le coefficient χp impliqué dans la caractérisation de la déformation plastique (2.49), qui
dépend de l’invariant de pression p, a été introduit pour tenir compte de l’effet du confi-
nement sur le taux d’écrouissage. Son introduction est une technique de mise à l’échelle
largement utilisée dans la littérature, Grassl [114], Papanikolaou [116]), Etse et Willam
[154], Grassel et Jirasek [114], Xie et Shao [112], Jason et al. [110]. Elle permet d’augmen-
ter la capacité de déformation de matériaux quasi-fragiles sous compression multiaxiale.

Cette loi est une fonction croissante de la déformation plastique cumulée γp, ε̃p est une
fonction décroissante de la variable scalaire d’endommagement d. Le comportement
adoucissant du béton est donc contrôlé par la variable d’endommagement. En l’absence
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d’endommagement, la loi d’écrouissage conduit à des valeurs qui varient entre α0
p et 1,

valeur qui correspond à l’état ultime, c’est-à -dire lorsque la surface de rupture du béton
est atteinte. Les influences des variables α̂p et d sur la surface de charge sont présentées à
la figure 2.11. Nous analyserons au chapitre 3 ces sensibilités de façon détaillée.
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Figure 2.11 — Influence de la loi d’écrouissage et l’endommagement sur la surface de charge présentée
dans le plan méridien.

2.1.3 Potentiel d’écoulement

Le potentiel d’écoulement proposé initialement par Pietruszczak et al. [119], puis modifié
par Shao et al. [138], est adopté ici pour rendre compte de la transition entre le comporte-
ment contractant et le comportement dilatant observée expérimentalement pour le béton,
Smith et al. [155] et Sfer et al. [133]. Ce potentiel a été utilisé auparavant comme surface
de charge dans le modèle élasto-plastique de Cam-Clay très répandu en mécanique des
sols, Roscoe et al. [156].

Ce potentiel s’exprime sous la forme suivante :

Q(σ,d) = q + (1 − d)ηc (c3 fc − p) ln
(
c3 fc − p

I0

)
, (2.51)

où le paramètre ηc définit la pente de la droite d’état critique qui est la frontière entre
les comportements dilatant et contractant, I0 correspond au point d’intersection entre la
surface du potentiel et l’axe p.

La figure 2.13 illustre la forme fermée de ce potentiel d’écoulement dans le plan méridien
(p− q), et donne une représentation de la ligne critique, du paramètre ηc et du point I0.

La présence de la variable d’endommagement dans l’expression du potentiel permet
de rendre compte directement de l’influence de l’endommagement, comme proposé par
Shao et al. [138]. Cette dépendance se justifie par les observations de Pantazopoulou et
Mills [157], Imran et Pantazopoulou [6] qui font état d’une dilatation du béton induite par
l’augmentation des dommages.
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Figure 2.12 — Représentation du potentiel d’écoulement dans le plan méridien.

2.2 Caractérisation de l’endommagement

Conformément à la majorité des modèles et en particulier au modèle de Mazars
[139],[158], deux mécanismes d’endommagements sont distingués : l’endommagement
en compression caractérisé par la variable dc et l’endommagement en traction caractérisé
par la variable dt. Le mode d’endommagement en compression peut être lié au glisse-
ment frictionnel qui survient entre les lèvres des micro-fissures, ce qui signifie qu’il peut
être contrôlé par la déformation plastique en cisaillement telle que cela a été admis dans
les travaux de Jia et al. [146], Desai et al. [148] et de Frantziskonis et Desai [147]. Le
mode d’endommagement en traction est supposé contrôlé essentiellement par la valeur
maximale de la déformation plastique en traction, comme proposé dans les travaux de
Lubliner et al. [97] ou Lee et Fenves [98].

L’évolution de l’endommagement est liée à celle de la déformation plastique, en suivant
les approches de Jia et al. [146], Kratzig and Polling [159], Lee and Fenves [98] Grassel and
Jirasek [143], Meschke et al. [160], Desai et al. [148] ou encore de Frantziskonis et Desai
[147].

2.2.1 Endommagement fonction de la déformation plastique

En s’appuyant sur les travaux précédemment cités, nous définissons deux déformations
équivalentes distinctes qui correspondent aux modes d’endommagement en compression
et en traction respectivement :

γ̇d
c =

(
1 − r(σ)

) √2
3
ėp : ėp, avec ėp = ε̇p −

1
3
(trace ε̇p ) I,

γ̇d
t = r(σ) ˆ̇εp

max,
(2.52)

où ˆ̇εp
max est la valeur propre maximale du tenseur du taux de déformation plastique,

r(σ) est le facteur de poids d’état de contrainte multiaxiale qui évolue dans l’espace de
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contraintes selon la loi rappelée ici :

r(σ) = 0, si σ = 0, et r(σ) =

3∑
i=1
〈 σ̂i 〉

3∑
i=1

| σ̂i |

, sinon, (2.53)

où σ̂i sont les valeurs principales du tenseur des contraintes σ en adoptant la notation
introduits précédemment pour le symbole < . >.

Une valeur nulle du facteur de poids correspond au mode d’endommagement en com-
pression et une valeur unitaire au mode d’endommagement en traction (0 6 r(σ) 6 1),
Lee et Fenves [98]. Les critères d’endommagement correspondants aux modes en com-
pression et en traction sont définis en s’appuyant sur les travaux de Mazars [139],[158],
Jia et al. [146], Yang et al. [161] et Lee et Fenves [98] par :

Fc = χd
[

1 − exp
(
−Ac γ

d
c

) ]
− dc 6 0,

Ft = 1 − exp
(
−At γ

d
t

)
− dt 6 0,

(2.54)

où Ac, At sont des paramètres matériau qui contrôlent la vitesse d’évolution de l’endom-
magement, χd un coefficient qui définit la dépendance de l’évolution de l’endommage-
ment dc avec la pression de confinement.

Le coefficient χd (0 < χd 6 1) est défini par l’expression suivante :

χd =

(
1 + a2

(
〈−p − fc / 3 〉

fc / 3

))−1

, (2.55)

où a2 est une constante matériau qui contrôle la pente de la courbe adoucissante du béton
confiné.

L’introduction du coefficient χd est justifiée par les résultats expérimentaux Sfer [133],
Poinard [162], Li [163] et aide à reproduire la transition du comportement fragile vers le
comportement ductile lorsque le confinement augmente. L’introduction de ce coefficient
dans le modèle permet de diminuer la valeur maximale atteignable par l’endommage-
ment, ainsi que la vitesse de développement de l’endommagement lorsque le confine-
ment augmente.

L’évolution de l’endommagement en compression et en traction est pilotée par les condi-
tions de consistance suivantes :

ḋc > 0, Fc . ḋc = 0, ḋt > 0, Ft . ḋt = 0. (2.56)

L’endommagement total d est calculé à partir des endommagements en compression (dc)
et en traction (dt) en suivant l’approche proposée par Lee et Fenves [98] pour simuler les
effets unilatéraux d’ouverture et fermeture des fissures avec la relation :

d = 1 − ( 1 − dc ) ( 1 − s(σ)dt ). (2.57)

où le paramètre s est défini comme suit :

s(σ) = s0 + ( 1 − s0 ) r(σ) (2.58)
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où 0 6 s0 6 1 est un paramètre permettant de fixer la valeur minimale de s. En pratique,
nous avons retenu s0 = 0, comme suggéré par Lee et Fenves [98].

Le modèle ainsi décrit fait dépendre l’endommagement de la déformation plastique.
Par la suite, nous avons également développé une variante du modèle qui introduit
une dépendance de l’endommagement vis-à-vis de la déformation totale pour rendre
mieux compte des phénomènes de micro-fissurations observés expérimentalement. Le
paragraphe suivant explicite cette dépendance.

2.2.2 Dépendance de l’endommagement avec la déformation totale

On rappelle que notre approche considère les déformations irréversibles comme le
résultat du glissement des micro-fissures et de la friction interne. Un tel phénomène
nécessite donc la formation préalable d’une fissuration avant le développement de la
plasticité. Or, il est constaté expérimentalement dans le cas de la traction simple par
exemple, des déformations plastiques généralement faibles et un endommagement do-
minant, Jason [164]. Il apparaı̂t alors difficile de justifier pleinement le développement de
déformations plastiques dans le béton avant la micro-fissuration comme nous l’avons fait
jusqu’à présent.

C’est pourquoi nous avons cherché à introduire une dépendance de l’endommagement
en fonction de la déformation totale comme proposé dans Mazars [139] et Zhou et al.
[149]. Les relations (2.52) qui définissaient les déformations équivalentes dans la variante
précédente du modèle sont remplacées par les relations :

γd
c =

(
1 − r(σ)

) √2
3
e : e , e = ε −

1
3
(trace ε) I,

γd
t = r(σ)

√√√√ 3∑
i=1

〈 ε̂i 〉2,
(2.59)

où ε̂i est les valeurs propres du tenseur du taux de déformation, r(σ) est le facteur de
poids défini par (2.53).

Les expressions des déformations équivalentes (2.59), tout en s’inspirant des travaux
de Zhou et al. [149], en diffèrent. En effet, ces auteurs ont proposé de caractériser la
déformation équivalente en compression par la relation :

γd
c (t) =

∫ t
0

√
2
3
ė(s) : ė(s)ds, ė(s) = ε̇(s) −

1
3
(

trace ε̇(s)
)
I, (2.60)

de sorte que la fonction γd
c est croissante dans différents trajets de chargement, même

lors de décharges. Ce qui fait que l’endommagement augmente lors de la décharge et
dans la phase de charge, ce qui ne correspond pas à la physique du problème, comme
illustré schématiquement sur la figure 2.13 dans le cas d’un chargement cyclique uni-
axial. Contrairement à ces travaux, nous avons choisi de ne pas prendre de forme cu-
mulative, mais de définir directement la déformation équivalente γd

c par la relation 2.59.
Nous définissons ensuite les critères d’endommagement par les relations :
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Figure 2.13 — Représentation schématique de la courbe contrainte-déformation uniaxiale en
décharge et charge obtenue en utilisant l’expression (2.60) de γd

c proposée par Zhou et al. [149].


Fc = χd

[
1 − exp

(
−Ac γ

d
c

) ]
− dc 6 0,

Ft = 1 −
γd

t0

γd
t

exp
(
−At

〈
γd

t − γd
t0

〉 )
− dt 6 0,

(2.61)

en conservant les notations introduites dans la section 2.2 et où le paramètre γd
t0 ca-

ractérise le seuil pour le commencement de l’endommagement en mode traction donné
par :

γd
t0 =

ft

E
, (2.62)

où ft représente la résistance du béton en traction et E est module de Young du matériau.

Les évolutions de l’endommagement en compression et en traction sont données comme
précédemment par les relations de consistance (2.56). Et l’endommagement global est
défini à partir des endommagements en compression dc et en traction dt également par la
relation (15).

La seconde variante du modèle qui vient d’être décrite dans laquelle l’endommage-
ment est considéré comme dépendant de la déformation totale rentre dans la classe des
modèles d’endommagement locaux. En ce sens, elle est susceptible de présenter une forte
dépendance des résultats à la taille du maillage éléments finis.

Une illustration simple de ce phénomène numérique est donnée avec une barre en trac-
tion de longueur L et la section de A, figure 2.14 (a) constituée d’un matériau au com-
portement adoucissant comme présenté à la figure 2.14 (b). Lors de chargement par
déplacement imposé u la force de réaction dans la barre arrive à son niveau maximum F0

correspondant à une déformation axiale de ε0. Si l’on continue à charger la barre, des im-
perfections dans la géométrie de la barre ou dans les propriétés mécaniques du matériau
favorisent la localisation de la déformation dans la région d’imperfection. Compte-tenu
du fait que la loi de comportement est adoucissante (au delà de la déformation ε0)
la contrainte diminue dans la région plus faible et le reste de la barre se décharge
élastiquement. On constate que la réponse de la structure dépend de la taille de cette
région d’imperfection. D’un point de vue mathématique, les équations du problème aux
limites perdent la propriété d’ellipticité et la solution du problème n’est plus unique.
D’un point vue numérique, dans les calculs par éléments finis, ce problème se manifeste
par une sensibilité pathologique des résultats à la taille du maillage par éléments finis
(figure 2.15), Jiràsek [165]. L’énergie dissipée dans la zone de localisation de déformation
diminue avec le raffinement du maillage et tend vers zéro, ce qui n’est physiquement
pas admissible. Différentes techniques de régularisation existent afin de résoudre le
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1. Introduction

In many structures subjected to extreme loading conditions, the initially smooth
distribution of strain changes into a highly localized one. Typically, the strain incre-
ments are concentrated in narrow zones while the major part of the structure experi-
ences unloading. Suchstrain localizationcan be caused by geometrical effects (e.g.,
necking of metallic bars) or by material instabilities (e.g., microcracking, frictional
slip, or nonassociated plastic flow). Here we concentrate on the latter case. To keep
the presentation simple, we consider only the static response in the small-strain range.

After an illustrative example that explains why the conventional theories fail to
provide an objective description of strain localization, we will give a general overview
of modeling approaches that are appropriate for this purpose. Attention will then focus
on models regularized by spatial integrals or by gradient terms. Models that treat
highly localized strains as strong discontinuities (jumps in the displacement field) will
be discussed in the subsequent article [JIR 02a].

2. Problems with objective description of strain localization

To introduce the basic concepts and to illustrate the behavior of various models, we
will analyze a simple one-dimensional localization problem, which can be interpreted
either as a bar of a constant cross section

�
and of total length� under uniaxial tension

(Fig. 1a), or as a material layer under shear (Fig. 1b). In the examples we will discuss
the tensile bar, but all the results can be reinterpreted in terms of the shear problem,
simply by replacing the normal stress� by shear stress� , normal strain� by shear
angle� , Young’s modulus� by shear modulus , etc.

The material is assumed to obey a simple stress-strain law with linear elastic be-
havior up to the peak stress,	�
 , followed by linear softening; see Fig. 2a. The strain at
which the transmitted stress completely disappears is denoted by�� . The peak stress
is attained at strain������	�
���� where � is Young’s modulus of elasticity. If the bar
is loaded in tension by an applied displacement� at one of the supports, the response
remains linear elastic up to� � � . At this state, the force transmitted by the bar
(reaction at the support) rea maximum value,� � � � . After that, the re-

(b)
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τ

Figure 1. (a) Bar under uniaxial tension, (b) shear layer
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Figure2. (a) Stress-strain diagramwith linear softening, (b) fanof possiblepost-peak
branchesof theload-displacementdiagram

sistanceof thebarstartsdecreasing.At eachcrosssection,stresscandecreaseeither
at increasingstrain(softening)or at decreasingstrain(elasticunloading).Thestatic
equationof equilibriumimplies that thestressprofile mustremainuniform alongthe
bar. However, the samestress�� between0 and 	 
 canbe generatedby strainhisto-
rieswith differentfinal valuesof strain,andso thestrainprofile doesnot needto be
uniform. For example,the materialcanbe softeningin an interval of length ��� and
unloadingeverywhereelse.Whenthestressis completelyrelaxedto zero,thestrain
in the softeningregion is ������� � andthe strainin the unloadingregion is ��� ��! ;
thetotal elongationof thebaris therefore�"�#� � � �%$ � � � � �#� � ��� . Thelength � �
remainsundetermined,andit canhave any valuebetween0 and � . This meansthat
theproblemhasinfinitely many solutions,andthecorrespondingpost-peakbranches
of theload-displacementdiagramfill thefanshown in Fig. 2b.

The ambiguity is removed if imperfectionsare taken into account. Real mate-
rial propertiesandsectionaldimensionscannotbe perfectlyuniform. Supposethat
the strengthin a small region is slightly lower than in the remainingportion of the
bar. Whenthe appliedstressreachesthe reducedstrength,softeningstartsand the
stressdecreases.Consequently, the materialoutsidethe weaker region mustunload
elastically, becauseits strengthhasnot beenexhausted.This leadsto theconclusion
that the sizeof the softeningregion cannotexceedthe sizeof the region with mini-
mumstrength.Sucharegioncanbearbitrarilysmall,andthecorrespondingsoftening
branchcanbearbitrarilycloseto theelasticbranchof theload-displacementdiagram.
Thusthestandardstrain-softeningcontinuumformulationleadsto a solutionthathas
severalpathologicalfeatures:(i) thesofteningregion is infinitely small; (ii) theload-
displacementdiagramalwaysexhibits snapback,independentlyof thestructuralsize
and of the materialductility; (iii) the total amountof energy dissipatedduring the
failureprocessis zero.

From the mathematicalpoint of view, theseannoying featuresarerelatedto the
so-calledlossof ellipticity of thegoverningdifferentialequation.In thepresentone-

(a) Barre en traction. (b) Loi de comportement adoucissante.

Figure 2.14 — Illustration du comportement d’une barre en traction, Jiràsek [165].
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be positive. The boundary value problem becomes ill-posed, i.e., it does not have a
unique solution with continuous dependence on the given data. From the numerical
point of view, ill-posedness is manifested by pathological sensitivity of the results to
the size of finite elements. For example, suppose that the bar is discretized by&('
two-node elements with linear displacement interpolation. If the numerical algorithm
properly captures the most localized solution, the softening region extends over one
element, and we have� � �)�*�+&(' . The slope of the post-peak branch therefore
strongly depends on the number of elements, and it approaches the initial elastic slope
as the number of elements tends to infinity; see Fig. 3a, constructed for a stress-strain
law with � ��� � �-,�! . The strain profiles at�.�-,�� � for various mesh refinements are
plotted in Fig. 3b (under the assumption that the imperfection is located at the center
of the bar). In the limit, the profiles tend to,/� �10325476 �*�,8 where0 denotes the Dirac
distribution. The limit solution represents a displacement jump at the center, with zero
strain everywhere else.

3. Classification of models

In real materials, inelastic processes typically localize in narrow bands that initially
have a small but finite width. Propagation and coalescence of microdefects in the lo-
calization band can eventually lead to the formation of a displacement discontinuity,
e.g., of a macroscopic stress-free crack or a sharp slip line. The initial thickness of the
localization band depends on the material microstructure and is usually of the same
order of magnitude as the characteristic material length, determined by the size or
spacing of dominant heterogeneities. Mathematically, narrow zones of highly concen-
trated evolving microdefects can be represented in many different ways. To establish
a systematic classification, we will first look at the kinematic description and then
discuss the corresponding material models.

Nombre 
d'éléments

(a) (b)

Figure 2.15 — (a) Réponse force-déplacement pour la barre modélisée par des éléments linéaires
à 2 nœuds. (b) Profil de la déformation sous l’hypothèse que l’imperfection est située au centre de

la barre en fonction du nombre d’éléments, Jiràsek [165].

problème de dépendance à la taille des mailles, comme par exemple des régularisations
en introduisant des variables d’états non locales moyennées Pijaudier Cabot [166], Bažant
[167], Giry [168] ou des gradients de ces variables internes De Borst et al. [169], [170].
Cependant, l’utilisation d’approches non locales est coûteuse en temps du calculs et la
moyenne spatiale des variables est obtenue par un opérateur non unique qui diffère selon
les conditions aux limites, Grassl [171]. Une autre approche pour résoudre le problème
de la dépendance au taille de maillage est la régularisation viscoplastique, Needleman
[172], Dubé [173], Sluys et de Borst [174]. L’idée principale de cette approche est de
contrôler l’augmentation du taux de déformation dans un élément endommagé qui rend
l’élément plus rigide. Malgré sa mise en œuvre relativement facile, cette technique reste
moins répandue que les modèles de comportement d’endommagement non-locaux ou
à gradient [175]. Enfin, la régularisation par l’énergie de fissuration est une technique
également très utilisée entre autres par Grassl et al. [150, 176], Matallah et La Borderie
[177], Cervenka et al. [178], Mazars et al. [179]. Simple de mise en œuvre, elle conduit
à des coûts de calcul bien inférieurs aux autres techniques de régularisation. Dans cette
méthode, les paramètres du matériau sont ajustés de façon à ce que l’énergie dissipée soit
la même lors des fractures du matériau pour des éléments de taille différente. En raison
de ces avantages, la régularisation par l’énergie fissuration a été choisie ici.

L’approche de régularisation par énergie de fissuration a été introduite par Bažant et Oh
[180]. Le processus de fracture du matériau est supposé localisé dans une bande de lar-
geur finie (h) dans laquelle l’énergie de fissuration est dissipée. Cela permet d’assurer
une dissipation d’énergie (Gf) définie dans la bande de la localisation, dans le cas d’une
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traction uniaxiale sous la forme :

Gf = hgf, gf =

∫∞
0
σ : dε, (2.63)

où gf est l’énergie dissipée par unité de volume du matériau endommagé.

Si l’on adopte comme proposé dans notre modèle, la loi d’évolution suivante pour l’en-
dommagement en traction définie par Feenstra [181] et Jiràsek et Bauer [182] :

dt = 1 −
γd

t0

γd
t

exp
(
−At

〈
γd

t − γd
t0

〉)
, (2.64)

en injectant dans (2.63), la loi de comportement élasto-plastique endommageable couplée
à cette loi, on obtient :

At =
hft

Gf −
hγd

t0ft

2

, (2.65)

où γd
t0 et ft représentent respectivement le seuil d’endommagement et la résistance du

béton en traction.

Cette approche fait donc dépendre l’énergie de fissuration de la taille du maillage et as-
sure une dissipation d’énergie définie Gf dans la bande de localisation. Il convient de
noter que dans le modèle proposé, Gf dépend à travers de σ et de la loi de comportement
élasto-plastique de la déformation plastique. Cependant en traction, le rôle de la plasti-
cité est négligeable par rapport à l’endommagement qui est dominant. Ces aspects seront
illustrés par des simulations au chapitre 3.

Les équations du modèle dans ses deux variantes étant présentées, nous nous intéressons
maintenant à son implémentation dans un code de calculs de structures par éléments
finis.

3 Implémentation numérique de la loi de comportement

3.1 Principe général de l’implémentation

Le calcul numérique de structures au comportement élastoplastique requiert la mise en
place d’une démarche incrémentale et itérative en raison de la dépendance en espace
et temps des champs solutions des équations non linéaires du problème d’équilibre à
résoudre, ainsi que la dépendance de la loi de comportement en fonction de l’histoire des
variables.

Le caractère évolutif des équations régissant les champs de déplacements, déformations
et contraintes conduit à mettre en place une discrétisation temporelle et un schéma de
résolution pas à pas. L’état mécanique est évalué de façon incrémentale à un pas de temps
donné connaissant les champs à l’état antérieur et le chargement appliqué à l’instant
considéré. Cette résolution numérique de l’équilibre est effectuée à chaque pas de temps
par une approximation spatiale en éléments finis de la formulation faible en approche
déplacement. Un algorithme de type Newton est classiquement utilisé pour la résolution
de ce problème d’équilibre global, Bathe [183], Vila et al.[184]. Nous ne détaillerons pas
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ici cette étape classique de résolution du problème d’équilibre global. En revanche, nous
nous intéressons à l’étape d’intégration de la loi comportement élastoplastique endom-
mageable dans cette résolution globale à un pas de temps donné.

L’étape d’intégration de la loi comportement est de nature locale. Elle a été implantée
dans le code de calcul aux éléments finis Abaqus de Simulia, [185], sous la forme d’une
subroutine Umat. L’intégration numérique de la loi comportement élastoplastique en-
dommageable se fait donc à chaque de temps associé à une itération de la résolution du
système d’équation d’équilibre global. Pour cette étape, les déformations sont privilégiées
comme grandeur cinématique. Le principe général repose sur une approximation tem-
porelle par différences finies de leurs dérivées en temps. Un incrément de déformation
est appliqué à chaque point de Gauss des éléments finis. Les incréments de déformation
plastique, de variable d’écrouissage, de l’endommagement et contraintes sont alors obte-
nus par une approche qui s’appuie sur une prédiction élastique, suivie d’une correction
élastoplastique et une correction de l’endommagement selon la démarche proposée par
Ortiz et Simo [186]. Cette méthode repose sur le concept de séparation des opérateurs
qui permet une résolution disjointe des équations liées aux comportements élastique et
plastique.

Nous présentons maintenant la mise en œuvre de cette démarche dans le cas de notre loi
de comportement. L’algorithme différant selon les deux variantes du modèle compte tenu
de la dépendance de l’endommagement aux déformations plastiques, nous détaillons
successivement la mise en œuvre des deux variantes proposées.

3.2 Variante du modèle avec l’endommagement dépendant de la
déformation plastique

Dans cette variante du modèle, les relations de comportement à résoudre peuvent être
écrites sous la forme générale :

ε̇ = ε̇e + ε̇p = Γ(t),

σ̇ = C(d) : ε̇e + B(d) ḋ, avec B =
∂

∂d

(
C(d)

)
: εe,

ε̇p = λ̇
∂Q

∂σ
= λ̇ r , γ̇p = λ̇Mγ, ḋ = λ̇Md,

(2.66)

où Γ(t) est supposé connu à l’instant considéré et d et γp représentent des variables in-
ternes du modèle qui dépendent de la plasticité dans le modèle présenté.

Comme précisé auparavant ces équations peuvent être scindées en une partie élastique et
une partie plastique compte tenu de la séparation des opérateurs. La partie élastique est
pilotée en déformation et prend la forme suivante :

ε̇ = ε̇e + ε̇p = Γ(t),
σ̇ = C(d) : ε̇,

ε̇p = 0, γ̇p = 0, ḋ = 0.

(2.67)
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Pour la partie plastique, les équations sont de la forme :

ε̇ = ε̇e + ε̇p = 0, (2.68a)

σ̇ = −C(d) : ε̇p + B(d) ḋ, (2.68b)

ε̇p = λ̇ r , γ̇p = λ̇Mγ, ḋ = λ̇Md. (2.68c)

Dans les équations de la partie élastique (2.67), les déformations plastiques εp, ainsi que
les variables internes plastiques γp et d n’évoluent pas, et la déformation totale appliquée
au matériau est supposée purement élastique. Dans les équations de la partie plastique
(2.68) on est en présence d’un mouvement de corps rigide car ε̇ = 0. En injectant les
équations (2.68c) dans (2.68b), il est possible de réécrire le jeu d’équations de la partie
plastique de la manière suivante : σ̇ = − λ̇

[
C(d) : r− BMd

]
,

γ̇p = λ̇Mγ, ḋ = λ̇Md.
(2.69)

On définit ainsi de nouvelles lois d’évolution pour les contraintes et les variables internes
plastiques. La détermination du tenseur des contraintes et des variables internes plas-
tiques se fait de manière itérative. À chaque itération i, la fonction de charge F(σ,γp,d)
est linéarisée autour des valeurs actualisées des variables d’état comme suit :

F ≈ F(i) +
∂F(i)

∂σ
(i)
n+1

∆σ(i) +
∂F(i)

∂γp
(i)
n+1

∆γ(i)
p +

∂F(i)

∂d
(i)
n+1

∆d(i) = 0 (2.70)

où
F(i+1) = F(σ(i+1)

n+1
,γp

(i+1)
n+1 ,d(i+1)

n+1 ), F(i) = F(σ(i)
n+1

,γp
(i)
n+1,d(i)n+1 ). (2.71)

Le nouveau jeu d’équations obtenu en (2.69) est discrétisé par différences finies à l’aide
d’un schéma d’Euler explicite sous la forme :

∆σ(i) = σ(i+1)
n+1

− σ(i)
n+1

= −∆λ
(
C(i)

n+1
: r(i)
n+1

− B(i)

n+1
Md

(i)
n+1

)
∆γp

(i) = γp
(i+1)
n+1 − γp

(i)
n+1 = ∆λMγ

(i)
n+1

∆d(i) = d
(i+1)
n+1 − d

(i)
n+1 = ∆λMd

(i)
n+1

(2.72)

où ∆λ est le multiplicateur plastique incrémental et où les valeurs des tenseurs sont cal-
culées pour C(i)

n+1
, r(i)
n+1

, B(i)

n+1
, Mγ

(i)
n+1 et Md

(i)
n+1 en (σ(i)

n+1
, γp

(i)
n+1 ,d(i)n+1). Les expressions

mathématiques de ces quantités sont données dans l’Annexe 1.

En combinant l’expression linéarisée de la fonction de charge (2.70) avec les équations
discrétisées (2.72), on peut alors calculer le multiplicateur plastique incrémental :

∆λ =
F
(i)
n+1

ν
(i)
n+1 : C(i)

n+1
: r

(i)
n+1 − ν

(i)
n+1 B

(i)

n+1
Md

(i)
n+1 − ξp

(i)
n+1Mγ

(i)
n+1 − ξd

(i)
n+1Md

(i)
n+1

,

(2.73)
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où l’on note :
ν =

∂F

∂σ
, r =

∂Q

∂σ
B =

∂

∂d

(
C(d)

)
: εe, (2.74)

et
ξd =

∂F

∂d
, ξp =

∂F

∂γp
, Md λ̇ = ḋ, Mγ λ̇ = γ̇p, (2.75)

Une fois le multiplicateur plastique incrémental ∆λ estimé, les contraintes et les variables
internes plastiques sont actualisées comme suit :

σ(i+1)
n+1

= σ(i)
n+1

− ∆λ
(
C(i)

n+1
: r(i)
n+1

− B(i)

n+1
Md

(i)
n+1

)
, (2.76)

γp
(i+1)
n+1 = γp

(i)
n+1 + ∆λMγ

(i)
n+1, (2.77)

d
(i+1)
n+1 = d

(i)
n+1 + ∆λMd

(i)
n+1. (2.78)

Les conditions initiales du processus itératif qui vient d’être décrit sont fournies par la
prédiction élastique. L’ensemble du processus itératif est répété jusqu’à ce que le critère
de convergence :

|F
(i+1)
n+1 | 6 Tol, (2.79)

3.3 Variante du modèle avec l’endommagement dépendant de la
déformation totale

Les équations de la loi de comportement dans la seconde variante du modèle diffèrent
de celles présentées dans la variante 1 par le fait que l’endommagement d n’est plus une
variable interne dépendant de la déformation plastique. La relation de comportement
s’écrit alors sous la forme :

ε̇ = ε̇e + ε̇p = Γ(t),

σ̇ = C(d) : ε̇e + B(d) ḋ, avec B =
∂

∂d

(
C(d)

)
: εe,

ε̇p = λ̇
∂Q

∂σ
= λ̇ r , γ̇p = λ̇Mγ,

(2.80)

La partie élastique des équations est alors donnée par :
ε̇ = ε̇e + ε̇p = Γ(t),
σ̇ = C(d) : ε̇+ B(d) ḋ,

ε̇p = 0, γ̇p = 0.

(2.81)

Les équations de la partie plastique sont données dans cette seconde variante par :

ε̇ = ε̇e + ε̇p = 0, (2.82a)

σ̇ = −C(d) : ε̇p , (2.82b)

ε̇p = λ̇
∂Q

∂σ
= λ̇ r , γ̇p = λ̇Mγ. (2.82c)
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En procédant comme à la variante 1, on peut alors réécrire le jeu d’équations de la partie
plastique sous la forme {

σ̇ = − λ̇ [C(d) : r],

γ̇p = λ̇Mγ.
(2.83)

La linéarisation de la fonction de charge F(σ,γp) autour des valeurs actualisées des va-
riables d’état s’écrit alors à chaque itération :

F ≈ F(i) +
∂F(i)

∂σ
(i)
n+1

∆σ(i) +
∂F(i)

∂γp
(i)
n+1

∆γ(i)
p = 0, (2.84)

La discrétisation par un schéma d’Euler explicite du jeu d’équations se réduit dans cette
seconde variante à : ∆σ(i) = σ(i+1)

n+1
− σ(i)

n+1
= −∆λ

(
C
n+1

: r(i)
n+1

)
∆γp

(i) = γp
(i+1)
n+1 − γp

(i)
n+1 = ∆λMγ

(i)
n+1

(2.85)

où ∆λ est le multiplicateur plastique incrémental et où les valeurs des tenseurs sont cal-
culées pour C

n+1
, r(i)
n+1

, Mγ
(i)
n+1 et en (σ(i)

n+1
, γp

(i)
n+1 ,dn+1). Les expressions de ces quan-

tités correspondantes à cette seconde variante du modèle sont également détaillées dans
l’Annexe 1.

Le multiplicateur plastique incrémental est donné dans cette variante par :

∆λ =
F
(i)
n+1

ν
(i)
n+1 : C

n+1
: r

(i)
n+1 − ξp

(i)
n+1Mγ

(i)
n+1

, (2.86)

où l’on note :
ν =

∂F

∂σ
, r =

∂Q

∂σ
, ξp =

∂F

∂γp
. (2.87)

Comme précédemment, une fois le multiplicateur plastique incrémental ∆λ connu, les
contraintes et le variable interne plastique sont actualisées comme suit :

σ(i+1)
n+1

= σ(i)
n+1

− ∆λ
(
C
n+1

: r(i)
n+1

)
, (2.88)

γp
(i+1)
n+1 = γp

(i)
n+1 + ∆λMγ

(i)
n+1. (2.89)

La prédiction élastique fournit les conditions initiales du processus itératif. L’ensemble
du processus itératif est répété jusqu’à ce que le critère de convergence (2.79) sur |F(i+1)

n+1 |

soit considéré comme atteint.
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4 Bilan récapitulatif du modèle et conclusion

En nous appuyant sur les modèles reconnus de la littérature et en analysant leurs capa-
cités à reproduire le comportement de béton confiné observé expérimentalement, nous
avons identifié les éléments de modélisation pertinents et construit sur cette base un
modèle de comportement et deux variantes.

Nous terminons ce chapitre par un résumé des hypothèses et caractéristiques générales
du modèle proposé dans ce travail et leurs justifications vis-à-vis des attentes applicatives,
ainsi qu’un bilan synthétiques des équations et des paramètres du modèle. Le cadre et les
hypothèses qui ont prévalus à l’écriture du modèle sont les suivants :

I modèle macroscopique tridimensionnel (apte à répondre aux sollicitations triaxiales
de confinement) ;

I modèle de comportement général et intrinsèque (avec des paramètres matériaux
indépendants du confinement, sans recours à des lois empiriques, permettant une
exploitation dans une démarche de conception ) ;

I nombre de paramètres du modèle à identifier limité ;

I identification simple des paramètres à partir d’expériences classiques uniaxiales et
triaxiales ;

I implémentation numérique facile dans un code de calculs industriel ;

I modèle en petites déformations ;

I élasticité qui reste isotrope ;

I évolution des caractéristiques élastiques avec le chargement (modèle elasto-
endommageable) ;

I dissymétrie du comportement et de l’endommagement en traction, compression ;

I endommagement isotrope ;

I représentation des déformations irréversibles (modèle élasto-plastique) ;

I loi d’écrouissage isotrope fonction décroissante de l’endommagement (qui permet
de contrôler de l’adoucissement) ;

I potentiel d’écoulement non associé (apte à traduire la transition comportement
contractant et dilatant) ;

I potentiel d’écoulement fonction de l’endommagement (dilatation supplémentaire in-
duite par l’augmentation des dommages) ;

I évolution de l’endommagement en compression avec l’augmentation du confine-
ment.

Sous ces hypothèses, le modèle proposé est régi par les équations suivantes :

1. Relation contraintes-déformations

σ = ( 1 − d )C : (ε− εp). (2.90)
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2. Critère de plasticité exprimé dans le plan méridien (p,q)

F
(
σ, γp ,d

)
= q − αp(γp,d)

( −c1 +
√
c2

1 + 4 c2 (c3 − p / fc)

2 c2

)
fc, (2.91)

où la déformation plastique cumulée est donnée par :

γp(t) =

∫ t
0

√
2
3
ε̇p(s) : ε̇p(s)ds

/
χp, χp =

(
〈−p − fc/3 〉 + fc / 3

fc / 3

)a1

. (2.92)

3. Loi d’écrouissage avec influence du confinement sur le taux d’écrouissage

αp(γp,d) = ( 1 − d)
(
α0

p + ( 1 − α0
p )

γp

B + γp

)
. (2.93)

4. Potentiel d’écoulement non associé fonction de l’endommagement

Q(σ,d) = q + (1 − d)ηc (c3 fc − p) ln
(
c3 fc − p

I0

)
. (2.94)

5. Endommagement isotrope à deux variables

d = 1 − ( 1 − dc ) ( 1 − r(σ)dt ), r(σ) =

3∑
i=1

〈σi 〉 /
3∑
i=1

|σi |. (2.95)

6. Lois d’évolution de l’endommagement

— Variante 1 - Dépendance à la déformation plastique

Fc = χd [ 1 − exp(−Ac γ
d
c ) ] − dc 6 0,

Ft = 1 − exp(−At γ
d
t ) − dt 6 0,

γ̇d
c = ( 1 − r(σ) )

√
2
3
ėp : ėp , γ̇d

t = r(σ) ε̇
p
max,

ėp = ε̇p −
1
3
(trace ε̇p ) I, χd =

(
1 + a2

( 〈−p − fc / 3 〉
fc / 3

))−1

,

(2.96)

— Variante 2 - Dépendance à la déformation totale

Fc = χd [ 1 − exp(−Ac γ
d
c ) ] − dc 6 0,

Ft = 1 −
γd

t0

γd
t

exp(−At
〈
γd

t − γd
t0

〉
) − dt 6 0, γd0

t =
ft

E
,

γd
c = ( 1 − r(σ) )

√
2
3
e : e , γd

t = r(σ)

√√√√ 3∑
i=1

〈 ε̂i 〉2,

e = ε −
1
3
( trace ε ) I, χd =

(
1 + a2

( 〈−p − fc / 3 〉
fc / 3

))−1

.

(2.97)

Le nombre total de paramètres de ce modèle est de 13 coefficients avec :
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— 2 coefficients caractéristiques des propriétés élastiques du matériau sain :

I Emodule de Young ;

I ν coefficient de Poisson ;

— 8 coefficients caractéristiques des propriétés plastiques :

I c1, c2, c3, 3 paramètres matériau définissant la forme de la surface de charge ;

I fc résistance en compression uniaxiale du béton ;

I a1 paramètre de contrôle de l’effet du confinement sur le taux d’écrouissage ;

I α0 seuil initial de plasticité ;

I B paramètre de contrôle du taux d’écrouissage ;

I ηc pente de la ligne critique entre les comportements dilatant et contractant ;

— 3 paramètres caractéristiques de l’évolution de l’endommagement :

I At paramètre matériau de contrôle de l’évolution de l’endommagement en trac-
tion ;

I Ac paramètre matériau de contrôle de l’évolution de l’endommagement en com-
pression ;

I a2 paramètre matériau de contrôle de la pente de la courbe adoucissante.

Le modèle étant ainsi posé, son implantation numérique dans un code de calculs de struc-
tures aux éléments finis a été réalisée à travers une subroutine UMAT développée dans le
code Abaqus de Simulia.

Le chapitre suivant est consacré à l’identification des paramètres du modèle et l’analyse
de leur sensibilité. Différentes illustrations de la modélisation et leurs confrontations à
des résultats expérimentaux variés sur des éprouvettes de béton confinées et également à
d’autres modèles sont présentées pour valider et justifier l’approche proposée.



Chapitre

3 Validations et applications
du modèle à la description
du comportement
d’éprouvettes confinées

L
es mécanismes générés par un procédé de confinement sur une structure en béton
sont complexes et non-linéaires. Leur compréhension nous a conduit à développer

un modèle élasto-plastique endommageable tridimensionnel capable de reproduire les
états de contraintes et d’endommagement et de suivre leurs évolutions au cours du pro-
cessus de confinement. Les équations constitutives de ce modèle ont été présentées au
chapitre 2, ainsi que les algorithmes spécifiques permettant leur implantation. Dans la
continuité naturelle, il convient maintenant de valider le modèle, ainsi que sa mise en
oeuvre numérique et d’illustrer ses potentialités à travers des applications.

Le chapitre 3 débute tout d’abord par une section consacrée à l’identification des pa-
ramètres du modèle. Nous y détaillons la procédure d’identification des 13 paramètres
caractéristiques du modèle à partir d’essais classiques et analysons la sensibilité du
modèle à ces paramètres. Des premières validations du modèle et de l’identification
sont ensuite présentées sur des éprouvettes de béton sous chargements uniaxiaux mo-
notones et cycliques, ainsi que triaxiaux par confrontation à des tests expérimentaux de
la littérature, ainsi qu’à d’autres modélisations. La section 3 est ensuite dédiée à des
applications sur des éprouvettes de béton confinées par des composites PRF sollicitées
en compression axiale. Différents essais expérimentaux de la littérature sont simulés
balayant ainsi des confinements variés avec des composites de diverses natures et un
nombre de plis variable. La capacité du modèle à reproduire ces essais et à analyser fine-
ment les phénomènes de confinement est étudiée à travers différents aspects : la réponse
contraintes - déformations, la prédiction de la résistance ultime et de la déformation ul-
time, le comportement dilatant -compactant, l’influence du trajet de chargement, le com-
portement sous chargement cyclique ou encore l’influence de la géométrie des sections
des éprouvettes. Le chapitre se termine par un premier bilan des potentialités du modèle
dressé sur la base de ces analyses.
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3.2 Modélisations des éprouvettes confinées par des composites . . . . 111
3.3 Simulations des réponses expérimentales contraintes - déformations 112
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1 Identification des paramètres et analyse de sensibilité

Nous détaillons dans cette première partie la procédure d’identification des paramètres
du modèle élasto-plastique endommageable pour le comportement du béton confiné qui
a été présenté au chapitre 2, section 2. Ce modèle fait intervenir 13 paramètres au total,
qu’il nous faut identifier. Après avoir rappelé la signification de ces paramètres, nous
décrivons la procédure d’identification, illustrons l’influence des paramètres et montrons
qu’ils sont identifiables à partir d’essais classiques uniaxiaux et triaxiaux. Cette analyse
et les illustrations qui suivront sont menées sur la variante 1 du modèle dans lequel l’en-
dommagement est fonction de la déformation plastique. La variante 2 du modèle sera
examinée en fin de chapitre.

1.1 Rappels des paramètres du modèle

La Table 3.1 résume la liste des 13 paramètres qui caractérisent le comportement. Ils sont
regroupés ici en paramètres élastiques du matériau sain (2 paramètres), caractéristiques
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plastiques liées à la surface de charge, loi d’écrouissage, potentiel d’écoulement (7 pa-
ramètres), évolution de l’endommagement (2 paramètres) et caractéristiques du compor-
tement au confinement (2 paramètres). Les équations constitutives dans lesquelles ils in-
terviennent sont données dans le bilan récapitulatif du modèle en fin de chapitre 2. On
rappelle la signification de ces paramètres :

Tableau 3.1 — Paramètres du modèle élasto-plastique endommageable

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 At Ac a2

— Coefficients caractéristiques des propriétés élastiques du matériau sain

I Emodule de Young,

I ν coefficient de Poisson.

— Coefficients caractéristiques des propriétés plastiques :

I c1, c2, c3 paramètres matériau définissant la forme de la surface de charge,

I fc résistance en compression uniaxiale du béton,

I α0 seuil initial de plasticité,

I B paramètre contrôlant le taux d’écrouissage,

I ηc pente de la ligne critique entre comportements dilatant et contractant.

— Paramètres caractéristiques de l’évolution de l’endommagement :

I At paramètre contrôlant l’évolution de l’endommagement en traction,

I Ac paramètre contrôlant l’évolution de l’endommagement en compression.

— Paramètres caractéristiques du comportement au confinement :

I a1 paramètre contrôlant l’effet du confinement sur le taux d’écrouissage,

I a2 paramètre contrôlant la pente de la courbe adoucissante.

1.2 Procédure d’identification

1.2.1 Modules élastiques et résistance à la compression

Les paramètres élastiques du béton, module de Young (E) et coefficient du Poisson (ν),
ainsi que la résistance en compression (fc) peuvent être identifiés classiquement à partir
d’un essai de compression uniaxiale. Dans les illustrations que nous présenterons par la
suite, les modules de Young identifiés pour les bétons testés seront de l’ordre de 20 − 30
GPa, les coefficients de Poisson généralement de 0, 2 et les résistances à la compression
entre 20 et 50 MPa.
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1.2.2 Paramètres d’endommagement

Les paramètres Ac et At caractéristiques de la vitesse de croissance de l’endommagement
en compression et traction sont identifiables par calage à partir d’essais uniaxiaux cy-
cliques en compression et en traction respectivement. Pour cette identification, on peut
s’appuyer sur les nombreuses études de sensibilité du modèle d’endommagement de Ma-
zars aux paramètres Ac et At accessibles dans la littérature.

Cette loi est implantée dans les grands codes de calculs et la procédure d’identification y
est décrite.

Dans le cas où des résultats d’essais uniaxiaux cycliques en compression ne seraient pas
disponibles, le paramètre Ac est identifiable à partir de modèles empiriques. On peut
ainsi exploiter tout d’abord le modèle empirique uniaxial de Samani et Attard [187] qui
permet de construire explicitement une courbe réponse contrainte axiale - déformation
axiale par la relation empirique décrite en Annexe 2. Le calage de cette loi empirique
avec des points expérimentaux issus d’un essai de compression uniaxiale permet de re-
monter explicitement pour une déformation axiale donnée à la contrainte axiale associée.
Le modèle proposé par Osorio et al. [188] permet ensuite de remonter, à partir d’une
déformation axiale εa associée à une contrainte axiale, à la déformation latérale εl à l’aide
d’une formule empirique donnée en Annexe 2.

Ces deux déformations permettent alors de déterminer la déformation équivalente
associée γd

c correspondante au mode d’endommagement en compression pour une
contrainte axiale donnée en négligeant à ce stade l’endommagement en utilisant la re-
lation générale suivante :

γ̇d
c = (1 − r(σij))

√
2
3
ėpijė

p
ij, ėpij = ε̇

p
ij −

ε̇pii
3
δij, (3.1)

qui, dans ce cas unidimensionnel, se réduit à :

γd
c =

2
3
(ε

p
l − ε

p
a), (3.2)

où εpa et εpl étant les déformations plastiques axiale et latérale peuvent être obtenues à
partir εa, εl et la contrainte axiale. On obtient alors l’endommagement dc associé à la
déformation équivalente γd

c par la loi empirique proposée également par Osorio et al.
[188] :

dc =

{
aXb ε 6 εc avec X = ε/εc

ab(X− 1) + a ε > εc avec X = 1 + (1 − σ/fc)
(3.3)

où ε désigne la déformation axiale, εc la déformation axiale correspondant à la résistance
en compression fc, a et b des paramètres. Le paramètre Ac est alors identifié en calant la
courbe empirique dc − γ

d
c avec la loi d’endommagement de notre modèle :

dc = χd
[

1 − exp
(
−Ac γ

d
c

)]
. (3.4)

Cette procédure est illustrée ici en s’appuyant sur l’essai uniaxial de compression issu des
travaux de Imran et Pantazopoulou [6] que nous exploiterons par la suite en section 2.3.
La figure 3.1 (a) présente les résultats de cet essai sous la forme de la courbe contrainte
axiale déformation axiale. La courbe explicite fournie par le modèle empirique de Samani
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et Attard [187] calée sur ces résultats y est représentée, ainsi que la courbe contrainte
axiale - déformation latérale obtenue par le modèle d’Osorio et al. [188]. La figure 3.1(b)
représente la courbe ln− ln qui relie les valeurs de ln(− ln(1−dc)) en fonction de celles de
ln(γd

c ) obtenues par la loi empirique 3.3. L’intersection de la meilleure régression linéaire
avec l’axe des abscisses permet d’accéder à la valeur de ln(Ac). Dans les illustrations que
nous présenterons par la suite, les valeurs identifiées du paramètre Ac varient selon les
bétons entre 70 et 110. Le calage du paramètre a2 contrôlant de la pente de la courbe
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Figure 3.1 — Illustration de la procédure d’identification du paramètre Ac de la loi
d’endommagement en compression sur un essai de compression unixiale de Imran

et Pantazopoulou [6].

adoucissante en fonction du confinement intervient en fin de procédure comme nous le
verrons par la suite.

1.2.3 Paramètres plastiques

Les paramètres c1, c2 et c3 sans dimension définissant la forme de la surface de charge
dans le plan méridien (p − q) sont identifiés de sorte que la fonction de charge interpole
les résultats des essais triaxiaux. Cette identification est faite en supposant la fonction
d’écrouissage αp égale à 1, ce qui veut dire qu’à cette étape l’endommagement est négligé
pour simplifier le processus d’identification. En pratique, pour ce qui est des paramètres
c1 et c2, nous procédons à cette identification manuellement par ajustements successifs
en commençant par caler le paramètre c1 en nous guidant sur les résultats d’une analyse
de sensibilité. Le paramètre c3 doit être positif afin de définir la surface de charge dans la
zone en traction (p > 0). Si l’essai en traction n’est pas disponible, alors on peut retenir la
valeur de 0, 1 pour c3, comme recommandé par Pietrusczak et al. [119].

La sensibilité de la reproduction de la forme de la surface de charge suivant les paramètres
c1 et c2 est présentée à la figure 3.3. Cette étude est menée en illustration des résultats
d’essais triaxiaux menés par Candappa et al. [8] que nous exploiterons par la suite. On
y observe des influences opposées des deux paramètres, l’augmentation du paramètre
c1 conduisant à diminuer la surface de charge alors que celle du paramètre c2 conduit à
une augmentation. La figure 3.3 illustre la qualité de l’identification qui peut être obtenue
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Figure 3.2 — Sensibilité de l’identification des paramètres c1 et c2 sur la simulation
de la surface de charge. Résultats expérimentaux de Candappa et al. [8].

à partir des résultats d’une étude expérimentale menée par Candappa et al. [8] obtenue
avec les valeurs de c1 = 0, 65, c2 = 0, 18 et c3 = 0, 1.

Dans les différentes applications qui suivront, les valeurs des paramètres identifiés sont
de l’ordre de 0, 5 − 0, 6 pour c1, 0, 15 − 0, 20 pour c2 et c3 = 0, 1. Après avoir identifié
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Figure 3.3 — Confrontation entre la surface de charge identifiée et les résultats
expérimentaux de Candappa et al. [8] sur un essai triaxial, valeurs des paramètres

identifiés c1 = 0, 65, c2 = 0, 18 et c3 = 0, 1.

les paramètres c1, c2 et c3 intervenant dans la fonction de charge, les paramètres αp
0 qui

caractérise le seuil initial de plasticité et B le taux d’écrouissage peuvent à leur tour être
identifiés à l’aide d’un essai uniaxial en compression. On procède pour cela de la façon
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suivante. À partir de l’équation de la surface de charge :

F
(
σ, γp

)
= q − αp(γp,d)

(
−c1 +

√
c2

1 + 4 c2 (c3 − p / fc)

2 c2

)
fc = 0, (3.5)

on peut expliciter la relation entre la variable d’écrouissage αp et le chargement (p,q), soit
encore la relation entre αp et la déformation plastique cumulée γp.

Connaissant différentes valeurs expérimentales de p et q correspondant à un essai de
compression uniaxiale, et ayant au préalable identifié les paramètres c1, c2, c3 et fc, on peut
alors positionner des points expérimentaux sur la courbe αp en fonction de γp. On cale
ensuite ces points sur l’équation d’évolution de la variable d’écrouissage en supposant
l’endommagement d nul, avec la relation :

αp(γp) = α0
p + ( 1 − α0

p )
γp

B + γp
. (3.6)

On peut ainsi identifier les paramètres αp
0 et B.

Un exemple de la confrontation des points expérimentaux issus des travaux de Candappa
[8] avec la loi d’écrouissage (3.6) est illustré sur la figure 3.4. On rappelle que cette iden-
tification est réalisée en négligeant l’effet de l’endommagement dans la loi d’écrouissage.
Cette hypothèse se justifie par le fait que l’endommagement jusqu’au pic n’est pas signi-
ficatif.

Les valeurs de ces deux paramètres sans dimension dans les applications qui suivent sont
de l’ordre de 0, 6 − 0, 7 pour αp

0 et 10−5 − 10−4 pour B. Compte-tenu du fait que l’endom-
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Figure 3.4 — Confrontation de la loi d’écrouissage avec les résultats expérimentaux
de Candappa et al. [8], valeurs des paramètres identifiés αp

0 = 0, 7, B = 7.10−5.

magement est négligé dans l’identification initiale des paramètres c1, c2 et c3 alors que la
plasticité et l’endommagement couplés dans le modèle, le paramètre c1 est ajusté ensuite
de tel sorte que l’on retrouve la valeur expérimentale de la résistance en compression du
béton dans le cas d’un chargement de compression uniaxial. Cet ajustement conduit ici à
la nouvelle valeur de c1 = 0, 58. La valeur du paramètre c2 précédemment identifiée est
elle conservée en pratique, de même que celle que c3.

Le paramètre ηc détermine la pente de la frontière dans le plan méridien (p,q) entre le
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comportement dilatant et contractant (la droite d’état critique). Il peut être identifié par
interpolation des points expérimentaux dans le plan (p − q) quand la variation de la
déformation plastique volumique est nulle. Si la variation de déformation plastique vo-
lumique n’est pas directement disponible, on peut supposer que la dilatance apparaı̂t à
approximativement 95 % de la contrainte à rupture selon les travaux de Kupfer et al.
[189], Kostovos [190], Smith et al. [155]).

La figure 3.5 illustre la qualité de cette identification sur les résultats expérimentaux de
Candappa et al. [8]. Sur cette courbe, est tracée la droite d’état critique identifiée avec la
valeur ηc = 1, 13 qui apparaı̂t en bon accord avec les résultats expérimentaux.

Dans les applications que nous mèneront par la suite, le paramètre ηc prendra des valeurs
de l’ordre de 0, 9 − 1, 2.
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Figure 3.5 — Illustration de l’identification du paramètre ηc sur des résultats
expérimentaux de Candappa et al. [8], (ηc = 1, 13).

1.2.4 Paramètres liés au confinement

Enfin, restent à identifier les paramètres a1 et a2 sans dimension qui caractérisent la sensi-
bilité du béton au confinement. Le paramètre a1 est introduit dans le critère de plasticité à
travers la caractérisation de la déformation plastique pour tenir compte de l’effet du confi-
nement sur le taux d’écrouissage. Le paramètre a2 pilote la dépendance de l’évolution de
l’endommagement en compression avec la pression de confinement.

Ces paramètres sont identifiés en fin de procédure sur des courbes réponse d’es-
sais triaxiaux de manière à obtenir un bon accord entre la simulation et les résultats
expérimentaux. En pratique, l’identification est là encore faite par ajustements successifs
en s’appuyant sur une analyse de sensibilité.

Une illustration de la sensibilité aux paramètres a1 et a2 est présentée à la figure 3.6
qui donne les courbes contrainte-déformation de bétons confinés testés par Candappa
et al. [8]. La figure 3.6 (a) caractéristique d’un béton confiné par une pression de 12 MPa
est obtenue en supposant l’endommagement nul de façon à mieux voir l’effet du pa-
ramètre a1. Pour une contrainte donnée, l’augmentation du paramètre a1 conduit à une
prédiction plus élevée de la déformation ce qui se rapproche ici de l’expérience. Et au
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contraire, pour une déformation donnée, l’augmentation de la valeur de a1 conduit à une
prédiction de la contrainte globalement plus faible. La figure 3.6 (b) est représentative de
la courbe contrainte déformation d’un béton confiné par une pression de 4 MPa et illustre
l’influence du paramètre a2. L’endommagement est pris en compte dans l’identification
cette fois. L’augmentation de la valeur de a2 conduit à réduire fortement l’importance
de l’adoucissement et à faire augmenter globalement le niveau de contrainte. En s’ap-
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(a) Sensibilité de l’identification du pa-
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Figure 3.6 — Sensibilité de l’identification des paramètres a1 et a2 sur la simulation
de la courbe réponse contrainte-déformation issus des résultats expérimentaux de

Candappa et al. [8].

puyant sur cette analyse de sensibilité, nous sélectionnons deux essais triaxiaux sur un
même béton associés l’un à un confinement faible, l’autre à un confinement important
pour identifier les paramètres a1 et a2. Par exemple, l’essai triaxial de Candappa et al. [8]
sur un béton avec un faible confinement de 4 MPa est tout d’abord exploité pour identifier
le paramètre a2 de façon à obtenir une bonne reproductibilité de la branche adoucissante.
Avec cette valeur identifiée du paramètre a2, on cherche ensuite à caler le paramètre a1

pour simuler la courbe contrainte déformation du béton sous le plus fort confinement de
12 MPa. Un réajustement de la valeur du paramètre a2, et à nouveau du paramètre a1,
sont ensuite souvent nécessaires.

La figure 3.7 présente la confrontation essais - simulations de la courbe contrainte
déformation du béton testé par Candappa et al. [8] sous différentes pressions de confi-
nement. Sont présentés sur la figure 3.7 (a) les résultats des simulations obtenues avec les
paramètres a1 = 0, a2 = 0, ce qui revient à négliger l’effet du confinement dans le modèle.
La figure 3.7 (b) permet d’apprécier la qualité de l’identification obtenue avec les valeurs
des paramètres a1 = 2, 6 et a2 = 4, 5. En conclusion, il apparaı̂t que deux essais l’un
en traction, l’autre en compression sous chargement cycliques complétés par deux essais
triaxiaux de traction-compression monotone sous un confinement faible et un confine-
ment fort sont nécessaires a minima pour identifier l’ensemble des paramètres du modèle.
En l’absence de ces résultats expérimentaux pour certaines applications, nous conserve-
rons les valeurs des paramètres identifiées précédemment globalement caractéristiques
du comportement de bétons dont la résistance à la compression varie entre 20-50 MPa.
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(a) Valeurs des paramètres a1 = 0 et a2 = 0.

-0.03-0.02-0.0100.010.02
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Figure 3.7 — Confrontation entre les simulations avec différentes valeurs des pa-
ramètres a1 et a2 et les résultats expérimentaux de Candappa et al. [8].

2 Premières validations du modèle sur des essais clas-
siques

L’étape d’identification des paramètres du modèle de comportement étant décrite, cette
nouvelle section est consacrée à des premières illustrations et validations du modèle.
Dans une première étape, des simulations d’essais classiques de la littérature, comme
l’essai de compression cyclique, de traction cyclique, permettent de s’assurer de la capa-
cité du modèle à reproduire le comportement de bétons non confinés sous sollicitations
uni-axiales. Puis, le modèle est appliqué à la simulation d’essais triaxiaux de compres-
sion, testant ainsi sa capacité à décrire le comportement d’éprouvettes de béton confiné
activement par compression latérale. Les simulations sont réalisées à l’aide du logiciel aux
éléments finis Abaqus dans sa version standard en exploitant pour le béton la subroutine
UMAT développée spécifiquement pour le modèle comme décrit au chapitre 2.

2.1 Simulation d’un essai de compression cyclique sur une éprouvette
de béton non confiné

Pour cette première application du modèle, nous cherchons à simuler le comportement
observé expérimentalement par Sinha et al. [76] sur une éprouvette de béton sollicitée en
compression cyclique. Cet essai présenté au chapitre 1 à la section 3.1 permet de tester la
capacité du modèle à simuler la réponse d’un béton avec un comportement globablement
élastique linéaire jusqu’au pic de contraintes, puis le début de la dégradation de la rigidité
avec l’accélération significative de la croissance de fissures.

Compte tenu de l’homogénéité de l’état de contraintes dans l’éprouvette dans cet es-
sai uni-dimensionnel, la simulation peut être faite sur un seul élément fini. Nous avons
utilisé en pratique l’élément cubique C3D8R de Abaqus. Le chargement est imposé en
déplacement, pilotage adapté à la simulation de la phase la post-pic. Les paramètres du
modèle utilisés pour cette simulation sont pour le module de Young et la résistance à la
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compression du béton calés sur la courbe de réponse expérimentale de Sinha et al. [76].
Les autres paramètres ont été identifiés sur un autre essai, celui de Imran et Pantazo-
poulou [6] qui sera présenté par la suite. De sorte que la confrontation essai -simulation
s’inscrit bien dans une démarche de validation du modèle. Les valeurs des paramètres
utilisés pour cette simulation sont donnés dans la Table 3.2. Les résultats de la simula-

Tableau 3.2 — Paramètres du modèle identifiés pour la simulation de l’essai expérimental de compres-
sion cyclique réalisé par Sinha et al. [76]

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

19 0,2 0,53 0,18 0,1 3, 10−4 0,6 0,97 28 1,6 70 9000 1,8

tion sont confrontés à l’essai sur la courbe contrainte-déformation présentée à la figure
3.8. Le modèle est apte à décrire de façon accpetable la courbe enveloppe. L’endommage-
ment en début d’essai est correctement simulé avec une variation de la pente relativement
proche des essais lors des décharges élastiques. En revanche, l’endommagement apparaı̂t
sous-estimé au fil des cycles. Les déformations irréversibles semblent globalement sur-
estimées et ce dès le début des cycles de décharge. La qualité de l’identification pourrait
naturellement être avancée pour expliquer cette sous-estimation de l’endommagement,
mais on peut également attribuer cet écart au modèle même lorsqu’il est utilisé comme
ici pour simuler le comportement d’un béton non confiné. En effet dans ce cas sans confi-
nement, la deformation plastique latérale mesurée expérimentalement est mal décrite par
le modèle, comme on peut par exemple le voir sur la courbe expérimentale présentée par
la suite à la figure 3.12 (b), (cas sans confinement 0 MPa, symboles carrés). La déformation
plastique latérale étant mal simulée et sous-estimée par le modèle, il en est alors de même
pour l’endommagement, compte-tenu des relations entre ces grandeurs, (3.2), (3.4).

Cette confrontation met en évidence d’une certaine manière les limites du modèle qui a
été développé pour un béton confiné sous état de contraintes triaxial. Les paramètres uti-
lisés ici ont été identifiés pour reproduire au mieux la courbe enveloppe d’un béton non
confiné et dans ce cas l’endommagement apparaı̂t sous-estimé. Une autre identification
aurait probablement pu permettre de mieux reproduire l’endommagement, mais aurait
conduit à une courbe enveloppe moins prédictive. Le confinement conduisant à une dimi-
nution de l’endommagement, on perçoit déjà que le modèle sera mieux prédictif sur des
bétons confinés. La figure 3.9 montre l’évolution de la variable endommagement (d) et la
variable d’écrouissage (γp) en fonction de déformation plastique axiale pour la simulation
de l’essai compression cyclique de Sinha et al. [76]. On y observe que l’endommagement
atteint ici une valeur de 0,55.

2.2 Simulation d’un essai de traction cyclique sur une éprouvette de
béton non confiné

Une seconde illustration du modèle est effectuée avec la simulation de l’essai de traction
cyclique réalisé par Gopalaratnam et Shah, [75] qui avait été présenté au chapitre 1.

Comme précédemment, la simulation de ce test uni-dimensionnel conduisant à un état de
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Figure 3.8 — Courbe de réponse contrainte-déformation axiale d’un béton non
confiné sous compression cyclique. Confrontation expérience et simulation sur l’es-

sai réalisé par Sinha et al. [76].
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fonction de déformation plastique axiale. Simulation d’un essai de compression cy-

clique de Sinha et al. [76].

contrainte homogène est réalisée sur un élément fini cubique et est piloté en déplacement.
Les paramètres du modèle identifiés selon la procédure décrite à la section 1 de ce chapitre
sont donnés à la table 3.3 pour cet essai. L’identification du module de Young et de la
résistance à la compression du béton est faite sur la courbe de réponse expérimentale de
Gopalaratnam et Shah, [75]. L’identification des paramètres c1, c2 et c3 s’appuie sur des
essais uniaxiaux de compression et traction menés par ces auteurs.

Les autres paramètres sont identifiés sur l’essai de Candappa et al. [8] présenté par
la suite à la section 2.3. La simulation est confrontée à l’expérience sur la figure 3.10.
Il apparaı̂t que le modèle ne reproduit pas bien l’adoucissement important observé
dans cette expérience. Pour relativiser ce point, il convient de noter que les mesures
des déformations sont très sensibles à la longueur de la jauge de déformations dans
la zone de localisation et en conséquence l’allure de la branche adoucissante observée
expérimentalement peut être affectée sensiblement. En revanche, la simulation décrit bien
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Tableau 3.3 — Paramètres du modèle identifiés pour la simulation de l’essai de traction cyclique réalisé
par Gopalaratnam et Shah, [75].

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

33 0,2 0,55 0,15 0,065 7, 10−5 0,7 1,13 43,8 2,6 98 9000 4,5

la dégradation du module d’Young en traction, ainsi que la déformation irréversible.
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Figure 3.10 — Courbe de réponse contrainte-déformation axiale d’un béton non
confiné sous traction cyclique. Confrontation expérience et simulation sur l’essai

mené par Gopalaratnam et Shah [75].

2.3 Simulation d’essais sur des éprouvettes confinées par compression
triaxiale

Dans cette partie, on cherche maintenant à évaluer la capacité du modèle à reproduire les
résultats expérimentaux d’essais triaxiaux sur des éprouvettes qui sont ainsi soumises à
un confinement constant. Différentes campagnes d’essais expérimentaux de la littérature
sont exploitées correspondant à des bétons de résistances à la compression diverses : Im-
ran et Pantazopoulou [6] (fc = 21 MPa), Sfer et al [133] (fc = 32, 8 MPa), Candappa et al
[8] (fc = 41, 9 MPa) et enfin Lim et Ozbakkaloglu [17] (fc = 51, 6 MPa). Ces essais ont été
choisis afin de couvrir une gamme de résistance en compression de 20 à 55 MPa corres-
pondant à la résistance des bétons couramment utilisés dans les ouvrages du génie civil.
Pour chacune de ces études, les essais sont menés à diverses pressions de confinement.
Ces essais conduisent à un état de contraintes homogènes, les simulations sont menées
comme précédemment sur un seul élément fini cubique. Les paramètres du modèle sont
identifiés selon la procédure décrite à la section 1.2 à partir des essais triaxiaux reportés
dans ces différents travaux. Ils sont présentés à la table 3.4.

Les figures 3.11 et 3.12 présentent les courbes réponse contrainte axiale - déformation
axiale obtenues par les simulations, ainsi que les résultats expérimentaux pour différentes
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pressions de confinement. Elles montrent un accord satisfaisant entre les essais et les si-
mulations numériques, les résistances triaxiales étant correctement estimées. Le compor-
tement post-pic est lui aussi correctement modélisé. La phase adoucissante apparaı̂t en
particulier de moins en moins marquée au fur et à mesure que la pression de confine-
ment augmente comme observé dans les essais. L’augmentation du confinement contri-
bue à diminuer l’endommagement et la plasticité devient dominante. La dépendance de
l’endommagement avec la pression de confinement introduite dans le modèle permet de
traduire ce mécanisme et de simuler la transition de comportement fragile-ductile.

En revanche, on peut constater, notamment sur les figures 3.11 (a) et (b), que pour les
fortes pressions de confinement, les simulations surestiment la rigidité élastique observée
expérimentalement. Cette limitation est la conséquence du choix fait d’une surface de
charge non fermée. En effet, des modélisations intégrant une surface de charge fermée,
menées notamment par Imran and Pantazapolous [115], Chen [117], Jason et al. [110],
permettent de simuler la perte de la rigidité, en rendant possible le développement de
déformations plastiques même pour un chargement purement hydrostatique. La qualité
du modèle proposé peut être appréciée en confrontant les simulations des essais avec les
résultats fournis par une autre modélisation. Nous avons choisi pour cela le modèle de
Lubliner et al. [97] présenté aux chapitre 1 et 2 qui est implanté dans le code de calcul
Abaqus. Les figures 3.13 (a) et (b) confrontent à travers les courbes réponses contraintes-
déformations les deux modèles aux résultats de l’essai de Imran et Pantazopoulou [6]
sur un béton de résistance à la compression fc = 21 MPa. Les figures 3.14 (a) et (b) illus-
trent cette confrontation sur l’essai de Candappa et al. [8] sur un béton de résistance à la
compression fc = 42 MPa.

On constate que le modèle de Lubliner et al. peine à reproduire l’allure générale des
courbes réponses expérimentales et à traduire la sensibilité du comportement du béton au
confinement, notamment la transition de comportement fragile-ductile lorsque le confi-
nement augmente. Il apparaı̂t avec ce modèle un pic de contrainte notamment qui n’est
pas observé expérimentalement (figures 3.13 (b) et 3.14 (b)). Le modèle que nous pro-
posons conduit en revanche à des allures de courbes réponse plus proches des mesures
expérimentales pour tous les confinements considérés, (figures 3.13 (a) et 3.14 (a)). Par
ailleurs, la figures 3.13 (b) montre que pour des confinements importants, la contrainte
maximale est surestimée.

Cette sur-estimation peut être attribuée à la surface de charge retenue dans le modèle
de Lubliner et al. [97] qui est linéaire dans le plan p-q, ce qui conduit à sur-estimer la
résistance triaxiale du béton lorsque le confinement est élevé. Sur cette prédiction de la
contrainte maximale, le modèle que nous proposons apparaı̂t également plus fin. Cette
confrontation à un modèle classique illustre la nécessité et la qualité de l’enrichissement
apporté par notre modélisation pour simuler des essais triaxiaux sur des bétons. Ces

Tableau 3.4 — Paramètres identifiés pour des bétons de différentes résistances en compression confinés
sous chargements tri-axiaux.

Référence Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

Imran et Pantazopoulou, [6] 21 0,2 0,53 0,18 0,1 3, 10−4 0,6 0,97 21 1,6 70 9000 1,8
Sfer et al., [133] 27 0,2 0,49 0,24 0,1 2, 10−4 0,6 0,93 32,8 2,4 80 9000 1,2

Candappa et al., [8] 29 0,2 0,58 0,18 0,1 7, 10−5 0,7 1,13 41,9 2,6 98 9000 4,5
Lim et Ozbakkaloglu, [17] 29 0,2 0,49 0,19 0,1 2, 10−4 0,6 1,1 51,6 2,6 115 9000 2,2
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Figure 3.11 — Confrontation des simulations et des essais de compression triaxiale
ménés par Imran et Pantazopoulou [6] et Sfer et al. [133].
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Déformation

-120

-100

-80

-60

-40

-20

0

C
on

tr
ai
n
te

ax
ia
le

(M
P
a)

0 MPa

4 MPa

8 MPa

12 MPa

Simulation

(a) Candappa et al. [8], (fc=41,9 MPa).

-0.04-0.03-0.02-0.0100.010.02
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Figure 3.12 — Confrontation des simulations et des essais de compression triaxiale
ménés par Candappa et al. [8] et Lim et Ozbakkaloglu [17].

premières applications ont mis en évidence la capacité du modèle à simuler le compor-
tement de différents bétons sous un confinement constant. Comme nous l’avons vu au
chapitre 1, le confinement passif d’éprouvettes induit par un chemisage en matériau com-
posite met en jeu des mécanismes différents de comportement. Nous nous proposons de
tester à la section suivante notre modèle de comportement dans de telles applications qui
génèrent des chargements plus complexes.
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Figure 3.13 — Confrontation des résultats de l’essai mené par Imran et Pantazopou-
lou [6], de la modélisation proposée et du modèle Lubliner et al. implémenté dans le

code Abaqus.
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Figure 3.14 — Confrontation des résultats de l’essai mené par Candappa et al. [8]
de la modélisation proposée et du modèle Lubliner et al. implémenté dans le code

Abaqus.

3 Applications à la simulation d’éprouvettes confinées par
des composites

Dans cette section, nous présentons plusieurs applications du modèle sur une large
gamme d’essais expérimentaux de la littérature menés par Lim et Ozbakkaloglu [17], Ber-
thet et al. [15], Lam et Teng [13], [80] et Shahawy et al. [95] sur des éprouvettes de bétons
de diverses résistances en compression, confinées par des composites PRF de différente
nature. Le paragraphe suivant présente les échantillons et essais qui seront par la suite
simulés.
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3.1 Description des éprouvettes testées

Les éprouvettes de béton étudiées sont de géométrie cylindrique, de hauteurH, de section
circulaire, de diamètreD. Les différents bétons testés ont des résistances à la compression
fc variant entre 20 et 50 MPa. Les éprouvettes sont chemisées par des composites uni-
directionnels PRF à base de fibres de carbone (PFRC), fibres de verre (PRFV) et fibres
d’aramide (PFRA) selon les applications. L’épaisseur du composite, notée tf, varie avec le
nombre de plis du chemisage (entre 1 à 12 plis).

Comme décrit au chapitre 1, le confinement peut être caractérisé pour des structures cy-
lindriques de section circulaire par le module de confinement K défini par la relation
suivante :

K =
2 tf

D
Ef, (3.7)

où Ef représente le module de Young du composite unidirectionnel dans le sens des fibres.

Les applications menées vont nous permettre de tester une large gamme de modules de
confinement allant de 305 jusqu’à 3795 MPa.

Les caractéristiques géométriques et matérielles des éprouvettes testées sont synthétisées
à la Table 3.5. Dans les différents essais que nous nous proposons de simuler, les
éprouvettes sont sollicitées aux deux extrémités par un chargement de compression axial
et leur surface latérale est laissée libre.

Tableau 3.5 — Caractéristiques des éprouvettes testées.

Source fc (MPa) Ec (GPa) D (mm) H (mm) Type de fibre
Nombre de

plis tf (mm) Ef (GPa) K (MPa)

Lim et 51,6 29 63 126 Aramide 1 0,2 118 749
Ozbakkaloglu [17] 51,6 29 63 126 Aramide 2 0,4 118 1498

51,6 29 63 126 Carbone 1 0,111 230 810
51,6 29 63 126 Carbone 2 0,22 230 1621
51,6 29 63 126 Verre 1 0,2 86,9 552
51,6 29 63 126 Verre 2 0,4 86,9 1104

Berthet et al. [15] 20,0 33 160 320 Carbone 1 0,165 230 474
20,0 33 160 320 Carbone 2 0,33 230 949
20,0 33 160 320 Verre 2 0,33 74 305
40,0 34 160 320 Carbone 1 0,11 230 316
40,0 34 160 320 Carbone 2 0,22 230 632
40,0 34 160 320 Carbone 4 0,44 230 1265
40,0 34 160 320 Carbone 9 0,99 230 2846
40,0 34 160 320 Carbone 12 1,32 230 3795

Lam et Teng [13] 35,9 28 152 305 Carbone 1 0,165 230 499
35,9 28 152 305 Carbone 2 0,33 230 999
38,5 32 152 305 Verre 1 1,27 22,46 375
38,5 32 152 305 Verre 2 2,54 22,46 751

Lam et al. [80] 41,1 28 152 305 Carbone 1 0,165 250 543
38,9 28 152 305 Carbone 2 0,33 247 1073

Shahawy et al. [95] 49,0 22 152,5 305 Carbone 1 0,5 82,7 542
49,0 22 152,5 305 Carbone 2 1,0 82,7 1085
49,0 22 152,5 305 Carbone 3 1,5 82,7 1627
49,0 22 152,5 305 Carbone 4 2,0 82,7 2169
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3.2 Modélisations des éprouvettes confinées par des composites

Compte-tenu des symétries géométriques, de chargement et matérielles des essais si-
mulés, les modélisations réalisées sont bidimensionnelles et axysmétriques. L’existence
d’un plan de symétrie à mi-hauteur de l’éprouvette permet par ailleurs de restreindre la
modélisation à la partie supérieure de l’éprouvette. La figure 3.15 présente un schéma de
la structure étudiée, du chargement exercé, ainsi que les conditions limites appliquées.
Les conditions de symétrie sont traduites classiquement par des appuis glissants. Le col-
lage entre le noyau de béton et le PRF est supposé parfait. Le chargement est imposé à
travers un déplacement qui permet d’obtenir la branche post-pic le cas échéant. Le pas
d’incrément est de 0,001 et les simulations sont arrêtées lorsque les déformations de rup-
ture du composite PRF sont atteintes selon les observations expérimentales.

Compte-tenu de la géométrie et du chargement, l’état de contrainte dans le béton est
plan et homogène. Le noyau de béton est modélisé par un seul élément quadrilatéral
axisymétrique (CAX4R) bilinéaire à 4 nœuds à intégration réduite. Le composite PRF est
discrétisé par un seul élément dans l’épaisseur de type coque axisymétrique linéaire à 2
nœuds (SAX1).

Le comportement des bétons est modélisé par la loi élasto-plastique endommageable
décrite au chapitre 2. Les valeurs des paramètres utilisées pour les simulations s’appuient
sur celles identifiées précédemment à la section 2.3 et données dans la table 3.4. Ainsi,
pour les bétons présentant une résistance en compression située entre 20 et 30 MPa, on
adopte les valeurs des paramètres identifiés sur les essais de Imran et Pantazopoulou,
[6] pour un béton de résistance en compression de 21 MPa. Les paramètres adoptés pour
les bétons présentant une résistance en compression située entre 30 et 40 MPa sont ceux
identifiés sur les essais de Sfer et al, [133] pour un béton de résistance en compression de
32,8 MPa. Les paramètres adoptés pour les bétons présentant une résistance en compres-
sion située entre 40 et 50 MPa sont ceux identifiés sur les essais de Candappa et al., [8]
pour un béton de résistance en compression de 41,9 MPa. Enfin, les paramètres adoptés
pour les bétons présentant une résistance en compression située entre 50 et 60 MPa sont
ceux identifiés sur les essais de Lim et Ozbakkaloglu [17] pour un béton de résistance en
compression de 51,6 MPa. La Table 3.6 synthétise ces données. Les valeurs du module de
Young et la résistance en compression (non reportées dans cette table) sont données pour
les différents bétons à la table 3.5. Le comportement des composites unidirectionnels PRF
est modélisé par une loi élastique linéaire. Le comportement de l’unidirectionnel est iso-
trope transverse caractérisé, comme rappelé au chapitre 1, par la donnée de 5 coefficients
indépendants, Berthelot [50]. Dans le cas des contraintes planes qui nous intéresse ici, ces
coefficients se réduisent ici à 4 avec 2 modules de Young, l’un dans le sens transverse des
fibres ET, l’autre dans la direction longitudinale des fibres EL noté ici Ef, le coefficient de
Poisson νLT et le coefficient de cisaillement GLT , sachant que le coefficient de Poisson νTL
est relié aux autres caractéristiques par la relation νLT/EL = νTL/ET. En pratique dans les
applications que nous présentons, les résultats des simulations sont sensibles essentiel-
lement à la valeur du module de Young du composite dans la direction des fibres. Les
autres coefficients caractéristiques du composite sont de l’ordre de grandeur de ceux de
la matrice polymère époxyde. Pour les simulations, nous avons retenu pour le module de
Young dans le sens des fibres les valeurs données dans la Table 3.5 et pour les autres mo-
dules les valeurs préconisées par Berthet [15] de ET = 3450 MPa pour le module de Young
dans la direction transverse aux fibres, GLT = 1300 MPa pour le module de cisaillement
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Tableau 3.6 — Valeurs des paramètres pour les différents bétons testés selon leur résistance en compression.

Gamme de résistance Élasticité Plasticité Endommagement

à la compression (MPa) E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

20 - 30 - 0,2 0,53 0,18 0,1 3, 10−4 0,6 0,97 - 1,6 70 9000 1,8
30 - 40 - 0,2 0,49 0,24 0,1 2, 10−4 0,6 0,93 - 2,4 80 9000 1,2
40 - 50 - 0,2 0,58 0,18 0,1 7, 10−5 0,7 1,13 - 2,6 98 9000 4,5
50 - 60 - 0,2 0,49 0,19 0,1 2, 10−4 0,6 1,1 - 2,6 115 9000 2,2

et νTL pratiquement nul.

Concrete Core 
(CAX4R) 

PRF  
(SAX1) 

Appui glissant

Déplacement imposé 

Plans de symétrie 

Noyau de béton 
(CAX4R) 

 

Figure 3.15 — Conditions aux limites et chargement adoptés dans les simulations.

3.3 Simulations des réponses expérimentales contraintes -
déformations

Les résultats des simulations sont tout d’abord présentés pour les différentes éprouvettes
confinées testées sous la forme des courbes d’évolution de la contrainte axiale en fonc-
tion de la déformation axiale, ainsi que de la déformation latérale. Selon la convention
usuelle, les déformations axiales sont représentées du coté des abscisses négatives et les
déformations transverses du coté des abscisses positives.

Ces résultats sont confrontés aux diverses études expérimentales sur les figures 3.16, 3.17,
3.18 et 3.19. Les figures 3.16 (a), (b) et (c) permettent tout d’abord de confronter pour un
même béton de résistance à la compression de fc=51,6 MPa des confinements différents
obtenus par des composites PRF à base de fibres d’Aramide (a), Carbone (b) et Verre
(c). Les simulations reproduisent de manière globalement satisfaisante le comportement
expérimental quasi bilinéaire caractéristique des bétons confinés par des composites PRF.
La qualité du confinement dépend de la nature des fibres, les composites en fibres de
verre de plus faible rigidité induisant un confinement moindre. Le confinement dépend
également du nombre de plis mis en oeuvre dans le chemisage des éprouvettes. Les
résultats obtenus montrent que le modèle permet de restituer la sensibilité du compor-
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tement du béton confiné selon la nature des fibres et également le nombre de plis du
composite PRF.

Les figures 3.17, 3.18 et 3.19 permettent de tester le modèle sur des bétons confinés de
différentes résistances. Là encore, les simulations donnent de bonne prédiction y com-
pris sur des bétons présentant une résistance à la compression élevée. Nous confrontons
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(b) Composite à Fibres de Carbone PRFC.

-0.05-0.04-0.03-0.02-0.0100.010.020.03
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Figure 3.16 — Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation axiale
(abscisses négatives) et de la déformation latérale (abscisses positives). Confronta-
tion simulations et essais de Lim et Ozbakkaloglu [17] sur un béton de résistance à

la compression fc=51,6 MPa confiné par différents composites PRF.

maintenant nos simulations à celles obtenues avec le modèle de Lubliner et al. [97] im-
planté dans le code Abaqus pour les bétons confinés testés par Berthet et al. [15]. Les
figures 3.20 (a) et (b) concernent les bétons de résistance 20 MPa avec en (a) les résultats
de nos simulations et en (b) ceux donnés par le modèle Lubliner et al. Les résultats sont
présentés de manière analogue aux figures 3.21 (a) et (b) pour les bétons de résistance
40 MPa. On peut observer sur ces figures que le modèle de Lubliner et al. sous-estime
la contrainte axiale pour une déformation axiale donnée dans le cas des confinements
faibles (de 1 pli jusqu’à 4 plis) et pour des confinements plus forts, au contraire sur-estime
la contrainte axiale. Plus globalement, le modèle de Lubliner et al. peine à reproduire l’al-
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(b) Béton de résistance à la compression
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Figure 3.17 — Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation axiale
(abscisses négatives) et de la déformation latérale (abscisses positives). Confronta-
tion simulations et essais de Berthet et al. [15] sur des bétons confinés par différents

composites PRF.
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Figure 3.18 — Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation axiale
(abscisses négatives) et de la déformation latérale (abscisses positives). Confronta-
tion simulations et essais de Lam et Teng [13] sur des bétons confinés par différents

composites PRF.

lure générale des courbes réponse et leur courbure. Ces observations sont en cohérence
avec les résultats déjà présentés avec ce modèle sur des essais triaxiaux de confinement
actif, (figures 3.13 (b) et 3.14 (b)). La capacité du modèle à représenter le comportement du
béton confiné activement est donc un préalable à l’analyse du comportement de bétons
confinés passivement par un tissu composite. En comparaison, notre modélisation ap-



Chapitre 3 : Validations et applications du modèle à la description du
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Figure 3.19 — Évolution de la contrainte axiale en fonction de la déformation axiale
(abscisses négatives) et de la déformation latérale (abscisses positives). Confronta-
tion simulations et essais sur des bétons confinés par des composites à fibres de car-

bone PRFC.

paraı̂t plus représentative des essais sur les différents bétons et niveaux de confinement
testés.
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Figure 3.20 — Confrontation entre les simulations d’essais menés par Berthet et al.
[15] sur des bétons confinés (fc= 20 MPa) par composites à fibres de carbone PRFC
et fibres de verre PRFV, la modélisation proposée et le modèle de Lubliner et al.

implanté dans Abaqus.
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Figure 3.21 — Comparaison entre les simulations d’essais de Berthet et al. [15] sur
des bétons confinés (fc= 40 MPa) par composites à fibres de carbone PRFC (a) le

modèle proposé et (b) le modèle d’Abaqus.

3.4 Prédiction de la résistance et déformation ultimes des éprouvettes
confinées

La qualité de la modélisation est maintenant testée vis à vis de sa capacité à prédire la
résistance ultime (fcc) et la déformation axiale ultime (εcu) des éprouvettes confinées par
PRF.

La Table 3.7 synthétise les prédictions de ces grandeurs et les erreurs relatives entre simu-
lations et essais rapportées aux résultats expérimentaux.

Une autre représentation est fournie par les figures 3.22 (a) et (b) qui positionnent les
données du tableau sous la forme de nuage de points pour la résistance ultime, figure
3.22 (a) et pour la déformation axiale ultime, figure 3.22 (b). La figure 3.22 (a) met en
évidence un bon accord entre les simulations et les résultats expérimentaux en terme de
résistance ultime. L’erreur relative moyenne est de 6,87 % avec un écart-type de 5,86 % ce
qui est acceptable dans les pratiques d’ingénierie. Un coefficient de corrélation élevé de
0,96 est obtenu dans ce cas.

En ce qui concerne la déformation axiale ultime présentée à la figure 3.22 (b), la corrélation
est moins bonne avec une erreur relative moyenne de près de 21 % et un écart-type
de 26,55 %. Cet écart sur la déformation axiale ultime peut être attribué à la fois au
modèle, ainsi qu’aux résultats expérimentaux. En effet, lors de l’expérience, les jauges de
déformations latérales sont souvent positionnées à mi-hauteur de l’éprouvette. Compte-
tenu du fait que le champ de déformation n’est plus homogène lorsque le noyau
de béton est micro-fissuré, la rupture du composite PRF peut se produire loin des
jauges. Par conséquent, les déformations latérales mesurées à mi-hauteur de l’éprouvette
sont inférieures aux déformations latérales réelles. Ces difficultés d’estimation de la
déformation axiale ultime ont d’ailleurs été relevées dans les travaux Ozbakkaloglu et
al. [26], Jiang et al.[27] ou encore Youssf [31]. Néanmoins, les prédictions fournies par le
modèle apparaissent acceptables pour les pratiques d’ingénierie.
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Figure 3.22 — Confrontation de la résistance ultime à la compression et de la
déformation axiale ultime entre simulations et essais sur des bétons confinés par

des composites PRF.

Tableau 3.7 — Résistance ultime et déformation axiale ultime d’éprouvettes
confinées par composites PRF - Comparaison simulations - expériences.

fc (MPa) Nature de fibre K (MPa) εcu (Expérience) (%) εcu (Modèle) (%) Erreur (%) fcc (Expérience) (MPa) fcc (Modèle) (MPa) Erreur (%)

51,6 Aramide 749 -2,91 -2,90 0,3 -106,45 -106,22 0,22
51,6 Aramide 1498 -4,66 -3,88 16,7 -169,00 -154,41 8,63
51,6 Carbone 810 -2,60 -2,25 13,5 -97,44 -104,20 6,93
51,6 Carbone 1621 -3,66 -2,57 29,8 -150,86 -139,38 7,61
51,6 Glass 552 -2,33 -2,33 0,0 -81,76 -90,80 11,06
51,6 Glass 1104 -4,51 -3,91 13,3 -152,82 -148,25 2,99
20 Carbone 474 -1,65 -1,23 25,5 -42,70 -43,11 0,95
20 Carbone 949 -1,58 -1,31 17,1 -55,30 -57,80 4,52
20 Glass 305 -1,69 -1,77 4,7 -42,50 -41,58 2,16
40 Carbone 316 -0,66 -1,39 112,2 -48,78 -55,35 13,46
40 Carbone 632 -0,74 -1,28 72,7 -60,29 -68,70 13,95
40 Carbone 1265 -1,45 -1,75 21,0 -92,58 -99,84 7,83
40 Carbone 2846 -2,38 -2,38 0,0 -139,52 -152,97 9,64
40 Carbone 3795 -2,69 -2,69 0,1 -166,22 -177,07 6,53

35,9 Carbone 499 -1,28 -1,29 0,8 -50,45 -48,78 3,30
35,9 Carbone 999 -1,67 -1,40 16,2 -68,71 -69,82 1,63
38,5 Verre 375 -1,31 -1,56 18,7 -51,97 -45,77 11,92
38,5 Verre 751 -2,20 -2,20 0,2 -77,24 -76,43 1,04
41,1 Carbone 543 -1,20 -1,64 36,6 -57,20 -71.08 24.27
38.9 Carbone 1073 -1.90 -1.63 14.2 -79.29 -78.90 0.49
49 Carbone 542 -0.70 -1.08 54.1 -68.00 -6848 0,70
49 Carbone 1085 -0,94 -1,22 29,2 -76,20 -87,22 14,47
49 Carbone 1627 -1,34 -1,34 0,0 -97,10 -102,55 5,61
49 Carbone 2169 -1,59 -1,49 6,3 -112,00 -117,48 4,89

3.5 Simulations du comportement dilatant - compactant d’éprouvettes
confinées

Comme décrit au chapitre 1, le confinement par composite PRF contrôle la dilatation volu-
mique du béton. Contrairement au confinement à l’aide des armatures en acier, le compo-
site PRF reste élastique jusqu’à sa rupture et continue à augmenter la pression latérale sur
le noyau du béton tant que la déformation latérale augmente. Cela participe à un contrôle
plus efficace de la dilatation volumique du béton. Pour de forts niveaux de confinement,
la dilatation volumique peut même être annulée et remplacée par la compaction comme
observé entre autres par Mirmiran [191] et Berthet [14]. La capacité du modèle à décrire
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les mécanismes dus au confinement peut donc se mesurer dans sa description du com-
portement volumétrique dilatant - compactant du béton confiné. Ce paragraphe illustre
les propriétés du modèle sous cet angle.

Lors des chargements de compression uniaxiale, le comportement dilatant du béton
confiné est contrôlé par la déformation volumique plastique, la déformation volumique
élastique étant toujours en compaction, Jiang [27]. Pour qualifier et également quantifier
ce comportement dilatant dans une éprouvette cylindrique confinée par un composite,
des travaux de la littérature ont proposé de se référer au paramètre suivant, Karabinis
and Kiousis [192, 193], Karabinis et Rousakis [96], Rousakis et al. [30] et Jiang et Wu [27] :

α =
dI
′p
1

d
√
J
′p
2

=
dεp
a + 2dεp

l
1√
3
(dεp

l − dεp
a)

, (3.8)

où I
′p
1 est le premier invariant du tenseur de déformation plastique, J

′p
2 représente le

deuxième invariant du tenseur déviatorique de déformation plastique, εp
a et εp

l sont la
déformation plastique axiale, et latérale respectivement qui se réduisent ici dans le cas
d’une éprouvette cylindrique en compression uniaxiale à des grandeurs scalaires.

Nous avons choisi d’analyser l’évolution de ce paramètre pour notre modèle sur des
éprouvettes confinées par différents composites qui sont celles testées par Berthet et al.
[15] avec un béton de résistance en compression de 40 MPa. Les caractéristiques de ces
éprouvettes et de leur confinement sont celles données à la Table 3.5. Elles couvrent une
large gamme de module de confinement de 316 à 3795 MPa, correspondant à 1 à 12 plis de
confinement de PRFC. Les paramètres du modèle utilisés pour l’évaluation du coefficient
de dilatance du béton (3.8) sont ceux donnés à la Table 3.6.

La figure 3.23 présente l’évolution du paramètre de dilatance α avec la déformation plas-
tique axiale pour différents niveaux de confinement. Cette figure met en évidence la capa-
cité de notre modélisation à reproduire les mécanismes du confinement au cours du char-
gement. Ainsi, dans la première phase du chargement, la déformation latérale est faible
et principalement élastique, le béton confiné par le composite a tendance à se contrac-
ter. Avec l’augmentation du niveau de chargement axial, les micro-fissures se propagent
dans le noyau de béton rapidement et les déformations latérales augmentent plus rapi-
dement que les déformations axiales. La dilatation du noyau de béton augmente alors
rapidement comme le montre la figure 3.23. Cependant, lors de cette deuxième phase, les
déformations latérales augmentant, le confinement par le composite augmente la pres-
sion latérale sur le noyau de béton et contrôle l’augmentation des déformations latérales,
de sorte que la tendance du noyau à se dilater diminue et la dilatance arrive à alors un
niveau maximum. Ensuite, dans la troisième phase, le composite étant entièrement ac-
tivé, il retient de plus en plus le noyau de béton de sorte que la dilatance est réduite et
décroit vers une valeur asymptotique. Dans cette phase, plus le niveau du confinement
est élevé, plus il limite les déformations latérales. Par conséquent, la valeur au pic de taux
de dilatation aura lieu plus rapidement et sa valeur asymptotique est plus faible, ce qui
bien illustré sur la figure 3.23. Le modèle simule la dépendance attendue du paramètre de
dilatation à la déformation plastique axiale et également à la raideur du composite PRF.

En terme de modélisation, l’évolution de la déformation volumique plastique est
contrôlée par la forme du potentiel d’écoulement. On rappelle que dans notre modèle,
le potentiel d’écoulement considéré est pris fermé dans le plan méridien et que ses pa-
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ramètres sont intrinsèques au béton et indépendants des caractéristiques du PRF. Cela
n’est pas le cas dans les travaux de Jiang et Wu [27] et Yu et al. [33] qui, constatant que
le potentiel d’écoulement de type Drucker-Prager avec un angle de dilatance constant ne
peut pas simuler la dilatation du béton confiné par un composite, ont introduit un angle
de dilatance variable fonction à la fois de la déformation plastique axiale et du module
de confinement. La caractérisation de l’évolution de la déformation volumique plastique
indépendamment du confinement donnée par notre modèle est naturellement plus satis-
faisante pour le modélisateur et permet de construire efficacement des bases de données
prédictives du confinement pour un béton donné.

La figure 3.24 donne une représentation de la fonction potentiel d’écoulement (Q) de
notre modèle dans le plan méridien (p − q) calculée en trois points différents correspon-
dant à trois différentes phases de chargement pour un béton confiné par 12 plis de com-
posites PRF. La droite d’état critique représentée permet de distinguer la séparation de la
zone de dilatance et de compactance. Le modèle permet de suivre précisément l’évolution
du profil fermé du potentiel d’écoulement et le trajet de chargement et en conséquence les
évolutions de comportement du béton confiné qui alterne entre des phases compactante
et dilatante.

La confrontation de ce comportement dilatant-compactant du béton confiné prédit par le
modèle à des résultats d’essais est présentée à la figure 3.25 à travers la courbe d’évolution
de la contrainte axiale en fonction de déformation volumique pour différents confine-
ments. On observe une prédiction tout à fait satisfaisante des propriétés de dilatance et de
compactance des éprouvettes selon leurs confinements. Comme indiqué précédemment,
pour de forts niveaux de confinement obtenus avec 9 plis et 12 plis de composite, le com-
portement des éprouvettes confinées est entièrement compactant.
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Figure 3.23 — Évolution du paramètre de dilatance obtenu par le modèle en fonction de la
déformation axiale et du niveau de confinement - Illustrations sur des éprouvettes confinées par
différents plis de composites PRF et un béton de résistance à la compression de 40 MPa testées

par Berthet et al. [15].
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Déformation volumique

-200

-180

-160

-140

-120

-100

-80

-60

-40

-20

0

C
on

tr
ai
n
te

ax
ia
le

(M
P
a)

1 pli

2 plis

4 plis

9 plis

12 plis

Sim 1 pli

Sim 2 plis

Sim 4 plis

Sim 9 plis

Sim 12 plis

DilatenceCompactence
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déformation volumique avec les expériences de Berthet et al.[15].

3.6 Confinements actif et passif - Influence du trajet du chargement

Comme présenté dans le chapitre 1, dans leurs travaux récents, Lim et Ozbakkaloglu [17],
[194] indiquent que, pour une déformation latérale donnée, la contrainte axiale mesurée
dans une éprouvette de béton confiné par composite PRF est inférieure à celle mesurée
pour une éprouvette sous une pression latérale constante égale à celle fournie par un
chemisage en composite.

D’après ces auteurs, cette différence de comportement sous un chargement axial s’ex-
plique par les trajets de chargement qui différent dans les deux éprouvettes selon que le
confinement est actif (pression latérale constante) ou passif (par composite).

Pour évaluer la capacité du modèle à reproduire cette observation, nous confrontons les
simulations des courbes réponse contrainte axiale - déformation axiale obtenues sur des
éprouvettes sollicitées par un chargement triaxial aux réponses d’éprouvettes de béton
confinées par deux couches de plis composite et sous compression axiale. Pour les simu-
lations sous confinement actif, on adopte les caractéristiques du béton identifiées sur le
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test triaxial avec confinement constant présentées à la Table 3.4 associées au béton testé
par Lim et Ozbakkaloglu [17]. Les simulations sous confinement passif sont menées avec
les caractéristiques de l’éprouvette confinée par composites en fibres d’aramide PRFA
présentées à la Table 3.5.

Les résultats expérimentaux de Lim et Ozbakkaloglu [17] sont reportés à la figure 3.26 (a)
et les résultats obtenus par les simulations à la figure 3.26 (b). On constate que le modèle
reproduit bien les observations expérimentales de dépendance de la contrainte axiale
avec le type de confinement pour une déformation axiale donnée. Le confinement pas-
sif par composite conduit à une contrainte axiale légèrement plus faible que celle générée
par le confinement par pression latérale constante.

Le modèle en prenant en compte le trajet de chargement permet bien de distinguer la
différence des mécanismes mis en jeux entre un confinement actif par pression latérale
constante et un confinement passif par chemisage en composite.
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(a) Résultats expérimentaux, Lim et Ozbakkaloglu [17].

-0.04-0.03-0.02-0.010
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Figure 3.26 — Influence du mode de confinement actif - passif sur les courbes
contrainte axiale - déformation axiale. Confrontations des résultats expérimentaux

de Lim et Ozbakkaloglu [17] et des simulations.

3.7 Simulations de la réponse sous chargement cyclique

Les simulations présentées jusqu’à présent dans cette section sur des éprouvettes
confinées par composites étaient associées à des chargements monotones.

Dans cette partie, nous cherchons à tester le modèle sur un chargement de compression
cyclique. Nous exploitons pour cela un essai réalisé par Ozbakkaloglu et Akin [81].

L’essai de Ozbakkaloglu et Akin [81] est mené sur une éprouvette cylindrique de diamètre
152, 5 mm et hauteur 305 mm en béton de résistance en compression (fc) de 38 MPa, che-
misée par deux plis unidirectionnels en aramide PRFA, possédant un module de Young
de 120 GPa dans le sens des fibres. Les paramètres utilisés pour cette simulation sont ceux
présentés dans le tableau 3.6 pour un béton dans la gamme de résistance de 30 − 40 MPa.
La simulation est arrêtée comme précédemment lorsque la déformation à rupture du
composite PRF dans le sens des fibres est atteinte.

Les courbes réponse contrainte axiale - déformation axiale expérimentale et donnée par
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la simulation sont confrontées à la figure 3.27. L’enveloppe apparaı̂t bien reproduite par
le modèle. Par ailleurs, si l’on compare les résultats expérimentaux obtenus ici sous
chargement de compression cyclique sur une éprouvette confinée avec ceux présentés
en début de chapitre également en compression cyclique mais sur une éprouvette non
confinée (résultats présentés en figure 3.38(b)). Même si les bétons utilisés dans les deux
expériences diffèrent, on peut observer comme attendu que le chemisage en composite
de l’éprouvette (figure 3.27) permet de réduire sensiblement la dégradation du module
de Young du noyau de béton au cours des cycles. Cette observation est également faite
dans les travaux de Rousakis [10], Ilki and Kumbasar [11], Lam et al. [80]). La figure 3.27
montre que la modélisation permet de reproduire de façon satisfaisante cette évolution
de la dégradation au cours des cycles observée expérimentalement, bien qu’elle soit sous-
estimée à la fin du chargement. Cette dernière simulation permet donc de qualifier le
modèle également sous des chargements cycliques en compression.
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Figure 3.27 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation axiale d’une éprouvette confinée
par composite PRF sous chargement cyclique de compression. Confrontation simulation -

résultats expérimentaux de Ozbakkaloglu et Akin [81] (fc=38 MPa).

3.8 Influence de la géométrie de la section

La validité du modèle a été démontrée dans les différentes simulations présentées dans
cette section sur des éprouvettes de section circulaire uniformément confinées par des
composites PRF. Le mécanisme de confinement diffère sur des éprouvettes de section
non circulaires sollicitées en compression axiale. La pression de confinement varie en ef-
fet sur le contour des sections non circulaires et la distribution de la contrainte axiale va-
rie également sur l’ensemble de la section. La distribution de la pression est au contraire
uniforme sur le contour de section circulaire. De ce fait la simulation d’éprouvettes de
sections non circulaires est plus exigeante et le modèle du comportement du béton joue
un rôle plus important encore dans la simulation du mécanisme de confinement. Xiao
[101] relève cette difficulté et le peu de modèles appropriés pour décrire le comporte-
ment de poteaux non-circulaires confinés que ce soit par composite ou par confinement
passif. De plus, la distribution de la contrainte axiale étant difficilement accessible par
l’expérience, un modèle éléments finis avec une loi de comportement appropriée pour le
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béton prend tout son intérêt pour éclairer le mécanisme de confinement dans les sections
non circulaires.

Dans ce paragraphe, la performance du modèle proposé est testée à travers la simulation
d’essais sur des éprouvettes de section carrée confinées avec un composite PRF. Les essais
expérimentaux qui nous servent de référence pour cette analyse sont issus des travaux de
Wang et Wu [84]. Ils ont récemment été utilisés par Xiao [101] pour évaluer des modèles
de comportement du béton.

Les éprouvettes mesurent 300 mm de long, leur section des éprouvettes est de 150 mm de
côté. Trois rayons de congés sont testés, de 30 mm, 45 mm et 60 mm. Les éprouvettes sont
réalisées en béton de résistance en compression de 30 MPa. Elles sont confinées par un ou
deux plis unidirectionnels en fibres de carbone PRFC.

Les simulations sont menées, compte-tenu des symétries géométriques, matérielles et
du chargement, sur un quart de l’éprouvette. Des appuis glissants sont utilisés pour
modéliser les conditions aux limites dans les plans de symétrie. Le chargement est si-
mulé à travers un déplacement imposé sur la surface supérieure de l’éprouvette. En pra-
tique pour cet essai, l’état de contrainte dans le béton est homogène dans la hauteur des
éprouvettes. Le maillage de l’éprouvette est présenté à la figure 3.28, il comporte 572
éléments et 1238 nœuds.

Les paramètres du béton utilisés pour les simulations sont ceux identifiés précédemment
et donnés à la Table 3.6 pour des bétons de résistance à la compression de la gamme
30−40 MPa. Le module de Young du composite PRFC dans le sens des fibres est pris égal
219 GPa, les autres caractéristiques étant conservées identiques à celles utilisées pour les
simulations précédentes.

X
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Z

(a) Maillage 3D et conditions aux limites

X

Y

Z

(b) Maillage de la section

Figure 3.28 — Maillages des éprouvettes

Les figures 3.30 (a), (b) et (c) confrontent les courbes réponse contrainte axiale -
déformation axiale et latérale obtenues par les simulations aux résultats expérimentaux
pour des éprouvettes confinées présentant différents rayons de congés. Pour cette
représentation, la contrainte et la déformation axiale sont calculées dans les simulations
en moyennant leurs valeurs sur l’ensemble des éléments du maillage de la section.
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La déformation latérale est calculée sur l’élément situé au milieu de la face latérale de la
section centrale qui correspond aux prises de mesures expérimentales. On constate une
concordance globalement satisfaisante des simulations et des résultats expérimentaux.
Dans le cas d’un faible confinement avec un seul pli, le modèle sur-estime légèrement
la contrainte axiale. On peut attribuer cela au fait que la surface de charge retenue pour
notre modèle est circulaire dans le plan déviatorique. On rappelle en effet que pour des
sections circulaires, le confinement est uniforme et l’état de contraintes est situé sur le
méridien de compression dans le plan déviatorique. Dans ce cas, les surfaces de charge
circulaire et non circulaire (dépendant de l’angle de Lode) sont confondues. Pour le cas
des sections non circulaires qui nous intéresse ici, le confinement est non uniforme et
l’état de contrainte se situe entre les méridiens en compression et en traction comme
schématisé sur la figure 3.29). Ici, la surface de charge circulaire conduit donc à sures-
timer les contraintes. Cette surestimation devient moins importante lorsque la pression
moyenne augmente, la surface de charge se rapprochant de la section circulaire comme
expliqué au Chapitre 2 section 1.2.1.

Les figures 3.31, 3.32 et 3.33 permettent de confronter le modèle proposé dans ce travail
et le modèle d’Abaqus modifié par Xiao [101] qui s’appuie sur une surface de charge
dépendant de l’angle de Lode. Les deux modélisations conduisent à une bonne estima-
tion des déformations axiales ultimes. Le modèle de Xiao [101] reproduit mieux que notre
modélisation les contraintes axiales lorsque les éprouvettes sont faiblement confinées (1
pli de confinement) ce qui est peut attribué à la surface de charge non circulaire associée
à ce modèle comme discuté précédemment. Malgré tout, les résultats de nos simula-
tions obtenus avec une surface de charge circulaire ne sont pas très éloignés des résultats
expérimentaux. Cela nous a encouragé à conserver une surface de charge circulaire, d’au-
tant que l’implémentation de surfaces de charge dépendant de l’angle de Lode est plus
délicate et fait intervenir des paramètres matériau difficiles à identifier en raison du peu
de résultats expérimentaux existants sur l’angle de Lode.

θ 

- 

- - 

 Méridien de compression 
(confinement uniforme) 

 Méridien de traction 
(confinement non 

uniforme) 

 Etat des contraintes 
(confinement non uniforme) 

Figure 3.29 — L’état des contraintes sous un confinement non uniforme

L’influence du rayon de congé sur la qualité du confinement observée expérimentalement
est également reproduite par le modèle et de façon plus marquée lorsque le confinement
est plus important. Plus le rayon de congé est important figure 3.30, plus la contrainte
axiale maximale augmente.

La simulation permet d’accéder précisément aux profils des contraintes axiales dans une
section. La figure 3.34 présente ainsi l’évolution de la contrainte axiale dans la section
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centrale de l’éprouvette selon deux directions, celle de la médiatrice (0°) et celle de la dia-
gonale (45°). On peut y observer le profil type d’une section carrée qui diffère du profil
homogène d’une section circulaire comme dit précédemment. La contrainte axiale maxi-
male a lieu au coin de la section, là où le confinement est maximum. La contrainte axiale
minimale apparaı̂t au milieu du côté, là où le confinement est minimum. On retrouve
également l’influence du confinement sur l’intensité de contrainte axiale maximale.

Une autre représentation de la distribution de la contrainte axiale dans une section est
données aux figures 3.35, 3.36 et 3.37 sous la forme d’isovaleurs pour les deux confine-
ments considérés et les trois rayons de congés. Les résultats sont présentés au moment de
la rupture du composite PRF. On retrouve la zone de contrainte maximale sur la diago-
nale en bordure de section et minimale sur les médiatrices observées sur la figure 3.34.

Les parties grises correspondent aux zones de confinement non effectives au sens où
le confinement n’y est pas efficace, la contrainte axiale est inférieure à la résistance en
compression du béton (fc = 30 MPa). En augmentant le confinement (deux plis au lieu
d’un), les zones de confinement non effectives peuvent être supprimées et les zones
confinées s’accroissent effectivement. Le confinement change donc bien la distribution
de la contrainte axiale, comme observé par Xiao [101] en examinant d’autres modèles de
comportement pour le béton.

Un autre paramètre influent est le rayon du congé. La confrontation des figures 3.35, 3.36
et 3.37 met en évidence qu’en augmentant le rayon du congé, la zone de confinement
non effective diminue. On peut observer également que la contrainte maximale aux cotés
diminue et la contrainte axiale est répartie de façon plus uniforme.

Ces résultats sur des éprouvettes de section carrée mettent en évidence également l’intérêt
que peut présenter la modélisation en tant qu’outil d’aide au renforcement de structures
par des composites.

3.9 Dépendance de l’endommagement à la déformation totale : valida-
tion et illustrations de la seconde variante du modèle

Les validations et illustrations du modèle présentées dans ce début de chapitre ont été
menées en exploitant la formulation du modèle d’endommagement dans laquelle les lois
d’évolution de l’endommagement dépendent de la déformation plastique. Nous avons
présenté au chapitre 2 une variante du modèle qui intègre une dépendance de ces lois en
fonction de la déformation totale selon une démarche suggérée par Mazars [139] et Zhou
et al. [149]. Nous nous proposons d’examiner dans cette section cette seconde formulation
en présentant successivement l’identification de ses paramètres et des illustrations qui
permettent d’apprécier l’impact de cette variante.

3.9.1 Identification

Dans cette variante du modèle, les équations constitutives restent identiques, seuls les
critères d’endommagement en traction et compression diffèrent. Les paramètres du
modèle à identifier restent ceux présentés dans la première variante donnés dans la
Table 3.1. Le processus d’identification des paramètres reste inchangé. Les valeurs des
paramètres caractéristiques de l’endommagement Ac, At se trouvent modifées, l’endom-
magement dépendant maintenant de la déformation totale. Ces modifications impactent



126 3. Applications à la simulation d’éprouvettes confinées par des composites
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(b) Rayon de congé 45 mm.
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(c) Rayon de congé 60 mm.

Figure 3.30 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation d’éprouvettes de sec-
tion carrée confinée par composite PRF sous chargement de compression axiale.
Confrontation simulation - résultats expérimentaux de Wang et Wu [84] (fc=30 MPa)

- Influence du rayon de congé.

alors le paramètre a2 qui contrôle la pente de la courbe adoucissante dans le cas de confi-
nement ainsi, que le paramètre c1 du couplage entre endommagement et plasticité c1.

Les critères d’endommagement de cette variante du modèle, énoncés au chapitre 2 à la
section 2.2.2, font intervenir un seuil γd

t0 qui contrôle le début de l’endommagement en
traction. Ce seuil est identifié aisément à partir de la relation suivante :

γd
t0 =

ft

Ec
, (3.9)

où ft représente la résistance du béton en traction et Ec son module de Young.

Le paramètre d’adoucissement At est identifié est à partir de l’énergie de fissuration (Gf)
et de la longueur caractéristique (h) comme présenté au chapitre 2, section 2.2.2 :

At =
h ft

Gf −
hγd

t0ft

2

. (3.10)
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Déformation

-80

-70

-60

-50

-40

-30

-20

-10

0

C
on

tr
ai
n
te

ax
ia
le

(M
P
a)

1 pli

2 plis

Simulation

(a) Modèle proposé (b) Modèle d’endommagement élasto-
plastique modifié par Xiao[101].

Figure 3.31 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation d’éprouvettes de sec-
tion carrée confinée par composite PRF sous chargement de compression axiale.
Confrontation simulation - résultats expérimentaux de Wang et Wu [84] sur un béton

de résistance à la compression fc=30 MPa.

(a) Modèle proposé
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(b) Modèle d’endommagement élasto-
plastique modifié par Xiao [101].

Figure 3.32 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation d’éprouvettes de sec-
tion carrée confinées par un composite PRF sous chargement de compression axiale.
Confrontation simulations - Résultats expérimentaux de Wang et Wu [84] sur un

béton de résistance à la compression fc=45 MPa.

L’énergie de fissuration (Gf) peut être calculée à partir de la valeur de la résistance à
la compression fc (en MPa) du béton par la formule empirique suivante proposée dans
l’ouvrage [195] :

Gf = 73 · f0,18
c . (3.11)

Nous nous proposons maintenant de valider et d’illustrer le modèle dans cette se-
conde variante en s’appuyant, comme nous l’avons fait en sections 2 et 3, sur des tests
expérimentaux classiques sur bétons non confinés, confinés activement et enfin confinés
par des composites PRF.
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Déformation

-90

-80

-70

-60

-50

-40

-30

-20

-10

0

C
on

tr
a
in
te

ax
ia
le

(M
P
a)

1 pli

2 plis

Simulation
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Figure 3.33 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation d’éprouvettes de sec-
tion carrée confinées par un composite PRF sous chargement de compression axiale.
Confrontation simulations - Résultats expérimentaux de Wang et Wu [84] sur un

béton de résistance à la compression fc = 60 MPa.
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Figure 3.34 — Profils de la contrainte axiale dans la section, le long de la médiatrice (θ = 0°) et le long de la diagonale
(θ = 45°) pour l’éprouvette confinée avec un rayon du congé 45 mm.

3.9.2 Validations et illustrations

Pour ces premières validations, nous nous appuyons tout d’abord sur les essais de com-
pression cyclique menés par Sinha et al. [76] sur une éprouvette de béton sollicitée en
compression cyclique, test déjà exploité en section 2.1.

Les caractéristiques de cet essai et de sa simulation ont été décrites en section 2.1. Les
paramètres du modèle dans sa seconde variante utilisés pour ces nouvelles simulations
ont été identifiés selon la procédure décrite précédemment et sont donnés dans le tableau
3.8.

La réponse du modèle sous forme de la courbe contrainte-déformation est comparée aux
résultats expérimentaux de Sinha et al. (1964) pour un essai compression cyclique à la fi-
gure 3.38 (a). Pour faciliter la comparaison, nous reproduisons en figure 3.38 (b) la courbe
obtenue avec la variante 1 du modèle et présentée précédemment en section 2.1 à la figure
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Figure 3.35 — Répartition de la contrainte axiale sur la section du poteau avec un
rayon du congé de 30 mm (a) 1 pli de PRFC (b) 2 plis de PRFC.
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Figure 3.36 — Répartition de la contrainte axiale sur la section du poteau avec un
rayon du congé de 40 mm (a) 1 pli de PRFC (b) 2 plis de PRFC.
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Figure 3.37 — Répartition de la contrainte axiale sur la section du poteau avec un
rayon du congé de 60 mm (a) 1 pli de PRFC (b) 2 plis de PRFC.
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3.38(b).

Les résultats des simulations par les deux variantes sont proches. La variante 2 conduit
à une simulation légèrement meilleure de la décharge en début de chargement et des
déformations irréversibles. Mais, en fin du chargement, l’endommagement reste sous-
estimé comme c’était le cas avec la variante 1. Nous confrontons maintenant le modèle

Tableau 3.8 — Paramètres du modèle dans la seconde variante identifiés pour la simulation de l’essai
expérimental de compression cyclique réalisé par Sinha et al. [76]

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

19 0,2 0,43 0,18 0,1 3, 10−4 0,6 0,97 28 1,6 87 9000 1,8
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fonction de la déformation totale - Variante
2 du modèle.
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Figure 3.38 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation axiale d’une
éprouvette non confinée sous chargement de compression axiale cyclique. Confron-
tation simulations - résultats expérimentaux de Sinha et al. [76] - Influence de la

dépendance de l’endommagement à la déformation.

dans sa variante 2 à l’essai de traction uniaxial cyclique réalisé par Gopalaratnam et Shah
[75]. Les paramètres du modèle utilisés sont présentés à la Table 3.8. La valeur du pa-
ramètre At est obtenue à partir de la formule (3.10) en utilisant les valeurs pour l’énergie
de fissurationGf de 40 N/m, le seuil d’endommagement de γd

t0 = 0, 0001 et la valeur de la
longueur caractéristique h de 82, 6. Ces valeurs sont celles proposées par Gopalaratnam
et Shah [75] et Lee [98].

La figure 3.39 (a) confronte les courbes réponses numérique et expérimentale. Comme
précédemment, les résultats de la simulation avec la variante 1 déjà présentés en section
2.2 sont reproduits en figure 3.39 (b). On peut constater que la position du pic est cor-
rectement simulée par les deux variantes. De plus, le comportement adoucissant est glo-
balement bien reproduit avec cette seconde variante du modèle, ce qui n’était pas le cas
du modèle dans sa variante 1. En revanche, cette seconde variante du modèle ne permet
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pas de reproduire les pentes des décharges et déformations irréversibles, contrairement
au modèle dans sa variante 1.

Cette différence s’explique par le fait que la variante 2 du modèle, en faisant dépendre
l’endommagement de la déformation totale, conduit à un début d’endommagement
avant le développement de la plasticité qui intervient plus en fin de chargement. Et cet
endommagement augmente rapidement en traction, comme observé par Jason [164]. En
revanche, dans le variante 1 du modèle, l’endommagement s’initie en même temps que la
plasticité dans la mesure où il dépend de la plasticité et il augmente avec l’augmentation
de la déformation plastique ce qui permet de reproduire les déformations irréversible de
manière plus satisfaisante.

Les deux variantes du modèle apportent donc sur cette application des éléments de
prédiction différents et complémentaires du comportement de bétons confinés. Nous

Tableau 3.9 — Paramètres du modèle dans la seconde variante identifiés pour la simulation de l’essai
expérimental de traction cyclique réalisé par Gopalaratnam et Shah [75]

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

34 0,2 0,54 0,18 0,1 7, 10−5 0,7 1,13 43 2,6 66 11216 2,1

0     0.0001 0.0002 0.0003 0.0004 0.0005
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Figure 3.39 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation axiale d’une
éprouvette non confinée sous chargement de traction axiale cyclique. Confrontation
simulation - résultats expérimentaux de Gopalaratnam et Shah [75] - Influence de la

dépendance de l’endommagement à la déformation.

poursuivons ces illustrations par la simulation des essais triaxiaux avec un confinement
constant réalisés par Candappa et al. [8] pour différents niveaux de confinement.

Les paramètres du modèle utilisés pour ces simulations sont donnés à la Table 3.10.

La figure 3.40 (a) confronte les courbes réponses numérique et expérimentale. Comme
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précédemment, les résultats de la simulation avec la variante 1 déjà présentés en sec-
tion sont reproduits en figure 3.40 (b). Les simulations de cet essai obtenues par les
deux variantes du modèle, sont très proches et reproduisent globalement les essais
pour les différentes valeurs de pressions de confinement. La seconde variante reproduit
légèrement mieux la transition de comportement fragile-ductile. Pour finir ces illustra-

Tableau 3.10 — Paramètres du modèle dans la seconde variante identifiés pour la simulation de l’essai
expérimental triaxial réalisé par Candappa et al. [8]

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

29 0,2 0,54 0,18 0,1 7, 10−5 0,7 1,13 41,9 2,6 66 11216 2,1
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modèle.

-0.03-0.02-0.0100.010.02
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Figure 3.40 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation axiale (abscisses
négatives) et déformation latérale (abscisses positives) d’une éprouvette non
confinée sous chargement triaxial cyclique. Confrontation simulation - résultats
expérimentaux de Candappa et al. [8] - Influence de la dépendance de l’endomma-

gement à la déformation.

tions du modèle dans sa seconde variante, nous examinons maintenant sa capacité à
prédire la réponse d’éprouvettes de béton confinées par des composites PRF. Nous ex-
ploitons pour cela les essais réalisés par Berthet et al. [15] qui couvrent une large gamme
de niveaux de confinement avec 1 jusqu’à 12 plis de composites à fibres de carbone PRFC.
Ces essais, qui nous ont déjà servi pour illustrer le modèle dans sa première variante, ont
été présentés en section 3.3.

La figure 3.41 (a) confronte les courbes réponses numérique et expérimentale et les
résultats de la simulation avec la variante 1 du modèle sont rappelés en figure 3.41 (b).
Là encore sur cette application, les deux variantes du modèle fournissent des réponses
très voisines en bonne corrélation avec l’expérience pour les différents confinements. Les
deux variantes conduisent ici à une même prédiction des déformations axiale et latérale.
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Dans le chapitre 4, nous retiendrons la seconde variante du modèle qui a été enrichie
par la méthode de régularisation par l’énergie de fissuration mise en place pour trai-
ter les problèmes de dépendance de la solution à la taille du maillage. Par ailleurs,
l’implémentation numérique de cette variante s’avère plus aisée dans la mesure où pour
chaque nouvelle itération l’endommagement est connu, le taux de déformation étant
connu, la boucle d’itération locale sur l’endommagement n’est donc pas nécessaire.
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Figure 3.41 — Courbe réponse contrainte axiale - déformation axiale (abscisses
négatives) et déformation latérale (abscisses positives) d’une éprouvette de béton
de résistance à la compression fc= 40 MPa confinée par composites à fibres de car-
bone PRFC. Confrontation simulation - résultats expérimentaux de Berthet et al. [15]

- Influence de la dépendance de l’endommagement à la déformation.

4 Un premier bilan des potentialités du modèle

Dans ce chapitre, nous avons cherché à mettre en évidence les capacités du modèle pro-
posé au chapitre 2 à décrire le comportement du béton sous confinement. Tout d’abord,
même si le nombre de paramètres du modèle peut paraı̂tre un peu élevé, il ressort que leur
identification est relativement aisée et repose sur des essais classiques. Des résultats d’un
essai de traction et compression uniaxiale sous sollicitations cycliques sur le béton sont
nécessaires pour identifier les paramètres du modèle qui pilotent l’évolution de l’endom-
magement et la loi d’écrouissage. Deux essais triaxiaux en compression l’un avec faible
confinement, l’autre avec fort confinement, permettent de caler les paramètres plastiques
associés à la surface de charge et les paramètres liés au confinement.

L’identification peut être aussi guidée par les résultats des études de sensibilité présentées
dans ce chapitre. En l’absence de résultats expérimentaux, on pourra en particulier adop-
ter les valeurs des paramètres identifiées pour les différentes applications qui corres-
pondent à des classes de bétons standards dont la résistance en compression varie entre
20 − 50 MPa.

Les premières illustrations menées sur des éprouvettes non confinées montrent que le
modèle est apte à reproduire de façon satisfaisante l’enveloppe des courbes réponses
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contrainte déformation, la dégradation de la rigidité au cours des cycles de charge-
ment et l’apparition des déformations irréversibles. Les simulations du comportement
d’éprouvettes confinées par une pression latérale imposée uniforme mettent en évidence
la capacité du modèle à décrire les mécanismes liés à un confinement actif et notamment
le comportement adoucissant et sa dépendance à l’intensité du confinement.

La large gamme de simulations par éléments finis d’essais expérimentaux sur des
éprouvettes confinées par des composites PRF permet, au delà de la validation même du
modèle, d’analyser finement les phénomènes induits par un confinement passif. Le com-
portement des bétons confinés par chemisage composite est quasi-bilinéaire, il dépend
de la nature des fibres du composite utilisé au travers de leur rigidité et de façon très
influente du nombre de plis mis en oeuvre. Le modèle permet de prédire avec une bonne
précision la résistance ultime du béton et donne une appréciation de la déformation
ultime correcte au regard des attentes en ingénierie. A travers la forme de son poten-
tiel d’écoulement, le modèle permet l’évaluation de la déformation volumique plastique
du béton indépendamment du confinement. En conséquence, il est possible de suivre
précisément au cours du chargement les phases de comportements dilatants et compac-
tants du béton confiné passivement. Les confrontations présentées à un autre modèle
implanté dans le code Abaqus ont mis en évidence en particulier ces aspects. Les si-
mulations menées avec notre modèle apparaissent également intéressantes dans le cas
d’éprouvettes de section non circulaire. L’analyse de la répartition des contraintes locales
dans la section apporte alors une compréhension fine du mécanisme de confinement et
de son optimisation possible. Enfin, nous avons examiné une variante du modèle qui
consiste à faire dépendre les lois d’endommagement de la déformation totale, plutôt de
que de la déformation plastique. Les résultats fournis par les deux variantes du modèle
sont globalement très proches sur certaines applications et complémentaires sur d’autres.
Par la suite, nous privilégierons la seconde variante qui a été enrichie par la méthode de
régularisation par l’énergie de fissuration qui rend la méthode plus robuste dans certaines
applications avancées et dont l’implémentation est par ailleurs plus aisée.

En conclusion de ces premières illustrations, l’approche retenue dans ce travail de
développer un modèle tridimensionnel de comportement du béton apte à décrire le
phénomène de confinement, indépendamment du composite et de son confinement, ap-
paraı̂t pertinente. Notre approche intrinsèque se distingue des modèles développés pour
caractériser le comportement de bétons confinés qui ajustent notamment le paramètre ca-
ractéristique de la dilatance du béton en fonction de la nature du composite. Ces derniers
modèles sont dédiés à une application précise, et en particulier limités nécessairement à
des sections données de structures sur lesquelles le modèle a été identifié.

Au contraire, la modélisation proposée peut être aisément exploitée pour aider au di-
mensionnement des chemisages et à leur optimisation, en jouant sur le nombre de plis du
composite, la nature des fibres en fonction du béton utilisé, du chargement ou encore de
la géométrie des sections chemisées. La dépendance des lois d’écrouissage et d’évolutions
de l’endommagement en fonction de la pression enrichit significativement le modèle en
permettant de rendre en compte de la transition de comportement de fragile vers ductile
lorsque le confinement augmente. Les applications montrent que le modèle est globale-
ment prédictif du comportement de bétons confinés, même s’il reste dans certaines situa-
tions perfectible. La nécessité de disposer d’une modélisation qui reste simple de mise
en oeuvre et dont les paramètres sont identifiables aisément, nous conduit à l’adopter
malgré les limites identifiées.
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Sur la base de ces résultats dans l’ensemble prometteurs, nous nous proposons d’exploi-
ter au chapitre suivant les potentialités du modèle dans des calculs de structures plus
avancés intégrant notamment des armatures d’acier dans le béton et des chargements
plus complexes.





Chapitre

4 Applications à des calculs de
structures en béton armé
confinées par des composites

L
es travaux expérimentaux consacrés à l’étude du comportement de béton confiné
par des composites PRF sont nombreux comme l’a montré la revue bibliogra-

phique du chapitre 1. Les modèles de comportement tridimensionnels proposés dans la
littérature pour le béton confiné sont souvent validés à l’aide de ces travaux menés sur
des éprouvettes de petite taille. Cependant, la validation des modèles sur ces essais n’est
pas suffisante pour évaluer leur capacité à modéliser le comportement du béton lors de
trajets de chargement complexe qui surviennent dans le cas des structures réelles en béton
armé.

Ce dernier chapitre présente deux applications du modèle de comportement élasto-
plastique endommageable proposé portant sur des calculs de structures en béton armé
de taille représentative, non confinées et confinées. La première application s’appuie
sur une campagne expérimentale menée en 2011 par l’Institut Français des Sciences et
Technologies, des Transports, de l’Aménagement et des Réseaux (IFSTTAR site de Paris)
sur plusieurs poteaux en béton armé non confinés et renforcés par des tissus compo-
sites et sollicités sous chargement cyclique. La seconde application illustre des travaux
expérimentaux menés en 2006 sur des poteaux de taille réelle en béton armé confinés par
un composite et sollicités en compression.

Le chapitre 4 débute tout d’abord par la présentation de quelques éléments de la
campagne expérimentale menée par l’IFSTTAR retenus pour nos simulations. Les ca-
ractéristiques géométriques et matérielles des corps d’épreuve sélectionnés sont décrites,
ainsi que les sollicitations et les principaux résultats des essais sélectionnés sont
présentés. Les simulations de ces essais sont ensuite décrites en détaillant tout d’abord
la discrétisation par éléments finis des poteaux en béton armé. Les résultats des simula-
tions menées avec le modèle de comportement du béton sont analysés et confrontés aux
essais sur des poteaux non renforcés, et renforcés par des composites, ainsi qu’à d’autres
modélisations. La section suivante du chapitre est consacrée à la seconde application de
la modélisation à des poteaux en compression et suit un plan identique de présentation.
Le chapitre se termine par un bilan des réussites de la modélisation et une analyse des
difficultés rencontrées.
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1 Comportement de poteaux en béton armé sous charge-
ment couplé de compression - cisaillement

Pour illustrer notre modélisation sur des calculs de structures avancés, nous nous ap-
puyons tout d’abord sur les résultats d’une campagne expérimentale menée par l’IFST-
TAR. Cette campagne porte sur des poteaux en béton armé à échelle réelle non confinés
et confinés par des composites PRF. Elle a été réalisée dans le cadre du projet ANR-
INPERMISE (INgénierie PERformantielle pour la MIse en SEcurité des ouvrages par
matériaux composites) et du doctorat de Sadone [82]. Les essais ont été menés sur la
plate-forme d’essais des structures de l’IFSTTAR-Paris.

1.1 Présentation de la campagne expérimentale réalisée à l’IFSTTAR

Le programme expérimental mené par l’IFSTTAR était consacré à l’étude du comporte-
ment mécanique de poteaux en béton armé renforcés par des composites PRF soumis à
une sollicitation de flexion composée oligocyclique alternée qui est réputée représentative
de l’action sismique. L’un des objectifs majeurs de cette campagne expérimentale était de
quantifier l’influence du confinement sur le comportement des poteaux en béton armé
et plus particulièrement d’étudier l’effet du confinement sur des modes de rupture, la
charge latérale ultime et la ductilité des poteaux en béton armé.

Cette section est consacrée à la présentation du protocole d’essais mis en place dans cette
campagne et des principaux résultats expérimentaux que nous chercherons par la suite à
simuler. Elle s’appuie sur la présentation détaillée qui en est faite par Sadone [82].

1.1.1 Caractéristiques des corps d’épreuve

La campagne expérimentale a porté sur des corps d’épreuve en béton armé à échelle réelle
fabriqués à l’IFSTTAR Paris. La partie courante de ces corps d’épreuve, qui représente le
poteau, mesure 0, 25 m x 0, 37 m x 2, 5 m. Le massif de semelle en pied de poteau, qui
représente l’encastrement poteau/poutre, mesure 1, 25 m x 1 m x 1 m. La géométrie de
ces corps d’épreuve est présentée sur la figure 4.1.
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compression - cisaillement

���                                 �������������&��'����$����	�������
%�("�����)&*+�#�
#�#�������������#�#$��
�� �

 

élancés (rapport H/L d’ environ 10) ainsi que pour les poteaux à section rectangulaire, renforcés à la 
fois par chemisage et par renforts longitudinaux à la flexion. D’ autre part, les conclusions de l’ étude 
de Minowa et al. (�:���F�	�&	����	
))��) permettent de légitimer le choix d’ essais de flexion composée 
alternée. Ces premières constatations nous ont amenés à définir les caractéristiques du programme 
expérimental dont la description précise fait l’ objet des paragraphes suivants. 
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La campagne expérimentale a porté sur 11 corps d’ épreuve dont la partie courante mesure 
0,25 x 0,37 x 2,5 m3 et qui comportent un massif de semelle de 1,25 x 1 x 1 m3 en pied de poteau. La 
géométrie des corps d’ épreuve est présentée sur la Figure ��-4. Cette semelle représente 
l’ encastrement poteau/dalle ou poteau/poutre. Un poteau supplémentaire, dit « poteau test » a 
également été réalisé afin de valider le montage de sollicitation spécialement conçu pour cette étude. 
Plusieurs réservations ont été effectuées dans le massif de semelle afin de brider le corps d’ épreuve 
sur la Plate-Forme d’ Essais des Structures, et pour permettre l’ application de l’ effort axial, comme 
expliqué dans le paragraphe �3.2.3.  
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Figure ��-4 : Géométrie des corps d’épreuve. 

 
Le contexte de notre étude étant principalement celui de la réparation (et seulement dans une 

moindre mesure celui du renforcement de structures récentes), le ferraillage des corps d’ épreuve a été 
dimensionné par référence aux règles minimales du BAEL (�0.'B�	
)))�) permettant ainsi aux corps 
d’ épreuve de présenter des caractéristiques proches de celles des anciennes constructions, non 
soumises à un dimensionnement parasismique. Les plans de ferraillage sont représentés sur les Figure 
�3-5 à Figure ��-8. Le taux de ferraillage longitudinal est de 0,5 %, soit 6 HA10. Les aciers 
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Figure 4.1 — Géométrie des corps d’épreuve testés, Sadone [82].

Le ferraillage des corps d’épreuve a été dimensionné selon les règles minimales du BAEL
permettant ainsi aux corps d’épreuve de présenter des caractéristiques proches de celles
des anciennes constructions, non soumises à un dimensionnement parasismique. Les
plans de ferraillage de ces corps d’épreuve sont présentés sur les figures 4.2 et 4.3. Le
taux de ferraillage longitudinal est de 0, 5%, soit 6 HA10. Le ferraillage transversal est
composé de cadres HA6 espacés de 150 mm. L’espacement entre les cadres a été diminué
en tête de poteau afin qu’il résiste à l’effort tranchant induit par l’application de l’effort
latéral. Un enrobage de 25 mm a été pris en compte pour la partie courante des poteaux.
La semelle est largement ferraillée afin d’éviter sa rupture en tant qu’une partie de corps
d’épreuve qui ne représente pas la zone de test. Les caractéristiques du matériau acier des
armatures longitudinales et transversales, identifiées lors de la campagne expérimentale,
sont présentées à la table 4.1.
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150 mm. Les cadres ont été rapprochés (espacement de 75 mm) en tête de poteau afin que celle-ci 
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Figure �3-5 : Vue d’ensemble du ferraillage des corps d’épreuve. 
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Figure ��-7 : Vue de dessous du ferraillage des corps d’épreuve. 
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deux poteaux dont le ferraillage transversal est constitué de cadres HA8 (Figure ��-8), ceci afin de 
déterminer l’ influence du taux de ferraillage transversal sur le comportement des corps d’ épreuve. 

Aciers longitudinaux HA10 

Cadres HA6 espacés de 
150 mm 

Cadres HA6 espacés de 
75 mm 

Espacement de 150 mm entre 
les barres longitudinales 

Figure 4.2 — Vue d’ensemble du ferraillage des corps d’épreuve, Sadone [82].

La caractérisation du matériau béton a été menée sur des éprouvettes sollicitées en com-
pression et traction par fendage. Les résultats de ces essais sont rapportés dans la table 4.2.
La nomenclarure utilisée dans cette table fait référence au béton utilisé pour l’élaboration
des poteaux non confinés (PRef1 et PRef2) et des poteaux confinés par composite PRF
(PC1 et PC2). Pour s’assurer de la reproductibilité des tests, deux corps d’épreuves sont
réalisés pour chacune des configurations de confinement. Les configurations que nous
simulerons par la suite sont décrites à la figure 4.4.
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deux poteaux dont le ferraillage transversal est constitué de cadres HA8 (Figure ��-8), ceci afin de 
déterminer l’ influence du taux de ferraillage transversal sur le comportement des corps d’ épreuve. 

Aciers longitudinaux HA10 

Cadres HA6 espacés de 
150 mm 

Cadres HA6 espacés de 
75 mm 

Espacement de 150 mm entre 
les barres longitudinales 

Figure 4.3 — Vue de profil du ferraillage pour les corps d’épreuve, Sadone [82].

Tableau 4.1 — Caractéristiques des barres d’acier, Sadone [82].

Caractéristiques Barre transversale HA6 Barre longitudinale HA10

Contrainte moyenne à la limite élastique σy (MPa) 574 542
Contrainte moyenne à rupture σu (MPa) 614 603

Déformation à la limite élastique εy 0,0031 0,0028
Déformation à la rupture εu 0,0208 0,0373
Module de Young E (GPa) 185 195

Tableau 4.2 — Caractéristiques du béton utilisé pour la fabrication des corps d’épreuve, Sadone [82].

Poteaux
Résistance en

compression (MPa)
Résistance en
traction (MPa)

Module de
Young (GPa)

PRef1 46,2 3,55 27,3
PRef2 47,4 3,49 35,2
PC1 51,5 3,82 29,2
PC2 40,3 3,74 26,2

���

PRef1, PRef2
Sans confinement 

PC1, PC2 
Avec confinement

PC1_HA8, 
PC2_HA8 

PCL1, PCL2

PCLA1, PCLA2 

Un dernier corps d’ épreuve a tout d’ abord été conservé sans renforcement afin de disposer
d’ un potentiel troisième corps d’ épreuve dans l’ éventualité où l’ une des séries de deux essais 
identiques présente une dispersion trop importante. Cependant, les essais réalisés sur les 10 premiers
poteaux ayant montré une reproductibilité satisfaisante, ce dernier poteau a donc été utilisé pour tester 
une dernière configuration de renforcement. Celle-ci n’ est pas détaillée ici, car sa conception a été 
inspirée par les enseignements tirés des 10 essais précédents, qui seront eux-mêmes analysés plus tard 
dans ce document. 

8 bandes de 
PRF 

dimensions : 
300 x 1440 

mm² 

8 bandes de PRF 
(dimensions : 

300 x 1440 mm²) 

Lamelles (50x2500mm²) : 
- 6 lamelles / grande face 
- 4 lamelles /petite face

8 bandes de PRF 
(dimensions : 

300 x 1440 mm²) 

4 lamelles
50 x 2500 mm² 
sur la petite face 

Alternance de lamelles 
ancrées et non ancrées  sur

la grande face selon la 
configuration de la Figure �

3-13 

Figure 4.4 — Configurations des renforcements appliqués aux poteaux, Sadone [82].

Le matériau composite utilisé pour confiner les poteaux PC1 et PC2 est un tissu à base
de résine polymère renforcé par des fibres de carbone (PRFC). Ce tissu est bidirectionnel
contenant 70 % de fibres dans le sens de la chaı̂ne et 30 % de fibres dans le sens de la trame.
La direction chaı̂ne a donc une résistance privilégiée. Une fois élaboré, le matériau com-
posite est constitué de 65 % de fibres et de 35 % de résine époxydique. Comme indiqué sur
la figure 4.4, le chemisage de ces poteaux est réalisé avec 8 bandes de polymère de 300 mm
de largeur. Les caractéristiques du polymère PRFC appliqué sur les corps d’épreuve sont
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indiquées dans la table 4.3. Pour des détails sur la mise en oeuvre pratique du chemisage,
on pourra consulter la thèse de Sadone [82].

Tableau 4.3 — Caractéristiques du composite polymère renforcé par des fibres de
carbone PRFC utilisé pour le chemisage des poteaux, Sadone [82].

Propriétés Composite PRFC

Module de Young (GPa)
(dans le sens de la résistance privilégiée) 105

Déformation à la rupture 0,01
Épaisseur (mm) 0,48
Largeur (mm) 300

1.1.2 Instrumentation

Différents jauges ont été placées sur les aciers longitudinaux et les cadres d’armature
dans la zone attendue de formation de la rotule plastique, comme présenté à la figure 4.5.
Des jauges externes sont également posées sur la surface extérieure des corps d’épreuve
comme présenté à la figure 4.6.

(a) Vue de dessus. (b) Vue de dessous.

Figure 4.5 — Emplacement des jauges sur les armatures d’acier, Sadone [82].

1.1.3 Sollicitations couplées appliquées aux poteaux

Les poteaux sont sollicités par des efforts couplant un chargement axial et un chargement
de flexion alternée. L’effort axial est appliqué en tête des poteaux grâce à des câbles de
précontrainte mis en tension par des vérins hydrauliques. Un schéma du montage est
présenté à la figure 4.7. La charge appliquée est constante, d’intensité 700 kN, soit environ
20 % de la capacité de la résistance de la section de béton, ce qui est représentatif de la
charge permanente induite par la descente de charge sur un poteau.

Par ailleurs, un effort latéral est appliqué en tête de poteaux en cycles alternés d’ampli-
tude constante durant les deux cycles d’une même série, et d’amplitude croissante entre
chaque série, de manière à reproduire les effets d’une action sismique. Les poteaux de
section rectangulaire sont sollicités selon l’inertie la plus faible. En pratique, cette sol-
licitation est caractérisée par la valeur de la flèche mesurée en tête du poteau qui est
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(a) Vue de dessus. (b) Vue de dessous.

Figure 4.6 — Emplacement des jauges sur les surfaces supérieure et inférieure des
corps d’épreuve, Sadone [82].

telle que, durant 2 cycles le niveau de déplacement est identique, puis le déplacement
maximum admis pour la série de cycles est progressivement augmenté jusqu’à rupture
du corps d’épreuve. Les valeurs du déplacement et donc de l’amplitude des cycles sont
présentées sous la forme du ratio flèche/hauteur du corps d’épreuve. Les différents ratio
flèche/hauteur retenus sont : 0,25 % (flèche : +/- 5,4 mm) - 0,5 % (flèche : +/- 10,7 mm)
- 1 % (flèche : +/- 21,4 mm) - 2 % (flèche : +/- 42,8 mm) - 4 % (flèche : +/- 85,7 mm) - 6
% (flèche : +/-128,5 mm) - 8 % (flèche : +/- 171,4 mm) - 10 % (flèche : +/- 214,2 mm) -
11 % (flèche : +/- 235,7 mm). L’essai est arrêté lorsque l’effort latéral repris par le poteau
devient inférieur à 50 % de l’effort maximal repris au cours de l’essai.

1.1.4 Courbe enveloppe expérimentale force-déplacement

Parmi les nombreux résultats expérimentaux obtenus dans cette étude, nous retenons la
courbe enveloppe force latérale - déplacement que nous chercherons à reproduire avec la
modélisation. Cette courbe enveloppe revêt en effet une importance particulière pour un
dimensionnement parasismique car elle permet de déterminer à la fois la force latérale
maximale reprise par le poteau et également la ductilité du poteau lors des chargements
cycliques. La courbe enveloppe expérimentale représentant la force latérale reprise par
les poteaux non confiné (Pref1) et confiné (PC2) en fonction du déplacement de la tête
des poteaux, appelée courbe de capacité, est présentée à la figure 4.8. Il est à noter que les
résultats expérimentaux ont montré une reproductibilité satisfaisante des tests, les faibles
écarts observés pouvant être expliqués par les différentes résistances en compression du
béton utilisé pour chaque corps d’épreuve.

La figure 4.8 montre que le confinement augmente la ductilité significativement. Cepen-
dant, le gain en résistance n’apparaı̂t pas important.

On observe par ailleurs une dissymétrie de la courbe enveloppe des corps d’épreuve selon
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Figure ��-18 : Détail du bridage des câbles de précontrainte côté semelle. 

Cycles alternés 
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Figure 4.7 — Schéma du montage d’application des efforts, Sadone [82].
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Figure 4.8 — Influence du confinement de poteau sur la courbe enveloppe force
latérale - déplacement, résultats expérimentaux de Sadone [82].

les cycles vers le bas et vers le haut conduisant à des efforts négatifs ou positifs. Sadone
[82] explique ce phénomène par la gravité d’une part. Le poids propre du poteau com-
prime initialement la partie basse de sa section pour un effort nul du vérin, il en est de
même pour le poids du casque permettant au vérin latéral d’appliquer les cycles. D’autre
part, la partie tendue de la section la plus sollicitée du poteau s’endommage en premier
lieu et le premier cycle de chaque nouveau niveau de déplacement s’effectue d’abord
vers le bas. Les valeurs des maximums des efforts latéraux et déplacements associés en-
registrés pour les 4 poteaux sont reportées à la table 4.4.

Les modes d’endommagement et de rupture des poteaux ont été également suivis. Ainsi,
des fissures de flexion apparaissent à partir d’un rapport flèche/hauteur de 2 % (±42, 8
mm de flèche) pour le poteau PRef1 non confiné. À partir du rapport flèche/hauteur de
4 %, le béton d’enrobage s’écrase et les aciers longitudinaux présentent un flambement
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Tableau 4.4 — Valeurs expérimentales des efforts latéraux maximums et
déplacements associés, Sadone [82].

Corps d’épreuve
Effort latéral

maximal
Déplacement

associé

PRef1
Cycles vers le haut : 57,2 kN
Cycles vers le bas : -42,7 kN

70 mm
-58,7 mm

PC2
Cycles vers le haut : 54,7 kN
Cycles vers le bas : -42,7 kN

41 mm
-42,7 mm

important, comme illustré sur voir la figure 4.9. Pour le poteau confiné, la ruine a lieu par
ruptures successives en traction des aciers longitudinaux lors des cycles correspondants
à des rapports flèche/hauteur de 6, 8 et 10 %. La plastification des aciers est atteinte lors
du 7e cycle correspondant à un rapport flèche/hauteur de 2 % (±42, 8 mm de flèche) et
pour un effort de 40 kN pour les cycles vers le bas et cela pour tous les corps d’épreuve
confiné ou non confiné.

Figure 4.9 — Photo de la jonction poteau/semelle du corps d’épreuve du poteau non
confiné PRef1 en fin d’essai, Sadone [82].

1.2 Simulations numériques des essais

Cette section est maintenant consacrée à la simulation des essais précédemment décrits
sur les poteaux non renforcés et renforcés par des composites PRF. Le modèle élasto-
plastique endommageable développé au chapitre 2 est utilisé pour ces simulations. Cette
application complète les illustrations du chapitre 3 en permettant d’évaluer et d’analyser
également les performances du modèle sur des applications tridimensionnelles et des
trajets de chargement plus complexes. Nous débutons cette illustration du modèle par la
description de la discrétisation adoptée pour les structures par éléments finis.

1.2.1 Discrétisation par éléments finis des poteaux

Les spécificités géométriques des corps d’épreuve, matérielles et de chargement nous per-
mettent de restreindre la discrétisation à une moitié de poteau selon une coupe longitu-
dinale, comme présenté sur la figure 4.10 (a). Les conditions aux limites et de symétries
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sont présentées à la figure 4.10 (b). Le déplacement à la base du poteau est nul, de façon
à traduire l’encastrement induit par la semelle du massif.

Les calculs de structures sont menés en appliquant un chargement monotone en suivant
une analyse ”push-over” ou ”poussée progressive”. Cette analyse consiste à appliquer à
la structure un chargement latéral croissant couplé aux charges axiales constantes en aug-
mentant l’intensité des charges latérales jusqu’à ce que les modes de ruine commencent
à apparaı̂tre dans la structure. L’analyse non linéaire est ici menée par un contrôle en
déplacements. Le chargement est imposé sur les nœuds de la surface supérieure du po-
teau à travers des déplacements transversaux uniformes appliqués. Le poids propre de la
structure est pris en compte dans les simulations.

x

y

z

Ux=Uz=Uz=0

Ux=0

(a) Symétrie. (b) Conditions aux limites et chargement.

Figure 4.10 — Schématisation de la géométrie et du chargement des poteaux adoptée
pour les simulations.

Le choix des éléments finis s’avère important pour ces simulations sous sollicitations
de flexion susceptibles de générer des blocages numériques en cisaillement dans les
éléments à interpolation linéaire. Nous avons retenu des éléments avec l’intégration
réduite qui permettent de contrôler ces problèmes de blocage, plutôt que des éléments
avec intégration complète qui induisent une rigidité parasite. En conséquence, le noyau
de béton est discrétisé par des éléments solides hexaèdre à 8 nœuds et à l’interpolation
linéaire avec des intégrations réduites (élément C3D8R de Abaqus). Ces éléments sont
plus efficaces en terme de coûts des calculs par rapport des éléments à interpolation qua-
dratique. Cependant, ce type d’élément peut conduire à des modes de déformation à
énergie nulle, appelés modes dits de Hourglass qu’il convient d’éliminer, Belytschko et
al. [196]. En pratique, nous avons eu recours à la méthode de contrôle Hourglass par rai-
deur proposée dans Abaqus (stiffness) et nous avons discrétisé par plus de 4 éléments la
section des poteaux dans les régions en flexion.

Le composite PRF est discrétisé par des éléments coques standard à quatre nœuds (S4).
Un contact parfait entre les éléments de béton et du composite est assuré.

Les armatures d’acier longitudinales et transversales sont maillées avec des éléments
barres tridimensionnelles à 2 nœuds et trois degrés de liberté par nœuds (T3D2). L’inter-
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action entre les éléments d’acier et ceux du béton est assurée par la technique Embedded
Elements proposée dans Abaqus qui permet d’assurer un contact parfait entre les deux
matériaux.

Les maillages des poteaux sont présentés aux figure 4.11 (a) pour le poteau non confiné
et figure 4.11 (b) pour le poteau confiné avec la visualisation des armatures figure 4.11
(c). Pour reproduire la rectification des angles de la section qui a été effectuée dans la
préparation des corps d’épreuves des poteaux confinés, le maillage du poteau confiné (fi-
gure 4.11 (b)) intègre un rayon de congé de 20 mm aux angles des sections. Différentes
tailles de maillages ont été testées comme nous le présenterons plus loin. L’étude de
convergence nous a conduit à retenir un maillage comportant 2441 éléments et 3266
nœuds.

(a) Poteau sans confinement. (b) Poteau avec confinement. (c) Armatures dans le béton.

Figure 4.11 — Maillages des différents éléments du poteau.

Le comportement des éléments du béton est simulé par la loi élasto-plastique endom-
mageable dans la variante 2 présentée au chapitre 2 en exploitant la subroutine UMAT
réalisée. Les paramètres élastique et plastique de la loi de comportement utilisés pour
les simulations sont donnés à la table 4.5. Ces valeurs sont issues des identifications
présentées au chapitre 3 pour des bétons avec des résistances en compression entre 40−50
MPa. Les paramètres d’endommagement sont présentés à la Table 4.6. Dans cette table la
valeur de At est obtenue à l’aide des formules 3.9, 3.10 et 3.11 présentées dans le chapitre
3 avec largeur caractéristique h = 40 mm.

Tableau 4.5 — Paramètres élastiques et plastiques du modèle utilisés pour la simulation
des essais de l’IFSTTAR.

Élasticité Plasticité

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc a1 fc (MPa) fc (MPa)

27,3 0,2 0,54 0,18 0,1 7, 10−5 0,7 1,13 2,6 46,2 (PRef2) 40,3 (PC2)

Un comportement élasto-plastique bilinéaire à écrouissage isotrope schématisé à la figure
4.12 est adopté pour les armatures d’acier en s’appuyant sur les résultats expérimentaux
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Tableau 4.6 — Paramètres d’endommagement du modèle.

Endommagement

Ac At a2

66 1160 2,1

obtenus lors de la campagne expérimentale. Les valeurs des paramètres adoptées pour les
simulations sont issues des données expérimentales présentées précédemment à la table
4.1.

σ 

ε 

σy

σu

εy εu

Figure 4.12 — Loi de comportement élasto-plastique bilinéaire à écrouissage isotrope
adoptée pour l’acier.

Enfin, le comportement du tissu composite PRF est considéré élastique linéaire, isotrope
transverse. Comme indiqué précédemment, le composite utilisé est un tissu bidirection-
nel avec un renforcement privilégié dans le sens de la chaı̂ne. Les caractéristiques uti-
lisées pour les simulations sont données à la table 4.7. La valeur du module de Young du
tissu dans la direction trame Ex est fournie par la notice technique technique Foreva-
TFC 3/07-540 [197]. Le module de Young dans la direction chaı̂ne Ey a été mesuré
expérimentalement. Le module de cisaillement et le coefficient de Poisson ont été estimés
à l’aide des formules d’homogénéisation simplifiées données au chapitre 1. Il est à noter
que la loi des mélanges conduit à une valeur du module de Young dans le sens de la
trame de Ex = 108230 MPa très proche de la valeur expérimentale.

Tableau 4.7 — Caractéristiques élastiques du tissu composite TFC.

Ex (MPa) Ey (MPa) Gxy (MPa) νxy

105000 37000 4315 0,05

La résolution de ce problème non linéaire de structure se fait selon un processus itératif
et incrémental comme décrit au chapitre 2 dans la section consacrée à la mise en oeuvre
numérique. À chaque pas de chargement, nous avons utilisé pour cette simulation la
méthode de résolution BFGS qui tient son nom des mathématiciens qu’ils l’ont proposée
Broyden, Fletcher, Goldfarb et Shanno et qui a été utilisée avec succès dans des calculs
de structures en béton armé, Bathe [198]. Plutôt que d’utiliser la méthode de Newton-
Raphson qui devient très coûteuse par le calcul de la raideur tangente de la structure,
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cette méthode actualise la raideur sécante lors des itérations en exploitant une formule
d’approximation du Hessien, ce qui permet d’augmenter de façon remarquable la vitesse
de convergence.

Avant de présenter les résultats des simulations, nous consacrons un paragraphe à une
difficulté numérique rencontrée au cours de ces simulations et à la solution mise en
oeuvre pour y remédier.

1.2.2 Difficulté de convergence numérique rencontrée

Un problème de convergence est apparu lors des simulations réalisées sur le poteau
en béton armé en utilisant la seconde variante de la loi de comportement du béton.
Ce problème s’est manifesté lors de la phase de prédiction élastique en certains points
d’intégration. Ces points d’intégration correspondent à une situation où la pression
moyenne p est positive. Lors de la phase de prédiction élastique, il est possible que la
pression moyenne p soit supérieure au produit c3 fc, où c3 est le paramètre de la surface
de charge qui définit la surface dans la zone (p > 0) et fc la résistance à la compression
du béton. Cette situation est illustrée schématiquement à la figure 4.13.

+ - 

F 

p 

q 

c3fc

Figure 4.13 — Représentation de la zone de divergence dans le plan méridien (p,q).

Nous rappelons que pour cette seconde variante du modèle, l’expression du multiplica-
teur plastique s’écrit sous la forme suivante (Chapitre 3 section 3.3) :

∆λ =
F
(i)
n+1

ν
(i)
n+1 : C(i)

n+1
: r

(i)
n+1 − ξp

(i)
n+1Mγ

(i)
n+1

. (4.1)

Les expressions des différents termes sont développées en Annexe 1. L’analyse des signes
pris par ces termes montre que les gradients de fonction de charge et du potentiel
d’écoulement calculés pour une prédiction élastique telle que (p > c3 fc ) conduisent
à des valeurs non admissibles du multiplicateur. De sorte que l’algorithme itératif local
du modèle est amené à diverger en ces points.

Pour contourner cette difficulté numérique, nous avons choisi de remplacer le terme
( c3 − p /fc) par sa valeur absolue dans les expressions des gradients de fonction de
charge et du potentiel d’écoulement. Ces expressions sont détaillées en Annexe 1. De
cette façon, le multiplicateur plastique reste bien toujours positif. Cette introduction de
la valeur absolue fausse naturellement le calcul de la déformation plastique aux points



150
1. Comportement de poteaux en béton armé sous chargement couplé de
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de Gauss considérés lors des itérations. Cependant, on peut noter qu’en ces points où
(p > 0), le matériau est sûrement en traction. Or en traction, le rôle de la plasticité est
négligeable devant celui de l’endommagement qui est dominant. De sorte que la tech-
nique utilisée pour forcer la convergence du modèle apparaı̂t acceptable. Par la suite,
nous aurons recours à chaque fois que nécessaire à cette technique pour les simulations
des poteaux non-confinés et confinés.

Les paragraphes suivants sont consacrés à la présentation et l’analyse des simulations des
essais menés par l’IFSTTAR en examinant successivement les poteaux non confinés, puis
les poteaux confinés par composites.

1.2.3 Comportement du poteau en béton armé non confiné

Nous nous intéressons à reproduire le comportement de certains poteaux non confinés
testés par l’IFSTTAR au cours des cycles correspondant à des efforts négatifs (cycles qua-
lifiés de cycles vers le bas) dans la mesure où le comportement présente dans ce cas
une résistance plus défavorable. Nous rappelons que la simulation est menée en suivant
une analyse de type push over. La figure 4.14 présente une analyse de convergence des
résultats vis à vis de la taille des éléments finis. Les courbes enveloppe force-déplacement
pour un poteau non confiné (PRef1) obtenues par simulations y sont données pour 3
maillages : maillage 1 comportant 1055 éléments, 1438 nœuds correspondant à une taille
d’éléments de 60 mm, maillage 2 comportant 2441 éléments, 3266 nœuds et une taille
d’éléments de 40 mm et un maillage 3 nettement plus raffiné comportant 15723 éléments,
18765 nœuds correspondant à une taille d’éléments de 20 mm. Le second maillage offre
un compromis intéressant entre la précision et le temps de calcul. Il sera retenu pour me-
ner les simulations par la suite.
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Figure 4.14 — Analyse de convergence numérique sur les courbes force-déplacement
pour le poteau non confiné (Pref2).

La figure 4.15 confronte la courbe réponse force - déplacement obtenue par les simu-
lations à la courbe expérimentale 4.8 présentée précédemment à la section 1.1.4. La
modélisation reproduit de manière satisfaisante les résultats des essais expérimentaux,
mais ne parvient pas à simuler la ductilité observée dans les résultats expérimentaux. La
force latérale maximale reprise par le poteau apparaı̂t correctement simulée comme le
montre également les valeurs présentées à la table 4.8.
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Figure 4.15 — Confrontation de la simulation numérique et de l’essai sur la courbe
force-déplacement pour le poteau non confiné (Pref2).

Tableau 4.8 — Efforts latéraux maximaux et déplacements correspondants, confrontation
des résultats de simulation et expérimentaux.

Poteau Pref1 Effort latéral maximal Déplacement associé

Essai - 42,7 kN - 58,7 mm
Simulation - 39,4 kN - 70,3 mm

Ce poteau non confiné également a été simulé par Nguyen [199] à l’aide du modèle en-
dommagement plasticité RICRAG proposé et implémenté sous CAST3M par Richard et
al. [200]. Les résultats de cette modélisation sont illustrés à la figure 4.16. On observe que
les résultats sont globalement similaires à ceux que nous avons obtenus dans la repro-
duction de la courbe expérimentale. Il est intéressant de noter que Nguyen [199] indique
ne pas avoir pu modéliser le poteau confiné du fait de la complexité de prise en compte
de l’effet de confinement à travers les paramètres de la loi de comportement du modèle
RICRAG.

Chapitre 3 : Méthodes de modélisations adoptées

Figure 3-30: Courbes pushover par l’approche poutre multifibres avec les modèles uniaxiaux

Le poteau de référence (non renforcé) est aussi modélisé par des éléments volumiques. Le modèle
de béton RICRAG (section 3.2.5) a été utilisé. La courbe charge-déplacement numérique est
conforme à la courbe d'enveloppe expérimentale [Figure 3-31]. Cependant, nous n’avons pas
modélisé les trois poteaux renforcés par cette méthode vu la complexité de prise en compte de
l’effet de confinement à travers les paramètres de la loi de comportement du modèle RICRAG. 

Figure 3-31: Béton RICRAG

Modes de rupture
Les trois approches de modélisation permettent de visualiser les modes de rupture du béton, les
armatures plastifiées et l’influence des renforcements. La Figure 3-32 présente quelques résultats
obtenus avec la modélisation volumique. Les armatures plastifiées à la base et le faciès
d’endommagement du béton confirment le mode de rupture en flexion. Ce mode de rupture est
également bien reproduit par les approches multicouches et multifibres [Figure 3-33 et Figure
3-35]
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Figure 4.16 — Simulation du comportement du poteau non confiné (Pref2) menée
par Nguyen à l’aide de modèle RICRAG, Nguyen [199].

Les calculs par éléments finis permettent d’analyser les champs locaux d’endommage-
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ment et de contraintes. Le champ d’endommagement prédit par la simulation est ainsi
présenté à la figure 4.18 pour deux finesses de maillages avec un zoom sur la zone de
jonction semelle/ poteau. Les simulations reproduisent bien le mode d’endommagement
du poteau en flexion par un réseau de fissurations horizontales en pied de poteau ob-
servé expérimentalement comme présenté précédemment à la figure 4.9. Le raffinement
du maillage conduit à une localisation de l’endommagement dans des bandes de largeur
de plus en plus petites. La figure 4.17 se focalise sur la plus endommagée à la jonction
poteau-semelle en mettant en regard une photo du pied de poteau PRef1 en fin d’essai
avec les isovaleurs du champ d’endommagement.

(a) Photo de la jonction poteau/semelle en fin d’essai. (b) Isovaleurs de l’endommagement.

Figure 4.17 — Confrontation de l’état d’endommagement à la jonction po-
teau/semelle du poteau PRef1 en fin d’essai.

La distribution des contraintes axiales dans le poteau est illustrée en fin de simulation
à la figure 4.19 (a). On y observe des zones en compression et en traction en particulier
en pied de poteau comme attendu. En pied de poteau, la section est majoritairement en
traction. La figure 4.19 (b) permet ainsi de visualiser la plastification des armatures longi-
tudinales aux pieds du poteau comme attendu. Les résultats expérimentaux indiquent la
plastification des aciers longitudinaux autour d’un déplacement de 42 mm, la simulation
prédit de façon correcte la première plastification pour un déplacement de 32 mm.

Les simulations sont confrontées aux déformations mesurées à travers les figures 4.20 et
4.21 (a) associées aux différents positionnements des jauges précédemment présentés à la
figure 4.5. La figure 4.20 (a) présente ainsi l’effort latéral repris par le poteau en fonction
des déformations longitudinales des armatures mesurées par des jauges internes dans la
partie du poteau en traction. Les simulations reproduisent globalement bien les allures
des courbes expérimentales. La comportement linéaire et le début de la non linéarité jus-
qu’à environ la charge de 25 kN est bien traduit. Mais au delà, l’endommagement de-
vient dominant dans la partie en traction et les déformations se localisent dans cette zone
endommagée. L’adhérence supposée parfaite dans les simulations entre l’acier et béton
conduit à une augmentation rapide des déformations dans l’acier qui sur-estiment les
mesures expérimentales. On notera plus positivement que la simulation conduit à une
bonne prédiction de la plastification de l’acier longitudinal. La figure 4.20 (b) présente de
façon analogue l’effort latéral repris par le poteau en fonction des déformations longitu-
dinales des armatures cette fois dans la partie en compression. Là encore, les simulations
sont en bon accord global avec les allures des courbes expérimentales, avec néanmoins
selon les jauges des sur-estimations et sous-estimations des déformations axiales. Les al-
lures des déformations dans le cadre d’acier obtenues par les simulations reproduisent
globalement les mesures expérimentales au moins pour celles mesurées par la jauge 3
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(a) Maillage réalisé avec des éléments de 20 mm. (b)Maillage réalisé avec des éléments de 40 mm.

Figure 4.18 — Isovaleurs du champ d’endommagement sur deux finesses de
maillage du poteau non confiné PRef1.

X Y

Z

(a) Contraintes axiales dans le béton. (b) Plastification des armatures longitudinales.

Figure 4.19 — Isovaleurs de contraintes dans le béton et les armatures du poteau
non confiné PRef1.

comme on peut l’observer sur la figure 4.21 (a).

Enfin, le déplacement le long du poteau correspondant à une flèche de 60 mm en tête de
poteau est tracé à la figure 4.21 (b). On constate un bon accord entre la simulation et les
résultats expérimentaux.

1.2.4 Comportement du poteau en béton armé confiné par des composites PRF

Les simulations sont maintenant menées sur le poteau confiné par un tissu compo-
site PC2. La figure 4.22 confronte tout d’abord les courbes de capacité numérique et
expérimentale. Il apparaı̂t que la simulation ne reproduit pas le comportement observé
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Figure 4.20 — Confrontation des essais et des simulations sur la courbe enveloppe
des déformations mesurées par les jauges internes sur les parties tendue et com-

primée.

-4-202468
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(a) Déformations du cadre d’acier. (b) Déplacement le long du poteau.

Figure 4.21 — Confrontation des simulations et courbes expérimentales : (a)
Courbe enveloppe des déformations mesurées sur les cadres d’acier. (b) Profils du

déplacement le long du poteau pour une flèche en tête de poteau de 60 mm.

expérimentalement dans la phase post-pic. La force latérale maximale pour les cycles vers
le bas est sur-estimée par ailleurs comme l’indique la table 4.9. Elle serait en revanche
prédictive des résultats expérimentaux pour les cycles vers le haut si on la rapproche de
la valeur expérimentale présentée à la table 4.4.

Tableau 4.9 — Efforts latéraux maximaux et déplacements correspondants, confrontation
des résultats de simulation et expérimentaux pour le poteau confiné.

Poteau PC2 Effort latéral maximal Déplacement associé

Essai -42,8 kN -42,7 mm
Simulation -54,7 kN -138,6 mm

La plastification des aciers longitudinaux en pied de poteau est illustrée sur la figure 4.23
(a). Elle se produit numériquement pour un déplacement de 37 mm, ce qui fournit une



Chapitre 4 : Applications à des calculs de structures confinées
par des composites 155

-250-200-150-100-500
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Figure 4.22 — Confrontation des courbes force-déplacement pour le poteau confiné (PC2)

bonne estimation des observations expérimentales qui indiquaient un début de plastifica-
tion pour un déplacement de 42 mm identique à celui du poteau non confiné, Sadone [82].
La figure 4.23 (b) présente la distribution de la contrainte axiale dans le poteau confiné en
fin de simulation qui fait apparaı̂tre une partie du poteau en traction, appelée partie ten-
due et une partie en compression, qualifiée de partie comprimée. Aux pieds du poteau,
la section est essentiellement en traction.

La figure 4.24 confronte le champ d’endommagement dans le cas du poteau non confiné
(a) et confiné (b) pour un déplacement en tête du poteau égal à 60 mm. La propagation
de l’endommagement apparaı̂t plus importante dans le cas de poteau confiné.

X

Y

Z

(a) Contraintes axiales dans le béton. (b) Plastification des armatures longitudinales.

Figure 4.23 — Isovaleurs de contraintes dans le béton et les armatures du poteau
confiné PC2.

La figure 4.25 (a) présente la flèche en tête de poteau en fonction de la déformation axiale
dans les aciers longitudinaux dans la partie tendue (courbes bleues) et comprimée du
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(a) Poteau non confiné. (b) Poteau confiné par PRF.

Figure 4.24 — Isovaleurs du champ d’endommagement correspondant à un déplacement
de 60 mm de la tête du poteau non confiné (a) et confiné (b).

poteau (courbes rouges). Dans la partie tendue, la simulation sur-estime les déformations
dans les aciers. Cela peut attribué au fait que lorsque l’endommagement se localise dans
la zone tendue, la déformation du béton augmente rapidement et significativement. Et la
déformation de l’acier suit la déformation du béton du fait de l’adhérence parfaite entre
l’acier et béton supposée dans les simulations.
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(a) Déformations dans les aciers longitudinaux. (b) Déformations dans le tissé sens trame.

Figure 4.25 — Confrontation des simulations aux courbes flèches en tête de poteau - déformations axiales
mesurées sur les aciers longitudinaux (a) sur le tissé dans le sens trame (b).

La figure 4.25 (b) confronte la simulation et la courbe enveloppe des déformations me-
surées dans le sens de la trame du tissu composite PRF dans la partie tendue du poteau.
Le positionnement des jauges sur le composite a été présenté à la figure 4.6. Là encore,
la simulation sur-estime significativement les déformations mesurées. Comme commenté
précédemment pour les déformations dans les aciers longitudinaux, cette sur-estimation
des simulations peut être attribuée à la localisation de l’endommagement dans la partie
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tendue de poteau qui conduit à une augmentation significative de la déformation dans le
béton. L’adhérence parfaite entre le béton et PRF supposée dans le calcul conduit à une
sur-estimation de la déformation dans le composite PRF. Les déformations élevées dans le
composite conduisent à une sur-estimation des contraintes dans le composite PRF compte
tenu du module de Young élevé du tissu dans le sens trame et de la linéarité de compor-
tement. Le tissu se comporte alors dans les simulations comme une armature externe et il
peut augmenter la force latérale reprise par le poteau significativement, comme on peut
voir sur la figure 4.22.

La figure 4.26 conforte cette explication en analysant la sensibilité des résultats des simu-
lations au module de Young du tissu dans le sens trame. On peut constater que la courbe
de capacité est très sensible au module de Young du composite PRF dans le sens trame.
L’hypothèse d’un contact parfait entre le béton et le composite mène à une mauvaise esti-
mation de la déformation du composite et par conséquent conduit à une estimation fausse
de la contrainte axiale dans le tissu PRF et donc de la force reprise par le poteau dans les
simulations, lorsque le module de Young du tissu est élevé dans le sens trame. Cette in-
fluence de la rigidité du composite dans le sens trame est également visible sur la figure
4.27 qui présente la contrainte dans le sens trame dans le tissu composite obtenu avec
deux valeurs du module de Young dans le sens trame (4500 MPa et 37000 MPa) pour un
déplacement en tête de poteau de 120 mm. Comme attendu, les contraintes dans le sens
trame apparaissent significativement supérieures pour le tissu présentant une rigidité
plus grande. A titre d’exemple en pied du poteau et dans la partie tendue, la contrainte
est à peu près 5 fois plus élevée.

Il est à noter que le recours à des tissus PRF bidirectionnels est peu fréquent pour le confi-
nement des poteaux en béton armé, les plis unidirectionnels étant plus largement utilisés
pour le renforcement parasismique. Dans les composites unidirectionnels, le module de
Young dans le sens transverse n’est pas élevé, la localisation de l’endommagement im-
pacte peu les résultats des simulations.

Les déformations le sens chaı̂ne fournies par la modélisation sont présentées à la figure
4.28. Elles sous-estiment les déformations fournies par les jauges et plus particulièrement
celle données par la jauge 11 qui est placée dans la partie comprimée du poteau.

-250-200-150-100-500
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Figure 4.26 — Confrontation des simulations aux courbes flèches en tête de poteau -
déformations axiales mesurées. Sensibilité au module de Young du tissu dan le sens trame.
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(a) Module de Young sens trame : 4500 MPa. (b) Module de Young sens trame : 37000 MPa.

Figure 4.27 — Isovaleurs de la contrainte dans le composite dans le sens trame
pour un déplacement de 120 mm de la tête du poteau. Influence du module

de Young du tissé dans le sens trame.
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Figure 4.28 — Confrontation des simulations avec la courbe enveloppe des déformations mesurées par
la jauge externe sur le composite dans le sens chaı̂ne.

Enfin, le profil du déplacement le long du poteau obtenu pour un déplacement imposé en
tête de poteau de 60 mm est présenté à la figure 4.29. Comme pour le poteau non confiné,
la modélisation peut être considérée comme globalement bien prédictive.

Cette première application du modèle sur une structure représentative conforte certaines
qualités de la modélisation révélées au chapitre 3 sur des éprouvettes modèles, mais fait
apparaı̂tre des faiblesses qui n’avaient pas été identifiées précédemment. Alors que la
modélisation reproduit globalement bien le comportement expérimental du poteau non
confiné, le comportement du poteau confiné par le tissu composite est en revanche assez
mal simulé. Des pistes d’analyse de ces résultats décevants ont été données, nous revien-
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Figure 4.29 — Confrontation des profils de déplacement le long du poteau confiné pour une flèche en
tête de poteau de 60 mm.

drons en conclusion de ce chapitre sur ces points.

Dans cette application, comme nous l’avons constaté sur les isovaleurs des contraintes
axiales, les poteaux étaient majoritairement sollicités en traction. Or, le mécanisme prin-
cipal du confinement intervient lors des états de contraintes en compression et le modèle
a été développé dans ce cadre. Nous proposons de tester le modèle dans une applica-
tion structurelle sous un chargement moins complexe mais conduisant à des états de
contraintes triaxiales en compression. La section suivante est consacrée à cette seconde
application.

2 Application du modèle à un poteau en béton armé sous
chargement de compression

La première étude expérimentale complète sur le comportement de poteaux de taille
réelle confinés par des composites PRF a été réalisée en 2006 par Matthys et al. [18].
L’étude se concentre sur la relation contrainte-déformation de ces poteaux renforcés par
des armatures d’acier sollicités en compression. Nous commençons par présenter les deux
structures que nous avons sélectionnées pour les simulations.

2.1 Présentation des structures testées

Parmi les poteaux testés dans cette étude, nous avons retenu un poteau non confiné
(désigné par poteau K1) et un poteau renforcé par un composite unidirectionnel à base
de fibres de carbone (désigné par poteau K3). Ces poteaux mesurent 2 m de haut, sont de
section circulaire, de diamètre 400 mm. Le module de Young du béton est de 27 GPa et
la résistance à la compression est de 31,8 MPa pour le poteau K1 et de 34,3 MPa pour le
poteau K3.

Les poteaux sont renforcés par des armatures en acier longitudinales et transversales. Le
pourcentage des aciers longitudinaux est de 0,9 % correspondant à 10 barres de diamètre
12 mm. Les armatures transversales ont un diamètre de 8 mm et sont espacées de 140
mm. À l’extrémité des poteaux, Des cadres supplémentaires ont été également ajoutés.
Les caractéristiques des armatures d’acier sont résumées à la table 4.10.
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Tableau 4.10 — Caractéristiques des armatures d’acier
Barre en acier

(S500) Diamètre (mm)
Contrainte

à limite élastique (MPa)
Déformation

ultime
Module de

Young (GPa)

Longitudinale 12 620 0,0277 MPa 200
Transversale 8 560 0.0873 MPa 200

Le poteau (K3) est recouvert totalement par un composite PRF unidirectionnel à base de
fibres de carbone (C640) avec des bandes de largeur de 300 mm et d’épaisseur nominale
de 0,235 mm par pli. Les caractéristiques mécaniques du composite PRF sont données à
la table 4.11.

Tableau 4.11 — Caractéristiques du composite polymère renforcé par des fibres de
carbone PRFC utilisé pour le chemisage de poteau K3, Matthys et al. [18]

Propriétés Composite PRFC

Module de Young (GPa)
(dans le sens de la résistance privilégiée) 480

Déformation à la rupture 0,022
Épaisseur/pli (mm) 0,235

Largeur (mm) 300

La figure 4.30 résume ces données géométriques. Les poteaux sont soumis à un charge-
ment de compression contrôlé par déplacement imposé de 0,5 mm/min.

columns and to investigate some specific aspects of the modeling
of FRP confined concrete, large-scale columns wrapped with FRP
are tested in this study.

This research mainly focuses on the experimental and analyti-
cal work concerning large-scale axially loaded columns confined
with external FRP wrapping reinforcement. The study concen-
trates on the stress–strain modeling of FRP confined concrete.
Different models were reviewed and applied to predict the entire
axial stress–axial and circumferential strain behavior of FRP-
confined concrete. The experimental results were compared to
those obtained by different existing models. This paper should
provide a better understanding of the behavior of fiber-wrapped
or FRP confined concrete columns. The results presented herein

strain of actual-size columns in the current retrofitting projects
in the field.

Experimental Procedure

Test Specimens and Material Properties

Six large-scale reinforced concrete columns were manufactured.
Concrete used for the specimens had a mean compressive cylin-
der strength at 28 days of 36.1 MPa. More details on the concrete
composition are shown in Table 1. The column dimensions and
the wrapping configuration are shown in Fig. 1. The test param-
eters of the wrapped columns are given in Table 2. All columns
had a diameter of 400 mm and a total length of 2 m. Longitudinal
steel reinforcement, ratio of 0.9%, and 8 mm diameter stirrups
spaced every 140 mm were provided. Extra stirrup reinforcement
was also provided at the column ends. The FRP is applied over
the total area �full wrapping� in a circular way, providing 200 mm
overlap length in the circumferential direction �no overlap was
provided in the longitudinal direction�. For all strengthened col-
umns, wrapping of the FRP was applied with bond between the
FRP and the concrete.

Different types of FRP reinforcement, consisting of CFRP

Table 1. Concrete Composition

Material Weight

Gravel 4 /14 1,250 kg

Coarse sand 665 kg

Portland cement CEM I 42.5 300 kg

Water 170 kg

Density 2,400 kg/m3

Slump 140 mm

124 / JOURNAL OF STRUCTURAL ENGINEERING © ASCE / JANUARY 2006

J. Struct. Eng. 2006.132:123-133.

Figure 4.30 — Géométrie des poteaux et la configuration de renforcement PRF, Matthys et al. [18].

Les courbes contrainte moyenne axiale - déformation moyenne issues des essais sur ces
deux poteaux sont présentées à la la figure 4.31. On constate que le renforcement par le
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composite augmente la ductilité et la résistance du poteau. Cette observation est iden-
tique à celle faite sur des éprouvettes de petites tailles. La rupture typique du poteau est
marquée par la rupture du PRF au milieu du poteau.
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Figure 4.31 — Courbes expérimentales contrainte - déformation moyennes pour les poteaux
K1 et K3, Matthys et al. [18].

Nous nous proposons maintenant de simuler le comportement de ces deux poteaux à
l’aide du modèle proposé. Nous commençons par donner au paragraphe suivant les ca-
ractéristiques retenues pour la modélisation et la simulation par éléments finis.

2.2 Modélisation par éléments finis

Des éléments solides hexaèdriques à 8 nœuds et à interpolation linéaire avec intégrations
réduites (C3D8R) sont utilisés pour la discrétisation du béton. Les barres d’aciers sont
maillées avec des éléments tridimensionnels à 2 nœuds qui travaillent en traction et com-
pression selon une loi de comportement uniaxiale. Le composite PRF est discrétisé par
des éléments coques à quatre nœds (S4). Les contacts entre les éléments d’acier et le béton
d’une part et d’autre part entre le béton et le composite sont parfaits. Les maillages des
poteaux comportent 43540 éléments pour le poteau K1 non confiné et 48847 éléments
pour le poteau K3 confiné.

Le comportement du béton est simulé par la loi élasto-plastique endommagable proposée
dans ce travail. Compte tenu des résistances en compression des deux poteaux de 31,8
MPa et 34,3 MPa, nous avons repris les valeurs des paramètres identifiées au chapitre
3 pour des bétons de résistance en compression entre 30 et 40 MPa. Ces valeurs sont
rapportées à la table 4.12.

Tableau 4.12 — Paramètres du modèle utilisés pour la simulation des essais de Matthys et al. [18]

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

27 0,2 0,49 0,24 0,1 2.10−4 0,6 0,93 - 2,4 80 9000 1,2

Les aciers sont simulés à l’aide d’un modèle élastique plastique parfait avec les valeurs
expérimentales des contraintes à la limite élastique de 620 MPa et 560 MPa pour les aciers
longitudinaux et transversaux, respectivement.
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Le comportement du composite unidirectionnel PRF est simulé par une loi élastique
linéaire isotrope transverse. Ce comportement est dominé par le module de Young dans
le sens des fibres EL de 480 GPa selon la valeur identifiée expérimentalement par Matthys
et al. [18]. Les autres paramètres sont de l’ordre de grandeur de ceux de la matrice po-
lymère. Les valeurs adoptées sont pour le module de Young transverse ET = 3450 MPa,
pour les modules de cisaillement GLT = 1300 MPa et le coefficient de Poisson νTL = 0.

Nous présentons et analysons maintenant les résultats des simulations des tests
expérimentaux.

2.3 Résultats et analyses

La figure 4.32 confronte les courbes contraintes axiales - déformations issues des simu-
lations aux résultats des essais sur les deux poteaux K1 (sans renforcement) et le poteau
K3 (avec renforcement PRFC). Selon la convention usuelle, les déformations axiales sont
représentées du coté des abscisses négatives et les déformations transverses du coté des
abscisses positives.

La modélisation apparaı̂t bien apte à reproduire le comportement du poteau confiné
K3 sur l’ensemble de la courbe. La simulation du poteau non confiné K1 sur-estime
légèrement la contrainte axiale moyenne. La figure 4.33 (a) présente pour le poteau non
confiné K1 l’effet des armatures d’acier à l’instant de la rupture de poteau et en fin de
simulation. On observe une concentration des contraintes latérales autour des cadres
d’acier. De manière globale, la distribution du confinement générée par les armatures
d’acier est non uniforme dans la longueur du poteau. Ce confinement apparaı̂t maximal
en milieu de poteau et se localise entre deux cadres successifs.

La figure 4.33 (b) présente la répartition de la contrainte axiale dans les armatures en
fin de simulation. Les armatures longitudinales apparaissent plastifiées en milieu de po-
teau et aux extrémités. En revanche, le cadre d’acier est plastifié principalement en mi-
lieu du poteau et l’est moins aux extrémités. La dilatance du béton aux extrémités étant
moins importante, la contrainte est en effet moins importante dans les cadres d’acier aux
extrémités.

La figure 4.33 (c) illustre la distribution de la contrainte axiale dans le poteau. Comme
attendu, la contrainte axiale est plus élevée dans les zones où le confinement est plus
élevé et donc en milieu du poteau.

La figure 4.34 confronte les champs des contraintes de confinement dans le poteau K1 non
confiné par un composite (figure 4.34 (a)) et le poteau confiné de K3 (figure 4.34 (b)) au
moment de la rupture de K1. Le confinement dans le poteau confiné par composite par
PRF apparaı̂t globalement plus élévé et sa répartition est plus uniforme.

La figure 4.35 présente la contrainte axiale dans les armatures dans les deux poteaux au
moment de rupture du poteau K1. Le confinement par le composite n’influence pas la
contrainte dans les armatures longitudinales. En ce qui concerne les armatures transver-
sales, le niveau de la contrainte dans les cadres aux extrémités reste approximativement
identique pour les deux poteaux. La contrainte dans les cadres d’acier au milieu du po-
teau est réduite significativement (approximativement 50 %) dans le poteau confiné par
le composite PRF, le composite empêchant la plastification des armatures transversales
en milieu du poteau. Cela peut être attribuer au fait que le confinement passif par PRF
permet de contrôler la dilatance importante du béton en milieu de poteau. La distribution
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Figure 4.32 — Confrontation essai-simulation sur la courbe contrainte axiale - déformations pour les poteaux K1 non
chemisé et K3 confiné par un composite, Matthys et al. [18].
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Figure 4.33 — Isovaleurs du champ de contraintes dans le poteau non confiné K1 en fin d’essai.

de la contrainte axiale dans les poteaux K1 et K3 au moment de la rupture du poteau K1
est présentée à la figure 4.36. Cette figure fait apparaı̂tre comme attendu une contrainte
axiale plus élevée dans le poteau confiné par le composite PRFC et une distribution plus
uniforme de celle ci.

Ces essais ont été également modélisés très récemment par Piscesa et al. [201]. Le modèle
de plasticité utilisé pour le béton dans ces simulations a été initialement proposé par Pa-
panikolaou et Kappos [116]. Le potentiel d’écoulement dépend d’un paramètre évoluant
au cours du chargement. Ce paramètre est calé sur une loi empirique basée sur des
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(a) Poteau K1 non confiné par PRF. (b) Poteau K3 confiné par PRFC.

Figure 4.34 — Isovaleurs du champ de contrainte latérale dans les deux poteaux.
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(a) Poteau K1 non confiné par PRF. (b) Poteau K3 confiné par PRFC.

Figure 4.35 — Isovaleurs de la contrainte axiale dans les armatures d’acier.

résultats expérimentaux du taux de dilatance des poteaux confinés par PRF. Cette loi
dépend explicitement du module de confinement. On rappelle que ce module a été défini
au chapitre 1 pour des poteaux de section circulaire par la relation K = ( 2 tf Ef ) /D.
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(a) Poteau K1 non confiné par PRF. (b) Poteau K3 confiné par PRFC.

Figure 4.36 — Isovaleurs du champ de contrainte axiale dans les poteaux.

Dans des cas plus généraux, ce module est estimé numériquement de la façon suivante :

K = min{−∆σ∗1/∆ε̂1,−∆σ∗2/∆ε̂2,−∆σ∗3/∆ε̂3} (4.2)

ou les contraintes (∆σ∗i ) sont calculées dans les directions des trois déformations princi-
pales (ε̂i, i = 1, 2, 3). Pour plus de détails sur ce modèle, on renvoie au travaux de Piscesa
et al. [202].

La figure 4.37 présente la comparaison entre le modèle proposé et celui de Piscesa et al.
[202]. On constate que le modèle de Piscesa et al. [202] donne des résultats plus proches
des résultats expérimentaux pour le poteau non confiné. En revanche, le comportement
du poteau confiné par le composite PRF est mieux reproduit par notre modélisation et
notamment les déformations latérales. On rappelle que notre modèle se veut plus général
dans la mesure où les paramètres matériaux sont intrinsèques, indépendants du confine-
ment, sans recours à des lois empiriques, permettant une exploitation dans une démarche
de conception.
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Figure 4.37 — Confrontation essai-simulations de la relation contrainte déformation pour les poteaux K1 et K3, (essais
de Matthys et al. [18], simulations Piscesa et al. [201]).

3 Conclusion

Les applications présentées dans ce chapitre mettent en évidence l’intérêt de confronter
la modélisation à des calculs de structures réelles pour apprécier les performances d’un
modèle. Alors que les confrontations à des essais menés sur des éprouvettes présentées
au chapitre 3 avaient permis de valider des bonnes qualités du modèle, les calculs
de structures représentatives font apparaı̂tre des nouveaux points d’exigence pour la
modélisation.

Ainsi, la première application sur des poteaux en béton armé testés par l’IFSTTAR
sollicités en compression et cisaillement fait ressortir plusieurs éléments positifs de
la modélisation et d’autres moins. Concernant tout d’abord le poteau non confiné, la
modélisation permet de reproduire de façon globalement satisfaisante la courbe réponse
force-déplacement du poteau, mais ne permet pas de simuler la ductilité observée. La
force latérale maximale reprise par le poteau est en revanche bien prédite. La plasti-
fication des aciers est également bien rendue. Les évolutions du déplacement et des
déformations sont globalement reproduites au moins pour certaines jauges. Concernant
le poteau confiné par un tissu composite, les confrontations sont moins convaincantes. La
courbe de capacité expérimentale n’est pas reproduite par la modélisation dans la phase
post-pic. La force latérale maximale n’est pas correctement estimée pour les cycles vers
le bas. En revanche, elle est proche de celle obtenue expérimentalement pour les cycles
vers le haut. Cette différence expérimentale entre les cycles vers le haut et vers le bas
relativise le caractère peu prédictif de la modélisation sur la force latérale maximale. Il
apparaı̂t que les déformations dans les armatures et le béton sont largement sur-estimées
et l’endommagement est fortement localisé.

Cette première application a introduit des nouvelles difficultés pour la modélisation. Les
sollicitations sont tout d’abord couplées. Les poteaux étudiés sont renforcés par des arma-
tures d’acier. Le renforcement composite est fait par ailleurs par un tissu bidirectionnel.
Le trajet de chargement plus complexe de cet essai conduit à un endommagement et des
déformations localisées dans la partie tendue du poteau. L’adhérence supposée parfaite
dans les simulations entre le béton et le composite fait que dans cette partie tendue où la
déformation est localisée, la déformation dans le sens de la trame du tissé est sur-estimée.
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Cela mène à une sur-estimation importante des contraintes dans le sens de la trame du
tissé lorsque le module de Young dans ce sens est important, le composite PRF fonction-
nant alors comme une armature externe élastique.

Notre modèle élasto-plastique endommageable dont la formulation est locale se trouve
limité dans cette application exigeante par la forte localisation de l’endommagement et
la déformation. Le développement d’une version non locale du modèle semble une pers-
pective de nature à améliorer les prédictions.

Par ailleurs, la condition d’adhérence imposée dans les simulations entre les armatures et
le béton et également entre le béton et le composite peut être remise en cause. Cette condi-
tion n’est probablement pas représentative de la réalité pour des niveaux de chargements
élevés et contribuent à la sur-estimation des contraintes dans ces éléments.

Également, la bonne identification des paramètres du modèle peut être potentiellement
contestée. Ne disposant pas des essais nécessaires sur le béton utilisé dans les tests de
l’IFSTTAR à leur identification, nous avons repris des valeurs identifiées sur d’autres
éprouvettes. Enfin, les résultats des essais et notamment les mesures des jauges de
déformation peuvent être aussi discutés.

Les simulations de la seconde application sur les poteaux en compression rendent en re-
vanche beaucoup plus confiant sur la capacité prédictive du modèle dans une application
plus classique. Les courbes contrainte axiale-déformations sont en particulier bien repro-
duites. Les évolutions des champs locaux, ainsi que leur localisation sont bien décrites.
Enfin, on notera que la confrontation de notre modélisation à un autre modèle de la
littérature est très favorable, ce modèle étant plus limité dans ses applications dans la
mesure où il nécessite des ajustements du potentiel d’écoulement en fonction du confine-
ment et des mesures expérimentales spécifiques.





Conclusion et perspectives

C
ette thèse s’inscrit dans le contexte général du renforcement d’éléments de struc-
tures de génie civil par confinement. Dans ce cadre, nous avons cherché à apporter

des éléments de compréhension et d’analyse du comportement du béton renforcé par
un confinement par le biais de la modélisation et de la simulation. Le travail s’est plus
précisément centré sur le développement et la validation d’un modèle de comportement
développé dans le cadre de la mécanique des milieux continus, apte à reproduire avec
précision le comportement du béton confiné qu’il s’agisse d’un confinement actif par
compression latérale ou d’un confinement passif par chemisage par un composite.

Les différents résultats expérimentaux de la littérature présentés au premier chapitre ont
mis en évidence la complexité du comportement des bétons renforcés par un confine-
ment actif et passif. Une étude bibliographique concernant les modèles de comportement
du béton confiné et notamment confiné à l’aide de composite PRF a également été menée.
Les atouts et les faiblesses de différents modèles de comportement uniaxiaux et tridimen-
sionnels ont été discutés. Bon nombre de ces modèles sont construits pour reproduire des
essais dédiés sur des éprouvettes de béton confinées par composites PRF. Les paramètres
de ces modèles dépendent de la géométrie de la structure étudiée et du composite uti-
lisé pour le renfort, de sorte que les applications de ces modèles à d’autres configura-
tions se trouvent limitées. Diverses simulations que nous avons menées à l’aide d’un
modèle élasto-plastique endommageable disponible dans le code de calculs Abaqus ont
également mis en évidence des faiblesses de ce modèle avancé pour reproduire le com-
portement de béton confiné activement et passivement. Ces différents éléments d’analyse
nous ont amenés à centrer notre étude sur le développement d’un modèle élasto-plastique
endommageable qui puisse décrire la sensibilité du comportement du béton à différents
niveaux de confinement actif ou passif. Pour répondre à cette exigence, le modèle doit
être apte à reproduire le passage d’un comportement fragile à ductile lorsque le niveau de
confinement augmente, tout en estimant avec précision la résistance du béton avec l’aug-
mentation de confinement. Par ailleurs, ce modèle de comportement doit également per-
mettre d’estimer de manière satisfaisante les caractéristiques de dilatance du béton sous
confinement passif par composite. Les paramètres du modèle doivent être intrinsèques
au matériau en nombre raisonnable et identifiables sur des expériences conventionnelles
et accessibles.

Le Chapitre 2 a donc été logiquement consacré au développement d’un modèle élasto-
plastique endommageable en s’appuyant sur les modèles existants et en cherchant à
les enrichir de façon à répondre au cahier des charges fixé. Une surface de charge
quadratique dans le plan méridien a été utilisée pour mieux représenter les résultats
expérimentaux notamment lorsque le confinement est élevé. Les lois d’écrouissage et
d’endommagement du modèle ont été choisies dépendantes du confinement à travers
le premier invariant des contraintes de façon à reproduire le passage du comporte-
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ment fragile vers ductile lorsque le confinement augmente. En ce qui concerne le po-
tentiel d’écoulement, une surface de type Cam-Clay est utilisée pour décrire la transi-
tion entre les régimes contractant et dilatant de façon simple. Ce choix a été retenu sur
la base des observations expérimentales sur des bétons confinés par composite PRF qui
mettent en évidence un comportement proche d’un matériau pulvérulent en fin d’es-
sais. Ce type de comportement laisse supposer que le mécanisme d’endommagement
dans ce cas consisterait en un effondrement plastique de la porosité. Deux variantes du
modèle ont été présentées, l’évolution de l’endommagement dépendant dans l’une de la
déformation plastique et dans l’autre de la déformation totale. Dans ce même chapitre,
ont été également développés les aspects numériques d’intégration des variantes de la loi
dans le code calculs Abaqus. La méthode des plans sécants proposée par Ortiz et Simo
[186] est utilisée pour intégrer la loi de comportement. L’implémentation numérique de
la seconde variante s’est révélée plus facile au sein d’un code de calculs, l’endommage-
ment étant connu a priori et les itérations de la correction plastique ne faisant pas inter-
venir l’endommagement. Une régularisation par l’énergie de fissuration est ajoutée au
modèle dans sa deuxième version pour limiter les difficultés numériques liées à la locali-
sation d’endommagement. L’implémentation du modèle a été réalisée dans une subrou-
tine UMAT exploitable dans un code de calculs par éléments finis.

La première partie du chapitre 3 a été consacrée à l’identification des paramètres du
modèle et l’analyse de leur sensibilité. Les 13 paramètres du modèle sont facilement iden-
tifiables à l’aide de deux essais uniaxiaux en traction et en compression et deux essais
triaxiaux associés à des confinements de faible et fort niveaux. En absence de tels es-
sais, on peut s’appuyer sur des résultats expérimentaux existants dans la littérature pour
des bétons usuels utilisés en construction (20<fc<60 MPa). Le modèle a tout d’abord
été validé par confrontation à des essais uniaxiaux et triaxiaux sur des éprouvettes avec
confinement constant. Ces confrontations mettent en évidence la capacité du modèle à
reproduire les mécanismes liés à un confinement actif en fonction de l’intensité du confi-
nement. Les confrontations des simulations avec des essais sont également favorables
sur des éprouvettes en compression axiale confinées par différents composites PRF ren-
forcés par des fibres de carbone, aramide et verre et avec une large gamme de modules
de confinement. Le comportement volumique du béton en fonction de la contrainte axiale
pour les différents niveaux de confinement est en particulier bien décrit par le modèle. Le
modèle a été par ailleurs confronté à d’autres modélisations proposées dans la littérature
et notamment au modèle disponible dans le code Abaqus. Le modèle a également été testé
sur des éprouvettes sous chargement de compression cyclique. Il traduit de façon satisfai-
sante la réduction d’endommagement obtenue par le confinement par le composite. Les
résultats des simulations ont également montré que le modèle peut bien reproduire l’ef-
fet du trajet de chargement observé expérimentalement selon la nature du confinement
actif ou passif. La simulation du comportement d’éprouvettes de section carrée confinées
par des composites PRF en compression permet de capter à travers les champs locaux
l’influence d’un confinement non uniforme pour cette géométrie et de différents rayons
de congé sur la distribution de contrainte axiale. Cette application montre tout l’intérêt
d’utiliser la méthode des éléments finis et un modèle de comportement tridimensionnel.
La confrontation des deux variantes du modèle fait ressortir globalement des résultats
voisins. Cependant, l’implémentation numérique plus aisée et l’enrichissement par la
méthode de régularisation par l’énergie de fissuration nous conduit à privilégier la se-
conde variante pour des calculs de structures.
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Le modèle a été appliqué au chapitre 4 à des calculs de poteaux en béton armé de taille
réelle. La première application traite de poteaux en béton armé non confinés et confinés
par un tissu PRF testés par l’IFSTTAR sous un chargement axial couplé à un chargement
cyclique alterné. Une analyse de type poussée progressive est effectuée afin d’obtenir la
courbe enveloppe des résultats expérimentaux. La simulation reproduit de façon satis-
faisante cette courbe enveloppe pour le poteau non confiné, et la force latérale maximale
est bien estimée. Le mode de rupture en flexion de poteau est bien prédit par la simula-
tion à travers la plastification des aciers longitudinaux et la fissuration horizontale dans
la partie tendue de poteau. L’évolution des déformations dans les aciers est globalement
reproduite, bien que les déformations soient surestimées dans les aciers longitudinaux
et dans la partie tendue du poteau. Cette surestimation s’explique par la localisation des
déformations et de l’endommagement dans la partie tendue de poteau et également par
la condition d’adhérence parfaite entre les aciers et le béton introduite dans les simula-
tions. Concernant le poteau confiné par un composite, les résultats des simulations sont
moins convaincants. La courbe de capacité dans la phase post-pic n’est pas reproduite
par la modélisation. Par conséquent, la force latérale maximale est sur-estimée. Dans ce
cas l’endommagement et les déformations sont localisées de manière plus uniforme dans
la partie tendue du poteau par rapport de poteau non confiné. L’adhérence parfaite entre
le béton et le composite PRF conduit à une déformation du tissu dans le sens de trame
très élevée en comparaison des résultats expérimentaux. Le tissu étant bidirectionnel, son
module de Young dans le sens trame est élevé, et en conséquence, la contrainte dans le
composite dans ce sens est très élevée. Le composite fonctionne alors comme une arma-
ture externe, ce qui modifie significativement la courbe force-déplacement simulée par
rapport à l’expérimental. Une seconde application du modèle sur des poteaux en béton
armé confinés et non confinés sous chargement de compression est en revanche plus sa-
tisfaisante. Dans cette application, le confinement par composite PRF conduit à une dis-
tribution plus uniforme du confinement et de la charge axiale, ainsi qu’à une diminution
de la contrainte dans les armatures en acier.

Ce travail ouvre sur différentes perspectives d’enrichissement et d’application. En terme
de modélisation, on peut tout d’abord noter que la fonction de charge retenue dans le
modèle ne dépend pas de l’angle de Lode. Cette non-dépendance peut être limitante au
moins lorsque le confinement n’est pas important, comme nous l’avons illustré au cha-
pitre 3 dans les applications sur des poteaux de section carrée avec confinement non uni-
forme. Ainsi, un premier enrichissement du modèle peut être envisagé en introduisant la
dépendance de la fonction de charge selon l’angle de Lode g(θ) sous la forme suivante :

F
(
σ, γp,d

)
= q − g(θ)αp(γp,d)

( −c1 +
√
c2

1 + 4 c2 (c3 − p/fc)

2 c2

)
fc. (4.3)

Une telle fonction est suggérée dans les travaux de Pietruszczak et al. [119].

Le modèle élasto-plastique endommageable proposé dans cette thèse rentre dans la classe
des modèles locaux, comme tous les modèles possédant une loi adoucissante. Cette for-
mulation pose des difficultés numériques bien identifiées dans la littérature liées à la loca-
lisation de l’endommagement. Pour régulariser ces difficultés, une formulation non locale
du modèle pourrait être formulée en se basant par exemple sur les travaux de Pijaudier-
Cabot et Bažant [166].

Une autre voie d’enrichissement concerne les aspects numériques. L’intégration de la
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loi de comportement du béton dans la boucle de résolution numérique itérative et
incrémentale a été faite par la méthode des plans sécants proposée par Ortiz et Simo [186].
L’avantage de cette méthode est qu’elle ne nécessite pas de calculer les gradients de cer-
taines grandeurs (ν, r, Mγ et Md). Cependant, l’opérateur tangent cohérent ne peut être
obtenu par cette approche, Simo et Hughes [203]. Or cet opérateur est nécessaire pour as-
surer une convergence quadratique lorsque la méthode de Newton-Raphson est utilisée
pour résoudre les équations non-linéaires du problème aux limites. Récemment Starman
et al. [204] ont proposé un algorithme pour obtenir un opérateur tangent cohérent dans
le cadre de la méthode des plans sécants. L’implémentation numérique du modèle et son
efficacité dans des calculs de structures pourrait être améliorée en introduisant cet algo-
rithme.

Concernant les applications sur des structures en béton armé et notamment celle sur les
poteaux testés par l’IFSTTAR, il serait intéressant d’assouplir les conditions d’adhérence
parfaite supposées entre le composite et la surface extérieure du béton, ainsi qu’entre les
aciers et le béton. Ces conditions probablement peu réalistes en fin d’essais pourraient
être remplacées dans les simulations par l’introduction de modèles d’interfaces adaptés
autorisant le glissement notamment. Elles seraient probablement de nature à améliorer la
confrontation aux résultats expérimentaux.

La capacité du modèle à reproduire de façon satisfaisante le comportement de poteaux
en béton armé de taille réelle confinés sous chargement de compression nous encourage
à exploiter la modélisation dans le cadre d’une démarche plus applicative. Une étude
paramétrique pourrait être ainsi menée pour étudier l’effet de différents paramètres sur
la capacité portante de poteaux confinés comme l’orientation des fibres dans le composite
PRF, le pourcentage des aciers longitudinaux et l’espacement des aciers transversaux ou
encore l’excentricité de la charge.
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[56] J. Teng, J. F. Chen, S. T. Smith, and L. Lam, FRP Strengthened RC Structures. John
Wiely & Sons, Ltd, 2001.
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PhD thesis, Université Paris- Est, IFSTTAR, 2011.

[83] A. Mirmiran, M. Shahawy, M. Samaan, H. E. Echary, J. C. Mastrapa, and O. Pico,
“Effect of column parameters on FRP-confined concrete,” Journal of Composites for
Construction, vol. 2, no. 4, pp. 175–185, 1998.

[84] L.-M. Wang and Y.-F. Wu, “Effect of corner radius on the performance of CFRP-
confined square concrete columns : Test,” Engineering Structures, vol. 30, no. 2,
pp. 493–505, 2008.
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[123] M. Jirasek and Z. P. Bažant, Inelastic analysis of structures. John Wiely & Sons, Ltd,
2002.



183

[124] C. A. Coulomb, Essai sur une application des regles des maximis et minimis a quelquels
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[173] J.-F. Dubé, G. Pijaudier-Cabot, and C. La Borderie, “Rate dependent damage model
for concrete in dynamics,” vol. 122, pp. 939–947, Oct. 1996.

[174] L. Sluys and R. de Borst, “Wave propagation and localization in a rate-dependent
cracked medium–model formulation and one-dimensional examples,” International
Journal of Solids and Structures, vol. 29, no. 23, pp. 2945–2958, 1992.

[175] M. S. Niazi, H. H. Wisselink, and T. Meinders, “Viscoplastic regularization of local
damage models : revisited,” Computational Mechanics, vol. 51, pp. 203–216, Feb 2013.

[176] P. Grassl, D. Xenos, U. Nystrom, R. Rempling, and K. Gylltoft, “CDPM2 : A damage-
plasticity approach to modelling the failure of concrete,” International Journal of So-
lids and Structures, vol. 50, pp. 3805–3816, Nov. 2013.

[177] M. Matallah and C. La Borderie, “Inelasticity-damage-based model for numeri-
cal modeling of concrete cracking,” Engineering Fracture Mechanics, vol. 76, no. 8,
pp. 1087–1108, 2009.
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Annexe 1 : Expressions du
multiplicateur plastique

Cette annexe détaille le calcul du multiplicateur plastique dans les deux variantes du
modèle en explicitant notamment les différents termes du dénominateur et analysant leur
signe algébrique pour la seconde variante.

1 Forme générale et notations

Forme du multiplicateur dans la variante 1 du modèle :

∆λ(1) =
F
(i)
n+1

A
(i)
n+1 − B

(i)
n+1 − C

(i)
n+1 − D

(i)
n+1

, (1)

Forme du multiplicateur dans la variante 2 du modèle :

∆λ(2) =
F
(i)
n+1

A
(i)
n+1 − C

(i)
n+1

, (2)

avec :
A

(i)
n+1 = ν(i)

n+1
: C(i)

n+1
: r(i)
n+1

, B
(i)
n+1 = ν(i)

n+1
B(i)

n+1
Md

(i)
n+1, (3)

C
(i)
n+1 = ξp

(i)
n+1M

(i)
γn+1, D

(i)
n+1 = ξd

(i)
n+1Md

(i)
n+1 (4)

ν =
∂F

∂σ
, r =

∂Q

∂σ
B =

∂

∂d

(
C(d)

)
: εe, (5)

ξd =
∂F

∂d
, ξp =

∂F

∂γp
, Md =

ḋ

λ̇
, Mγ =

γ̇p

λ̇
(6)

et :

— C(d) le tenseur de rigidité du matériau endommagé donné pour un milieu isotrope
par :

C(d) = 2µ(d)K+ 3k(d)J, (7)
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avec µ(d) et k(d) respectivement le module de cisaillement et le module compressibilité
et les composantes des tenseurs du quatrième ordre J et K et I :

Jijkl =
1
3
δij δkl, Kijkl = Iijkl − Jijkl, Iijkl =

1
2
(δikδjl + δilδjk). (8)

— F(p,q,αp) la fonction de charge donnée par :

F(p,q,αp) = q − αp(γp,d)

 −c1 +
√
c2

1 + 4 c2 (c3 − p / fc)

2 c2

 fc, (9)

avec p la pression moyenne, q la contrainte déviatorique définies par :

p =
1
3

trace σ, q =

√
1
2
s : s, s = σ − p I, (10)

fc la résistance en compression uniaxiale du béton, c1, c2, c3 des paramètres matériau,

— αp la variable d’écrouissage définie par :

αp(γp,d) = ( 1 − d)

(
α0

p + ( 1 − α0
p )

γp

B + γp

)
, (11)

α0
p le seuil initial plasticité, B un paramètre matériau d’écrouissage,

— γp la déformation plastique cumulée définie par :

γp(t) =
1
χp

∫ t
0

√
2
3
ε̇p(s) : ε̇p(s)ds, (12)

avec le coefficient χp donné par :

χp =

(
〈−p − fc / 3 〉 + fc / 3

fc / 3

)a1

, (13)

et a1 un paramètre matériau.

— Q(p,q,d) le potentiel d’écoulement défini par :

Q(p,q,d) = q + (1 − d)ηc (c3 fc − p) ln
(
c3 fc − p

I0

)
, (14)

avec ηc paramètre caractéristique de la pente de la droite critique et I0 point d’intersection
entre la surface du potentiel et l’axe p.

— d la variable d’endommagement définie par :

d = 1 − ( 1 − dc ) ( 1 − s(σ)dt ), s(σ) = s0 + ( 1 − s0 ) r(σ), (15)

avec 0 6 s0 6 1 un paramètre et

r(σ) =

3∑
i=1

〈 σ̂i 〉 /
3∑
i=1

| σ̂i |, (16)
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les variables dc et dt étant définies en fonction des paramètres matériaux At, Ac, a2 par :

dc = χd
[

1 − exp(−Ac γ
d
c )
]

dt = 1 − exp
(
−At γ

d
t

)
, (17)

χd =

(
1 + a2

(
〈−p − fc / 3 〉

fc / 3

))−1

, (18)

et, où dans la variante 1 du modèle : γ̇d
c = ( 1 − r(σ) )

√
2
3
ėp : ėp, avec ėp = ε̇p −

1
3
(trace ε̇p ) I,

γ̇d
t = r(σ) ε̇

p
max,

(19)

alors que dans la variante 2 du modèle, on a :
γd

c = ( 1 − r(σ) )

√
2
3
e : e , e = ε −

1
3
(trace ε ) I,

γd
t = r(σ)

√√√√ 3∑
i=1

〈 ε̂i 〉2.
(20)

2 Expressions des termes du dénominateur du multiplica-
teur plastique

2.1 Terme A

— Dérivée de la fonction de charge F(p,q,αp) par rapport au tenseur des contraintes

ν =
∂F

∂σ
=
∂F

∂q

∂q

∂σ
+
∂F

∂p

∂p

∂σ
=
s

2q
+

αp

3
√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)
δ. (21)

— Dérivée du potentiel d’écoulement Q(σ,d) par rapport au tenseur des contraintes

r =
∂Q

∂σ
=
∂Q

∂q

∂q

∂σ
+
∂Q

∂p

∂p

∂σ
=
s

2q
+

(1 − d)ηc

3

(
q

(1 − d)ηc(c3fc − p)
− 1
)
δ. (22)

— Expression du terme C(d) : r

Tout tenseur d’ordre deux E vérifie les relations suivantes :

J : E =
1
3
tr(E) δ, K : E = E−

1
3
tr(E) δ. (23)
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De sorte que :

C(d) :
∂Q

∂σ
=

(
2µ(d)K+ 3k(d)J

)
:

(
s

2q
+

(1 − d)ηc

3

(
q

(1 − d)ηc(c3fc − p)
− 1
)
δ

)
= µ(d)

s

tqt
+ k(d)(1 − d)ηc

(
q

(1 − d)ηc(c3fc − p)
− 1
)
δ.

(24)

— Expression du terme A = ν : C(d) : r

En combinant les équations (21) et (24), on obtient :

A = ν : C(d) : r =
∂F

∂σ
C(d) :

∂Q

∂σ
=(

s

2q
+

αp

3
√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)
δ

)
:

(
µ(d)

s

tqt
+ k(d)(1 − d)ηc

(
q

(1 − d)ηc(c3fc − p)
− 1
)
δ

)

= µ(d) +

αpk(d)(1 − d)ηc

[
q

(1 − d)ηc(c3fc − p)
− 1
]

√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)
. (25)

2.2 Terme B

— Expression du terme ∂d
(
C(d)

)
Par définition C(d) = ( 1 − d )C0, où C0 est le tenseur de rigidité d’ordre 4 du matériau

sain supposé isotrope défini par :

C(d) = 2µ0 K + 3k0 J. (26)

De sorte que :
∂

∂d

(
C(d)

)
= −C0, (27)

— Expression du terme B

B = ν :

(
−C0

)
: εe =(
s

2q
+

αp

3
√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)
δ

)
:

(
−2µ0K− 3k0J

)
: εe =(

−
µ0s

q
−

αpk0δ√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)

)
: εe = −

µ0s : ε
e

q
−

αpk0ε
e
v√

c2
1 + 4c2(c3 − p/fc)

(28)
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où εe
v est déformation élastique volumique.

2.3 Terme C

— Dérivée de la fonction de charge F(p,q,αp) par rapport à la déformation plastique
cumulée

∂F

∂γp
=

∂F

∂αp

∂αp

∂γp
= −

−c1 +
√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)

2c2
fc
(1 − d)(1 − α

p
0)B

(B+ γp)2 , (29)

— Expression du termeMγ

Mγ λ̇ = ˙̃γp, et γ̇p = λ̇
1
χp

√
2
3
∂Q

∂σ
:
∂Q

∂σ
, (30)

ce qui donne :

Mγ =
1
χp

√
2
3
r : r. (31)

— Expression du terme C = ξpMγ

C =
∂F

∂γp
Mγ = −

−c1 +
√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)

2c2
fc
(1 − d)(1 − α

p
0)B

(B+ γp)2

1
χp

√
2
3
r : r. (32)

2.4 Terme D

— Dérivée de la fonction de charge F(p,q,αp) par rapport à la variable d’endommage-
ment

ξd =
∂F

∂d
=

∂F

∂αp

∂αp

∂d
= α̂p

−c1 +
√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)

2c2
fc. (33)

— Expression du termeMd

Md λ̇ = ḋ, et ḋ = ḋc ( 1 − s(σ)dt ) + ( 1 − dc) (s(σ) ḋt), (34)

avec

ḋc =
∂dc

∂γd
c
γ̇d

c = χdAc exp(−Acγ
d
c ) (1 − r)

√
2
3
ėp : ėp. (35)

ḋt =
∂dc

∂γd
t
γ̇d

t = At exp(−Atγ
d
t ) rε̇

p
max. (36)
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De sorte que :

Md = χdAc exp(−Acγ
d
c )(1 − r)

√√√√2
3

(
K :

∂Q

∂σ

)
:

(
K :

∂Q

∂σ

)
(1 − s dt)

+ sr(1 − dc)At exp(−Atγ
d
t )

ˆ(
∂Q

∂σ

)
max

. (37)

— Expression du terme D = ξdMd

D = α̂p
−c1 +

√
c2

1 + 4c2(c3 − p/fc)

2c2
fc

χdAc exp(−Acγ
d
c )(1 − r)

√
2
3

dev(
∂Q

∂σ
)dev(

∂Q

∂σ
)(1 − sdt)

+ sr(1 − dc)At exp(−Atγ
d
t )

ˆ(
∂Q

∂σ

)
max

. (38)

3 Étude de signes - Variante 2 du modèle

Nous nous intéressons maintenant aux signes des deux termes A et C impliqués dans le
calcul du multiplicateur plastique ∆λ(2) dans la seconde variante du modèle privilégiée
dans les applications de calculs de structures. Pour illustrer cette étude de signe, nous re-
prenons les valeurs des paramètres identifiés pour les simulations présentées au chapitre
4, rappelées ici dans la table A.1. Nous commençons par examiner le signe du terme A

Tableau A.1 — Paramètres du modèle identifiés pour la simulation des essais de l’IFSTTAR, Sadone [82]

Élasticité Plasticité Endommagement

E (GPa) ν c1 c2 c3 B α
p
0 ηc fc (MPa) a1 Ac At a2

27 0,2 0,54 0,18 0,1 7, 10−5 0,7 1,13 46,2 2,6 66 1160 2,1

dont l’expression est donnée en (25).

En supposant l’endommagement nul (d=0), il est possible de générer la surface des va-
leurs du terme A en tant que fonction de p et q. Cette surface est représentée à la figure
A.1 (a) en exploitant les valeurs des paramètres donnés à la table A.1 et en se limitant à
des valeurs de p telles que p < c3 fc . Sur cette figure, la surface verte représente la valeur
nulle de A. On observe que la surface des valeurs prises par A(p,q,d = 0) se situe glo-
balement au dessus de la surface verte, de sorte que A(p,q,d = 0) > 0, excepté sur une
petite partie qui correspond à des valeurs A(p,q,d = 0) < 0. Cette zone est représentée
dans le plan p−q sur la figure A.1 (b) (zone verte). Elle est située à l’intérieur de la surface
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charge (courbe bleue). De sorte que cette zone n’est pas utilisée pour calculer la valeur du
multiplicateur plastique.

Si l’on prend maintenant en compte l’endommagement dans la représentation des valeurs
de A(p,q,d), on observe que l’endommagement entraine une diminution de la zone verte
associée à des valeurs négatives de A(p,q,d). Ceci est visible en particulier sur la figure
A.2 qui représente la surface des valeurs prises par A(p,q,d = 0, 5) associée à un endom-
magement de 0,5. On observe que pour une valeur d’endommagement de 0,5, la surface
jaune se situe au dessus de surface verte (A = 0), ce qui indique que A est toujours positif.

La figure A.3 donne une représentation élargie de la surface des valeurs du terme A pour
un endommagement nul intégrant des valeurs de p telles que p > c3 fc. On observe
que pour ces valeurs de p, le terme A(p,q,d = 0) prend des valeurs négatives. Cette
situation peut être rencontrée lors de la phase prédiction élastique pour certain points
d’intégration.

(a) Surface des valeurs de A(p,q,d = 0). (b) Domaine A(p,q,d = 0) < 0.

Figure A.1 — Représentation des domaines dans le plan méridien p − q pour un
endommagement nul, limité à des valeurs de p telles que p < c3 fc .

Figure A.2 — Représentation des surfaces de valeurs de A(p,q,d) dans le plan
méridien p − q pour un endommagement d = 0, 5 limité à des valeurs de p telles

que p < c3 fc .

Par ailleurs, d’après l’expression (32), on peut voir que pour des valeurs de la pression p
telles que p < c3 fc, C est négatif et donc −C qui apparaı̂t au dénominateur du multipli-
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Figure A.3 — Représentation des surfaces de valeurs de A(p,q,d) dans le plan
méridien p − q pour un endommagement d = 0 limité à des valeurs de p telles

que p > c3 fc (b) .

cateur plastique est toujours positif. En revanche pour des valeurs de la pression p telles
que p>c3 fc, le terme −C devient négative.



Annexe 2 : Modèles
empiriques
unidimensionnels pour le
comportement de béton en
compression uniaxiale

Cette annexe est consacrée à la présentation de deux modèles empiriques unidimension-
nels proposés dans la littérature pour reproduire le comportement uniaxial du béton sous
chargement de compression. Ces modèles sont classiquement exploités pour caractériser
les relations contrainte axiale-déformations axiale et latérale, ainsi que l’endommagement
sous chargement de compression uniaxiale. Nous les utilisons dans ce travail pour iden-
tifier le paramètre Ac qui contrôle l’évolution de l’endommagement en compression de
notre modèle élasto-plastique endommageable.

1 Modèle empirique proposé par Samani et Attard

Le modèle unidimensionnel proposé par Samani et Attard [187] vise à reproduire le
comportement du béton sous un essai de compression uniaxiale. La relation contrainte-
déformation (σ− ε) uniaxiale pour la branche ascendante (0 6 ε 6 εc) est donnée par :

Y =
AsX+ BsX

2

1 + CsX+DsX2 , (1)

avec
Y =

σ

fc
, X =

ε

εc
. (2)

où σ désigne la contrainte axiale, ε la déformation axiale, fc la résistance à la compression
et où εc est la déformation axiale associée. Les paramètres sont donnés par :

As =
Eti εc

fc
, Bs =

(As − 1)2

α ( 1 −
fpl

fc
)

+
A2
s( 1 − α )

α2 fpl

fc
( 1 −

fpl

fc
)

− 1, (3)

Cs = As − 2, Ds = Bs + 1. (4)
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où Eti s’exprime en fonction du module de Young du béton Ec par la relation suivante :

Eti = − 0, 002125Ec fc + 1, 2125Ec, (5)

où le coefficient α désigne le rapport des modules Eti et Ec, soit α = Eti / Ec et où le
coefficient fpl est donné par fpl = 0, 45 fc .

La partie adoucissante post-pic (εc 6 ε) est décrite par la relation :

Y =

(
fic

fc

)( ε − εc

εic − εc
)2

, (6)

avec
εic

εc
= 2, 76 − 0, 35 ln(fc),

fic

fc
= 1, 41 − 0, 17 ln(fc). (7)

Des illustrations de ce modèle et de son application sont présentées au chapitre 3.

2 Modèle empirique proposé par Osorio et al.

Le modèle empirique développé par Osorio et al. [188] propose une évaluation de l’en-
dommagement dans le béton sous chargement uniaxial par la relation suivante :

d =

{
aXb, ε 6 εc, avec X = ε / εc,

ab (X − 1 ) + a, ε > εc avec X = 1 + ( 1 − σ/ fc).
(8)

Avec a = 0, 15 et b = 4, 87. Une relation est également proposée par ces auteurs pour
caractériser la déformation latérale sous le chargement uniaxial par la loi :

εil = εi−1
l + ψ(εa)∆ε

i
a, (9)

où εl représente la déformation latérale, εa la déformation axiale et où ψ est donné par :

ψ(εa) =


ν, εa / εc 6 β0

max
(
ν + 3

0, 5 − ν

( 1 − β0 )3 ( εa / εc − β0 )
2 , ψu

)
, εa / εc > β0,

(10)

ν désignant le coefficient de Poisson du béton où les constantesβ0,ψv0 etψu sont données
par :

β0 = 1− 3
0, 5 − ν

ψv0 − ν
, ψv0 = 0, 196 exp( 2, 862 ( fc / 50 ) ), ψu = 1, 503 exp( 1, 885 ( fc / 50 ) ).

(11)

Des illustrations de ce modèle sont présentées dans Osorio et al. [188].
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Modélisation et simulation du comportement des bétons confinés.

Résumé : Depuis de nombreuses années, les techniques de renforcement de structures
en béton armé (BA) par collage de polymères renforcés de fibres (PRF) trouvent un im-
portant champ d’applications dans le renforcement parasismique des poteaux en BA. Le
chemisage par PRF confine le noyau du poteau et permet d’augmenter sa résistance et sa
ductilité. Bien que de nombreux travaux expérimentaux aient été consacrés à l’étude de
l’effet de confinement du PRF sur le comportement des poteaux en BA, la réalisation
d’une simulation réaliste de la réponse structurelle de tels éléments présente encore
de nombreuses difficultés liées aux modèles de comportement peu appropriés à repro-
duire précisément la réponse mécanique du béton confiné. Dans cette recherche, un
modèle de comportement élasto-plastique endommageable est développé pour repro-
duire la réponse mécanique du béton sollicité suivant un chemin triaxial de contraintes.
Ce modèle prend en compte différents mécanismes de comportement du béton tels que
les déformations irréversibles, l’endommagement dû à la microfissuration, la sensibilité
au confinement et les caractéristiques de dilatation. Un processus d’identification des pa-
ramètres du modèle est proposé sur la base d’essais classiques. Ce processus est mis en
oeuvre sur différents bétons usuels. La validation de ce modèle est ensuite démontrée en
comparant des résultats de simulations à des données expérimentales de la littérature sur
des bétons confinés activement puis des bétons confinés par des PRF présentant une large
gamme de rigidité. Le modèle proposé est également comparé à différentes modélisations
de la littérature. Les capacités du modèle sont illustrées et analysées sur des applications
tridimensionnelles de poteaux en BA de taille réelle, non confinés et confinés par PRF.

Mots-clefs : Modèle élasto-plastique endommageable, béton confiné, Polymère Renforcé
de Fibres (PRF), calculs de strutures.

Abstract : For the past two decades, externally bonded Fiber Reinforced Polymers (FRP)
has gained much popularity for seismic rehabilitation of reinforced concrete (RC) co-
lumns. In this technique, FRP wrap installed on the surface of a column acts as lateral
confinement and enhance the strength and deformation capacity of the concrete element.
Although many experimental works have been devoted to the study of confining effect
of FRP on the behavior of RC columns, the numerical simulation of FRP-jacketed RC co-
lumns remains a challenging issue due to the lack of appropriate constitutive model for
confined concrete. In this study, a damage plastic model is developed to predict the be-
havior of concrete under triaxial stress states. The proposed model takes into account dif-
ferent material behavior such as irreversible strain, damage due to microcracking, confi-
nement sensitivity and dilation characteristic. A straightforward identification process
of all model’s parameters is then presented. The identification process is applied to dif-
ferent normal strength concrete. The validity of the model is then demonstrated through
confrontation of experimental data with simulations considering active confined concrete
and FRP confined concrete with a wide range of confinement stiffness. The proposed
constitutive model is also compared with other models from the literature and the distin-
guishing features of this new model are discussed. Furthermore, the capacity of the model
in the three-dimensional finite element analysis of full-scale RC columns is demonstrate
and discussed.

Keywords : Damage plasticity model, confined concrete, Fiber Reinforced Polymers
(FRP), Finite element simulation.


