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Résumé

L’épuisement des ressources naturelles et l’engorgement des sites de stockage de déchets
sont deux problématiques majeures auxquelles est confronté le secteur de la construction.
Le recyclage du béton, en réutilisant comme granulats les gravats issus de la démolition
d’ouvrages en béton, a l’avantage de répondre à ces deux problématiques de manière
simultanée. L’introduction de granulats de béton recyclé dans les formulations de béton
impacte cependant le comportement structurel des éléments en béton armé.

Le présent travail est consacré à l’étude de l’influence des granulats de béton recyclé
sur l’adhérence armature-béton. Dans un premier temps, un modèle analytique de l’adhé-
rence armature-béton est développé. L’originalité du modèle proposé réside dans le nombre
limité de paramètres physiques non ajustables sur lesquels il est fondé. Ces paramètres
physiques sont ensuite déterminés expérimentalement via la réalisation d’une campagne
d’essais d’arrachement. Trois types de bétons, dont deux bétons de granulats de béton re-
cyclé, sont étudiés. Le suivi de l’arrachement de l’armature est complété par des mesures
acoustiques permettant d’obtenir des informations provenant du cœur de l’échantillon, où
l’armature se trouve.

Sur la base de ces résultats expérimentaux, des conclusions concernant l’influence des
granulats de béton recyclé sur l’adhérence armature-béton sont tirées. La validité du mo-
dèle de l’adhérence armature-béton proposé est également discutée. Enfin, de nouveaux
éléments concernant la représentativité de l’essai d’arrachement sont soulevés.

Mots-clés : béton armé, adhérence, granulat de béton recyclé, acoustique, endomma-
gement, frottement.
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Abstract

The depletion of natural resources and the congestion of waste storage facilities are
two major challenges facing the building industry. Concrete recycling, which consists in
reusing concrete demolition rubble as aggregate, represents a promising way to address
simultaneously both the aforementioned problems. However, the use of recycled concrete
aggregate has a significant impact on the mechanical behavior of reinforced concrete mem-
bers.

This work focuses on the influence of recycled concrete aggregate on rebar-concrete
bond. First, an analytical model of the rebar-concrete bond is developed. The original
feature of this model lies in the limited number of non-free physically-based parameters on
which it is based. These parameters are then experimentally determined through a pull-
out test campaign. Three types of concrete, including two recycled aggregate concretes,
are studied. Pull-out test monitoring is completed by acoustic measurements in order to
obtain data from inside the concrete bulk, where the reinforcing bar is located.

Based on these experimental results, conclusions regarding the influence of recycled
concrete aggregate on the rebar-concrete bond are drawn. The validity of the rebar-
concrete bond model which is proposed is also discussed. Finally, new elements concerning
the relevance of the pull-out test to characterize the rebar-concrete bond are highlighted.

Keywords: reinforced concrete, bond, recycled concrete aggregate, acoustic, damage,
friction.
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Introduction générale

Contexte

À l’image de nombreuses industries, l’activité économique du secteur du Bâtiment
et des Travaux Publics (BTP) est historiquement fondée sur une logique de production
linéaire : extraire, fabriquer, consommer, jeter ; qui, entre autres, provoque épuisement
des ressources naturelles, surconsommation d’énergies fossiles et engorgement des sites de
stockage de déchets. Le béton, produit phare du secteur de la construction, est aujourd’hui
le matériau manufacturé le plus consommé au monde : six milliards de mètres cubes de
béton sont coulés chaque année a.

D’une manière générale, le béton est constitué d’un agrégat de particules solides ap-
pelées granulats. Dans le contexte du béton [NF-EN-12620+A1, 2008], les granulats d’un
diamètre supérieur à au moins 2 mm sont appelés gravillons. On parle de sable pour les
granulats d’un diamètre inférieur à au plus 4 mm. Les gravillons sont liés entre eux par un
mortier (mélange de sable, d’eau et de ciment) pour former le béton. Un des principaux
constituants du ciment, le clinker, est lui même composé de 80 % de calcaire et de 20 %
d’argile. Du fait de ces différents ingrédients, le béton peut être composé jusqu’à plus de
90 % de roches.

L’extraction d’une telle quantité de ressources naturelles soulève la problématique de
l’épuisement de ces matières premières qui, compte tenu de l’échelle géologique des temps
nécessaires à leur formation, s’avèrent non renouvelables b. La rationalisation de l’utilisa-
tion du béton représente par conséquent un levier d’action environnemental de premier
ordre. Développement des ciments géopolymères, valorisation des sables de fonderies et
réemploi des gravats issus de la démolition d’ouvrages obsolètes sont autant d’alternatives
suscitées par le besoin de réduire l’empreinte écologique du béton.

Une part significative de l’impact environnemental du béton est imputable aux gra-
nulats, qui représentent entre 70 et 75 % du volume du béton [De brito et Saikia, 2012].
L’incorporation de gravats de béton concassés et criblés en remplacement des granulats
naturels, pour la réalisation d’une deuxième génération de béton, permet d’introduire
une logique d’économie circulaire dans le processus de fabrication du béton. Le réemploi
de gravats issus de la démolition d’ouvrages en béton, dits granulats de béton recyclé
(GBR), permet de répondre simultanément aux problématiques d’engorgement des sites

a. Statistiques mondiales en temps réel [en ligne]. Disponible sur www.planetoscope.com (consulté le
20/07/2018).

b. Voir le reportage de Denis Delestrac Le sable : enquête sur une disparition, 2011.
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Introduction générale

de stockage de déchets et d’épuisement des ressources naturelles posées par le mode de
production linéaire.

Bien que bénéfique du point de vue environnemental, l’utilisation de GBR n’est ce-
pendant pas neutre du point de vue technique. En effet, les propriétés des granulats :
forme, porosité, rigidité. . . ainsi que la compacité de leur empilement, jouent un rôle clé
dans le comportement du béton. Les origines diverses des gravats de béton (diversité des
formulations, âge des constructions, historique des agressions) et donc des GBR qui en
découlent, représentent une source de variabilité remettant en cause certaines règles nor-
matives établies au cours du siècle précédent.

De ce fait, l’utilisation des GBR pour la réalisation d’éléments en béton de GBR armé
est à ce jour fortement limitée. En effet, les réglementations internationales s’accordent sur
un taux de remplacement c des gravillons naturels par des gravillons recyclés de l’ordre de
25 % ; l’utilisation de sable recyclé étant généralement exclue [Pepe, 2015]. Ce faible taux de
remplacement des gros granulats uniquement garantit la validité des codes de calcul actuels
fondés sur le béton conventionnel. Face à l’urgence environnementale émerge cependant
la nécessité d’accroître nos connaissances, voire d’adapter nos modèles de comportement,
afin d’étendre la proportion de GBR autorisée dans la réalisation des constructions civiles
en béton armé. Ce travail s’inscrit dans cette perspective.

Problématique
Concernant la conception des éléments en béton armé selon la norme Eurocode 2,

la maîtrise de la fissuration, consistant à limiter l’ouverture des fissures à des valeurs
réglementaires, est à la base d’un critère de dimensionnement fondamental (§ 7.3 de la NF-
EN-1992 [2005]). De même, pour des raisons d’aptitude au service (respect d’un gabarit,
planéité des planchers. . . ), la déformation des éléments en béton armé peut également
faire l’objet de restrictions réglementaires (§ 7.4, op. cit.).

L’étude expérimentale de poutres fléchies en béton de GBR armé révèle un impact
significatif du taux de remplacement des granulats naturels par des GBR sur la réponse
globale de la structure. Notamment, l’augmentation du taux de remplacement semble
induire une modification :
— de l’espacement et de l’ouverture des fissures de flexion [Ignjatović et al., 2013;

Arezoumandi et al., 2015] ;
— de la flèche [Bai et Sun, 2010; Arezoumandi et al., 2015].
Compte tenu de ces observations, un des enjeux scientifiques actuels, porté en France

par le projet national de recherche RECYBETON d , consiste à analyser la capacité des
codes de calcul en vigueur à rendre compte des écarts de comportement induits par l’uti-
lisation massive de GBR, y compris le recyclage complet.

La réponse globale d’une structure en béton armé, de par son caractère composite, est
conditionnée entre autres par le comportement distinct des « phases e » qui la composent.

c. Pour une coupure granulaire donnée, on appelle taux de remplacement le rapport entre la masse de
granulats issus du recyclage du béton par rapport à la masse totale de la coupure granulaire.

d. www.pnrecybeton.fr
e. Le terme phase est ici employé par métonymie.
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Introduction générale

Le béton, que l’on sait impacté par l’utilisation de GBR, peut être considéré, au moins
partiellement, comme étant à l’origine des écarts de comportement observés à l’échelle
de l’élément de structure. Cependant, le fonctionnement composite du béton armé repose
aussi sur la qualité de l’association entre l’armature en acier et le béton. En effet, du point
de vue mécanique, l’existence d’un transfert d’efforts entre les deux matériaux dépend de
cette association [Granju, 2014]. Au delà des comportements distincts de l’armature et du
béton, la réponse globale d’une structure en béton armé est donc également conditionnée
par le comportement d’une « troisième phase » : l’interface armature-béton f ; sur laquelle
se concentre ce travail.

Du point de vue quantitatif, l’impact de l’adhérence a-b sur l’espacement des fissures et
leur ouverture dans les poutres fléchies est pris en compte dans les expressions dédiées de
l’Eurocode 2 (§ 7.3.4 de la NF-EN-1992 [2005]), obtenues en considérant le transfert d’ef-
forts entre le béton et l’armature qui se produit entre deux fissures contiguës. Par voie de
conséquence, l’altération des caractéristiques mécaniques due à la fissuration se produisant
le long d’une poutre fléchie modifie également sa rigidité en flexion, et donc sa déformation.

Malgré plus d’un siècle de recherches consacrées au béton armé, nous ne disposons
toujours pas d’un modèle prédictif permettant de décrire l’adhérence a-b sur la base ex-
clusive de paramètres physiques. Cette lacune est, au moins en partie, liée à la localisation
de l’interface a-b : dissimulée au cœur du béton. En effet, cette particularité rend difficile
toute observation ou mesure directe de la majorité des phénomènes physiques associés à
l’adhérence a-b (endommagement, état de contraintes. . . ).

Du fait de cet obstacle, les connaissances actuelles relatives à l’adhérence armature-
béton sont essentiellement basées sur une approche empirique [Shen et al., 2016]. La flexi-
bilité limitée des corrélations empiriques, nécessitant l’ajustement de paramètres via la
réalisation d’essais, s’avère cependant de moins en moins compatible avec la diversifica-
tion croissante des bétons.

Objectif

Ce travail a pour but d’améliorer la compréhension de l’endommagement de l’adhérence
a-b et à sa modélisation à travers les objectifs suivants :

— développer un montage expérimental permettant de caractériser les mécanismes phy-
siques gouvernant l’adhérence a-b en limitant la perturbation de la mesure par la
mesure ;

— coupler les mesures mécaniques « conventionnelles » aux mesures acoustiques per-
mettant, compte tenu de la capacité des ondes sonores à se propager à travers le
milieu solide, d’obtenir des informations sur l’interface a-b de manière très peu in-
trusive et non destructive ;

— contribuer à l’établissement d’une modélisation prédictive de l’adhérence a-b permet-
tant sa description moyennant l’introduction d’un minimum de paramètres physiques

f . Dans l’ensemble du manuscrit, afin d’éviter les lourdeurs et en l’absence de précision, on désignera
par « a-b » le terme « armature-béton ».
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non ajustables g ;
— étendre cette approche aux bétons de GBR en incluant à la présente étude, en

référence à l’objectif de recyclage complet des bétons porté par le projet national
RECYBETON, une formulation constituée à 100 % de GBR.

Les conclusions tirées de cette étude consacrée à l’adhérence a-b, au delà de leur impact
sur le phénomène d’adhérence a-b lui même, seront mises en perspective à travers l’inter-
prétation des écarts de comportement qui ont pu être observés sur les poutres fléchies
incorporant des GBR (espacement et ouverture des fissures, flèche).

Organisation
Le présent manuscrit est découpé en dix chapitres organisés dans cinq parties.

• la première partie est une synthèse bibliographique qui comprend :
— un socle de connaissances générales. Il fournit des éléments clés à propos de

l’impact des GBR sur le béton ainsi que des notions relatives à l’acoustique et
à ses applications pour l’étude des matériaux ;

— un socle de connaissances spécifiques à l’étude menée dans le cadre de ce travail.
Il rassemble des éléments clés à propos de la ruine du béton en traction et aborde
de manière détaillée le phénomène d’adhérence a-b ;

• la deuxième partie est consacrée au développement d’un modèle analytique de l’adhé-
rence a-b sur la base de la synthèse bibliographique préalablement introduite ;

• la troisième partie rassemble les résultats d’études préliminaires expérimentales et
numériques menées autour du phénomène de l’adhérence a-b ;

• la quatrième partie, dédiée au cadre expérimental de ce travail, détaille le chemine-
ment parcouru entre le montage normatif initial et le protocole expérimental définitif
mis en place au cours de cette thèse pour étudier l’adhérence a-b ;

• la cinquième partie est dédiée à la présentation des résultats et à la discussion.
Les paramètres physiques du modèle analytique proposé sont identifiés sur la base
des mesures mécaniques. Les résultats des mesures acoustiques sont interprétés et
confrontés aux hypothèses émises quant aux mécanismes d’endommagement induits
par l’interaction a-b.

g. i.e. non obtenus via l’ajustement d’un modèle empirique par rapport à des résultats expérimentaux.
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Chapitre 1

Le recyclage du béton

1.1 Généralités

1.1.1 Quelques chiffres

L’offre et la demande - Les granulats dans leur ensemble (naturels et recyclés) re-
présentent à ce jour une matière première indispensable aux activités de construction.
En effet, ce sont en moyenne 400 millions de tonnes (Mt) de granulats qui sont utilisés
chaque année en France pour répondre aux besoins des secteurs du Bâtiment et des Tra-
vaux Publics (BTP) [UNPG, 2016]. Environ 20 % des granulats, soit 80 Mt, proviennent
du réemploi in situ des déblais générés par les chantiers de travaux publics [op. cit.]. La
fraction restante, soit 80 %, est produite.

La production nationale annuelle de granulats (figure 1.1), marquée par une tendance
croissante depuis la fin des années 90 (+ 2,3 % en moyenne), atteint son pic en 2007 (446
Mt) avant d’observer une forte diminution (- 12,8 %, corrélée à la crise financière) entre les
années 2008 et 2009 ; ramenant la production à un niveau comparable à celui de la fin des
années 90. Elle suit depuis une tendance légèrement décroissante (- 1,0 % en moyenne). Les
dernières statistiques disponibles estiment la production nationale annuelle de granulats à
330 Mt pour l’année 2016, soit 5 tonnes par habitant et par année.

Figure 1.1 – Production nationale annuelle de granulats sur la période 1997-2016 (en
Mt) [UNPG, 2018].

7



CHAPITRE 1 - Le recyclage du béton

L’origine de la production - La majorité de cette production (305 Mt, soit 92 %,
figure 1.2) est issue de l’exploitation de gisements naturels. Plus précisément, 120 Mt sont
actuellement fournies par la filière des roches meubles (roches alluvionnaires, granulats
marins). La filière des roches massives (roches calcaires et éruptives) fournit quant à elle
près de 185 Mt de granulats [UNPG, 2018]. Les granulats issus du recyclage (25 Mt,
soit 8 %, figure 1.2) proviennent principalement des matériaux de démolition (21 Mt) et,
dans une moindre mesure, de la valorisation de sous-produits de l’industrie sidérurgique :
laitiers, mâchefers d’incinération. . . (4 Mt). Bien que modérée, la part du recyclage dans la
production nationale annuelle de granulats (figure 1.3) suit une tendance croissante depuis
le milieu des années 90 (+ 0,9 % en moyenne) [UNPG, 2016].

Figure 1.2 – Origine de la ressource française en granulats pour l’année 2016 (en Mt)
[UNPG, 2018].

L’utilisation de la production - Les 330 Mt de granulats issus de la production
nationale fournissent les différents secteurs du BTP à raison de 22 % pour la branche B
et de 78 % pour la branche TP [UNPG, 2018]. Indépendamment du secteur d’activité, un
tiers de la production nationale de granulats, soit 110 Mt, est consacré à la réalisation de
bétons hydrauliques (béton prêt à l’emploi, béton de chantier et produits en béton) [op.
cit.].

Les déchets du BTP - Le volume national annuel des déchets du BTP est estimé à
230 millions de tonnes [MTES, 2017], dont une majorité de déchets inertes a. 80 % de ces
déchets, soit 190 Mt, sont produits par le secteur des travaux publics sous la forme de
déblais et majoritairement dirigés, dès la sortie de chantier, soit vers d’autres chantiers où
ils sont recyclés, soit utilisés dans des opérations de remblaiement de carrières.

Les 20 % restants, soit 40 Mt, sont principalement issus de la filière du bâtiment via
la démolition des ouvrages (65 %), de leur réhabilitation (28 %), et, dans une moindre
mesure, de la construction neuve (7 %) [FFB, 2016].

a. Tout déchet qui ne subit aucune modification physique, chimique ou biologique importante et ne
détériore pas les matières avec lesquelles il entre en contact.
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SECTION 1.1 - Généralités

Figure 1.3 – Part des granulats recyclés dans la production nationale annuelle sur la
période 1994-2014 (en %) [UNPG, 2016].

Parmi ces 40 Mt, on compte [op. cit.] :
— 72 % de déchets inertes (bétons, tuiles, briques, verre. . . ) ;
— 26 % de déchets non dangereux (emballages, bois, plastiques, métaux, isolants,

plâtre. . . ) ;
— 2 % de déchets dangereux (peintures en solvants, bois traité, amiante friable. . . ).
Les GBR sont issus de la catégorie des déchets inertes mentionnée précédemment.

Malgré leur qualité supérieure aux exigences réglementaires, ces GBR sont à ce jour prin-
cipalement utilisés comme remblai ou dans les couches d’assise des infrastructures rou-
tières. Leur réemploi pour la réalisation de nouveaux bétons représente de ce fait une
réelle opportunité pour la valorisation de ce matériau.

1.1.2 Le projet national de recherche RECYBETON

Du fait d’une ressource en granulats naturels abondante et bien répartie sur le terri-
toire, la France possède aujourd’hui un retard en matière de recyclage des matériaux issus
de la démolition.

Le projet national de recherche RECYBETON b est né de la volonté de rattraper
ce retard par rapport à nos voisins Européens. Ce projet affiche l’objectif ambitieux de
réutiliser l’intégralité des matériaux issus de la déconstruction du béton, y compris le sable,
comme composants pour de nouveaux bétons. RECYBETON est organisé autour de sept
thèmes balayant de manière large la problématique du recyclage du béton :
— thème 0 – Travaux d’accompagnement : formulation des compositions de réfé-

rence des bétons et provision homogène des matériaux pour les recherches ;
— thème 1 - Technologies et procédés : considération des process de concassage et

tri des bétons de déconstruction, et de la fabrication de ciment et bétons avec GBR ;
— thème 2 – Matériaux et structures : amélioration de l’utilisation de GBR et

évaluation des propriétés au jeune âge et à l’état durci, de la durabilité et de la
résistance au feu des bétons de GBR ;

b. www.pnrecybeton.fr
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CHAPITRE 1 - Le recyclage du béton

— thème 3 – Développement Durable : analyse des impacts socio-économiques, en-
vironnementaux et sanitaires du développement de la filière du recyclage des bétons ;

— thème 4 – Aspects normatifs et réglementaires : détection des barrières et des
mesures incitatives aux niveaux français, européen et international, pour faire des
propositions à la réglementation existante ;

— thème 5 – Valorisation : présentation et valorisation des avancées du
Projet National : réalisation de chantiers expérimentaux, de colloques, et de pu-
blications (livre, guide) ;

— thème 6 – Mélange GBR/granulats naturels : étude de l’impact d’un do-
sage limité de GBR sur le comportement mécanique du béton dans une perspective
d’utilisation de pré-mélanges GBR/granulats naturels compatibles avec les classes
de résistances actuelles des bétons au sens de la norme NF-EN-1992 [2005].

En ce qui concerne notamment le thème 2, les recherches ont été menées de manière
coordonnée par un ensemble de laboratoires dont notre équipe fait partie et sur la base
de formulations de béton communes préalablement définies. La constitution de stocks
homogènes de ciment CEM II, filler calcaire, granulats naturels et GBR a été prévue afin
d’assurer l’uniformité des caractéristiques des bétons fabriqués par les différents groupes
de recherches.

Les compositions de béton communes ont été mises au point par Sedran [2013] à l’aide
d’une version modifiée du logiciel BétonlabPro3 [Sedran et de Larrard, 2008] prenant en
compte un modèle simplifié de résistance mécanique du béton. Ce travail d’optimisation
a été mené de manière à viser une classe de résistance en compression donnée, et ce, indé-
pendamment de la quantité de GBR entrant dans le mélange. C’est pourquoi la quantité
de ciment, d’adjuvants, la granulométrie, ainsi que le rapport eau efficace/ciment sont
susceptibles de varier d’une formulation à l’autre.

1.2 Conséquences du recyclage sur les matériaux

Cette section introduit les principales propriétés physiques des GBR et traite de leurs
répercussions sur le comportement du béton durci. L’objectif visé n’est pas d’offrir une
liste exhaustive des particularités propres aux GBR mais de fournir un socle permettant
l’interprétation des résultats expérimentaux obtenus dans le cadre de ce travail dédié à
l’adhérence a-b.

1.2.1 Principales propriétés physiques des granulats recyclés

Les GBR sont issus du concassage d’éléments de béton provenant de la démolition
d’ouvrages. Le processus de concassage consiste à réduire graduellement les gravats du
béton, dit parent, à l’état de fragments d’une taille compatible avec une utilisation en tant
que granulats. Sauf nombre exceptionnel de cycles ou traitement particulier, le concassage
ne permet pas la récupération des granulats naturels dans leur état d’origine. De ce fait,
les GBR sont en règle générale composés de deux « phases » (figure 1.4) :
— des fragments de granulats naturels ;
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— du mortier, dit accolé ou résiduel, enrobant et/ou liant entre eux les fragments de
granulats naturels.

Les granulats naturels utilisés pour la fabrication du béton possèdent une masse volu-
mique réelle c et un coefficient d’absorption d’eau d relativement stables, respectivement de
l’ordre de 2500 à 2700 kg/m3 et de 0 à 2 % (suivant la nature minérale du granulat) [Han-
sen, 1992; De brito et Saikia, 2012]. Cette régularité est également vérifiée pour le mortier
accolé aux GBR, caractérisé par une masse volumique réelle d’environ 1750 kg/m3 et un
coefficient d’absorption d’eau proche de 17 %, et ce, même pour d’importantes variations
du rapport eau efficace/ciment du béton parent [op. cit.].

Figure 1.4 – Photographie de GBR utilisés dans le cadre du PN RECYBETON.

Pour les granulats naturels, cette stabilité des propriétés est justifiée par le contrôle de
qualité propre au processus industriel de production. Pour le mortier accolé, elle peut en
partie être expliquée par les importantes contraintes mécaniques imposées aux GBR lors
du concassage, qui tendent à homogénéiser leurs caractéristiques en éliminant les particules
les plus faibles [Casuccio et al., 2008].

Les caractéristiques du GBR sont d’autant plus éloignées de celles du granulat naturel
que la quantité de mortier accolé qu’il contient est importante. De ce fait, le GBR possède
généralement une masse volumique réelle inférieure et une capacité d’absorption d’eau
supérieure à celle du granulat naturel, en lien avec la proportion de mortier qui lui est
accolé [Dao, 2012; Kunwufine, 2015].

1.2.1.1 La proportion de mortier accolé

La proportion relative de mortier accolé peut être déterminée :

— de manière directe, par pesée différentielle entre un GBR donné et ce même gra-
nulat après séparation du mortier accolé via un traitement mécanique (abrasion),
thermique (choc, cycles de gel/dégel) ou chimique (dissolution à l’acide) [De brito
et Saikia, 2012; Braymand et al., 2017] ;

c. Au sens de la norme NF-EN-1097-6 [2001].
d. Le coefficient d’absorption d’eau d’un granulat permet de quantifier sa capacité d’absorption d’eau.

Il est calculé comme le rapport entre la masse d’eau qu’un granulat peut absorber dans ses pores ouverts
et la masse de ce même granulat sec [NF-EN-1097-6, 2001]. Il permet de caractériser la porosité ouverte
du granulat.
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— de manière indirecte, via des corrélations avec d’autres paramètres plus facilement
mesurables. Par exemple Khoury et al. [2018] mettent en évidence une corrélation
linéaire entre la masse d’eau chimiquement liée au GBR e et la proportion de mortier
accolé qu’il contient.

Figure 1.5 – Corrélation entre le diamètre du GBR et sa proportion de mortier accolé
[Hansen, 1992].

De nombreux ouvrages de référence [Hansen, 1992; De brito et Saikia, 2012] et travaux
de synthèse [Kunwufine, 2015] indiquent une corrélation entre la proportion de mortier ac-
colé et le diamètre du GBR. La figure 1.5 illustre cette corrélation pour différents rapports
eau efficace/ciment des bétons parents et montre que la proportion de mortier accolé est
d’autant plus importante que le diamètre du GBR est petit. Notamment :
— les gravillons recyclés, d’un diamètre supérieur à environ 5 millimètres, sont carac-

térisés par une proportion de mortier accolé de l’ordre de 20 à 30 % ;
— les sables recyclés, notamment les particules de diamètre inférieur à un demi-millimètre,

ont une proportion de mortier accolé environ deux fois supérieure aux gravillons ;
— une extrapolation de la tendance non linéaire des courbes vers les très petits dia-

mètres suggère que les particules fines recyclées sont majoritairement composées de
mortier accolé.

Cette tendance générale doit cependant être nuancée suite à de récents résultats ob-
tenus par Khoury et al. [2018] dont l’étude expérimentale montre une forte variabilité du
coefficient d’absorption d’eau des GBR, de 1 à 12 %, à l’intérieur d’un fuseau 6,3/10 mm
étroit caractérisé par un coefficient d’absorption d’eau moyen de 4 % (figure 1.6).

e. La masse d’eau chimiquement liée au GBR est déterminée par pesée différentielle des GBR après
passage à l’étuve à 475 °C pendant 5 h, suite à un premier passage à l’étuve à 75 °C pendant 24 h assurant
l’évaporation de l’eau piégée dans la porosité ouverte du granulat.
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Ce résultat, compte tenu de la capacité d’absorption d’eau propre à chaque constituant
du GBR, suggère la présence de fragments : soit majoritairement composés de granulats
naturels ; soit avec une grande proportion de mortier accolé, et ce, à l’intérieur du fuseau
6,3/10 mm (dont la proportion de mortier accolé est, selon la figure 1.5, proche de 25 %).
Étant donnée cette forte variabilité, la tendance générale illustrée par la figure 1.5 se doit
donc d’être interprétée comme représentative d’une valeur la plus probable, plutôt que
d’une propriété homogène du GBR.

Figure 1.6 – Distribution du coefficient d’absorption d’eau pour un fuseau granulaire
recyclé étroit 6,3/10 mm [Khoury et al., 2018].

1.2.1.2 La capacité d’absorption d’eau

La quantité d’eau participant à la réaction d’hydratation du ciment constitue un pa-
ramètre clé de la résistance du béton. Or, la capacité d’absorption d’eau d’un granulat
est susceptible de modifier cette quantité d’eau par phénomène d’absorption et/ou de dé-
sorption, modifiant ainsi le rapport eau efficace/ciment du mélange [Pepe et al., 2016].
La figure 1.7-a, basée sur un recueil de valeurs expérimentales du coefficient d’absorption
d’eau de granulats naturels et recyclés (voir également Kunwufine [2015]), montre que le
coefficient d’absorption d’eau des GBR :
— varie principalement entre 4 et 8 % ;
— est plus important que celui des granulats naturels ;
— est plus dispersé que celui des granulats naturels.
Cette dispersion du coefficient d’absorption d’eau peut être attribuée à la variabilité

de la proportion de mortier accolé, que l’on a vu corrélée au diamètre du GBR (figure 1.5).
À ce titre, on note l’existence d’une population secondaire caractérisée par des coefficients
d’absorption d’eau de l’ordre de 12 % (figure 1.7-a), correspondant vraisemblablement à
des GBR de petite taille contenant une large proportion de mortier accolé.

1.2.1.3 La masse volumique

La capacité d’absorption d’eau plus importante du GBR, liée à la présence de mortier
accolé, peut être corrélée au volume global des pores ouverts de ce granulat. L’importance
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Figure 1.7 – Analyse comparative entre granulats naturels et recyclés : a) coefficient
d’absorption d’eau, b) masse volumique [Verian et al., 2018].

relative du volume de cette porosité ouverte se répercute nécessairement sur la masse
volumique du GBR. La figure 1.7-b, basée sur un recueil de valeurs expérimentales de
différentes masses volumiques de granulats naturels et recyclés (voir également Kunwufine
[2015]), montre que la masse volumique des GBR :
— varie principalement entre 2200 et 2500 kg/m3 ;
— est plus faible que celle des granulats naturels ;
— est plus dispersée que celle des granulats naturels.
Comme pour le coefficient d’absorption d’eau, la dispersion de la masse volumique

des GBR peut être attribuée à la variabilité de la proportion de mortier accolé. À ce
titre, on note à nouveau l’existence d’une population secondaire centrée sur une masse
volumique moyenne identique à celle des granulats naturels (figure 1.7-b), correspondant
vraisemblablement à des fragments de ces derniers. Réciproquement, le pic isolé d’une
masse volumique inférieure à 2000 kg/m3 peut être attribué à l’existence de fragments
composés majoritairement de mortier accolé.

1.2.1.4 La résistance intrinsèque du grain

Les granulats concassés ont une forme irrégulière et anguleuse. Il est, de ce fait, difficile
de définir une méthode expérimentale permettant de déterminer leur résistance mécanique
intrinsèque (i.e. du matériau constitutif du grain).

Cependant, dans un but comparatif, la résistance mécanique intrinsèque d’un granulat
peut être évaluée par un test de compression consistant à mesurer la force nécessaire pour
écraser le granulat [Pepe, 2015; Park et al., 2018]. L’importante dispersion des résultats
issus de cette procédure expérimentale, largement influencée par le nombre et la position
des contacts ponctuels entre le granulat et le dispositif de chargement, peut être compen-
sée par un nombre important d’essais, permettant une analyse statistique.
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Les résultats des études statistiques basées sur ce protocole expérimental [Pepe, 2015]
montrent que :
— les GBR ont une résistance globalement inférieure à celle des granulats naturels (ce

résultat est confirmé par Casuccio et al. [2008]) ;
— la dispersion des résistances des GBR est plus importante que celle des granulats

naturels ;
— la résistance d’un GBR (calculée à partir d’une surface conventionnelle), est, pour

des grains dont le diamètre est compris entre 10 et 20 mm, d’autant plus importante
que le diamètre est petit.

Ce dernier point, justifié par la présence de défauts au sein du granulat, sera abordé
au § 3.6 situé page 50 et consacré à l’effet d’échelle.

Par ailleurs, l’impact du diamètre du granulat sur sa résistance est moins prononcé,
bien que toujours existant, pour les granulats naturels. Ce résultat sous-entend que les
GBR comprennent plus de défauts que les granulats naturels, ce qui semble logique compte
tenu de la présence de mortier accolé. À titre d’exemple, la porosité importante du mortier
accolé ainsi que l’existence d’une zone interfaciale de transition entre le granulat naturel
et le mortier accolé sont deux sources potentielles de défauts des GBR [McNeil et Kang,
2013].

1.2.1.5 La capacité d’adhésion

Une étude expérimentale menée par Seo et Choi [2014] consistant à réaliser des essais
de traction directe successifs sur une interface granulat-mortier, en conservant le mortier
resté solidaire du granulat suite à chaque séparation, suggère que l’adhésion entre le mortier
accolé et le nouveau mortier est plus performante que celle entre le granulat vierge et le
mortier accolé. Ce résultat est appuyé :
— par l’étude de Casuccio et al. [2008] qui montre que la surface de rupture de cy-

lindres en béton de GBR testés en traction par fendage présente une proportion plus
importante de granulats fracturés que celle de cylindres en béton conventionnel ;

— par les travaux de Pepe [2015] qui montrent que la contrainte de rupture en flexion
d’éprouvettes incorporant un unique GBR à mi-portée est plus importante lorsque
la fissuration se développe à l’interface GRB-nouveau mortier plutôt qu’à travers le
GRB.

Ces travaux semblent indiquer que les GBR présentent un rapport adhésion/résistance
plus important que les granulats naturels, ce qui est cohérent avec la résistance plus faible
des GBR discutée au cours du paragraphe précédent.

1.2.1.6 La sensibilité à la fragmentation

La sensibilité à la fragmentation d’un fuseau granulaire peut être déterminée par l’essai
normalisé dit de Los Angeles (LA) [NF-EN-1097-2, 2001] consistant à mesurer la quantité
d’éléments fins produite en soumettant les granulats à des chocs de boulets métalliques et à
leur frottement réciproque dans un tambour en rotation. Le coefficient LA calculé à partir
de cet essai est d’autant plus grand que la sensibilité du granulat à la fragmentation est
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importante. Une étude expérimentale menée par Omary et al. [2016] sur différents fuseaux
granulaires compris entre 4 et 14 mm montre que les gravillons recyclés sont environ deux
fois plus sensibles à la fragmentation que leurs équivalents naturels.

Ce résultat, attribuable à la présence de mortier accolé aux gravillons recyclés, peut
vraisemblablement être étendu au sable recyclé, majoritairement composé de mortier ac-
colé (figure 1.5).

Figure 1.8 – Résultat d’essais de Los Angeles sur différents fuseaux de gravillons
naturels et recyclés [Omary et al., 2016].

1.2.2 Répercussions sur le comportement du béton durci

Les écarts de comportement des GBR par rapport aux granulats naturels se réper-
cutent sur les propriétés mécaniques du béton de GBR à l’état frais et durci. Le présent
travail se concentre sur l’adhérence entre l’armature et le béton durci au sens des prescrip-
tions réglementaires pour le dimensionnement du béton armé, c’est à dire après 28 jours
de cure. Pour cette raison, les paragraphes qui suivent se concentrent sur l’analyse des
conséquences du recyclage sur les principales propriétés du béton durci.

De par sa composition complexe, les performances mécaniques d’un béton convention-
nel, comme par exemple sa résistance ou sa raideur, sont influencées par une multitude de
facteurs : quantité et type de ciment, rapport eau efficace/ciment, granulométrie et types
de granulats. . . L’introduction de GBR dans la composition du béton a pour effet d’élargir
de manière significative cet éventail conséquent de paramètres. Or, la présence de mortier
accolé, principale différence entre le GBR et le granulat naturel, dépend de la dimension
du GBR (figure 1.5). De ce fait, le taux de remplacement global des granulats naturels par
des GBR (note de bas de page c., page 2) n’est pas un indicateur suffisant pour justifier
les perturbations liées à l’utilisation de GBR. Pour cette raison, on distingue généralement
le remplacement :
— des gravillons, caractérisés par une proportion modérée de mortier accolé ;
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— du sable, majoritairement composé de mortier accolé.
Malgré une quantité considérable d’études, les origines éparses des GBR et la diversité

des protocoles expérimentaux font qu’il est difficile d’établir une règle générale rendant
compte de l’impact du recyclage sur les performances mécaniques des bétons de GBR [Kun-
wufine, 2015]. Cependant, de nombreux ouvrages, recueils de données et études [De brito
et Saikia, 2012; McNeil et Kang, 2013; Pepe, 2015; Thomas et al., 2018; Verian et al.,
2018] s’accordent sur les points suivants :

1. un taux de remplacement des gravillons inférieur à 25 % n’a pas d’impact significatif
sur la résistance mécanique du béton ;

2. l’augmentation du taux de recyclage tend à diminuer graduellement les performances
mécaniques du béton ;

3. le remplacement des gravillons est moins préjudiciable que celui du sable ;
4. le recyclage impacte d’une manière plus marquée la raideur du béton, puis sa résis-

tance en compression, puis celle en traction.
Le point 1. de la liste précédente peut s’expliquer par la faible quantité de mortier ac-

colé que représente 25 % des gravillons par rapport à la masse considérable des granulats
naturels qui complètent le squelette granulaire.

Le point 2. de la liste précédente nécessite l’introduction préalable de la notion d’au-
réole de transition f pâte-granulat. Pour un béton de granulats naturels, l’interaction entre
le granulat et la pâte de ciment (ciment + eau) conduit à la formation d’une couche de
quelques dizaines de micromètres d’épaisseur appelée auréole de transition (figure 1.9-a).
Du fait d’un réarrangement des grains de ciment au voisinage des granulats [Ollivier et
Vichot, 2008], pouvant être lié à la présence d’eau adsorbée et à des potentiels échanges
avec sa porosité ouverte, l’auréole de transition présente généralement une structure mi-
croscopique plus poreuse et constitue donc une faiblesse au sein du béton [Poon et al.,
2004].

À cause de leur structure à deux phases, les GBR incorporent dans le béton de GBR
l’auréole de transition entre l’ancienne pâte de ciment et le granulat héritée du béton
parent (auréole 1, figure 1.9-b). Le contact entre le GBR et la nouvelle pâte de ciment
conduit de plus à la formation de deux nouveaux types d’auréoles de transition :
— entre la nouvelle pâte de ciment et granulat naturel (auréole 2, figure 1.9-b) ;
— entre la nouvelle pâte de ciment et mortier accolé (auréole 3, figure 1.9-b).
Cette multiplication des auréoles de transition, et donc des sources de faiblesse, peut

expliquer la corrélation entre la diminution des résistances et le taux de recyclage [Verian
et al., 2018].

Le point 3. de la liste précédente peut être justifié par la proportion de mortier accolé
plus importante du sable recyclé (figure 1.5). D’une part, la porosité du mortier accolé
réduit la compacité du béton au détriment de sa résistance [Verian et al., 2018]. D’autre
part, par phénomène d’absorption et/ou de désorption, la porosité ouverte du mortier
accolé est susceptible d’impacter la quantité d’eau du mélange, et donc le rapport eau

f . Interfacial Transition Zone (ITZ).
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Figure 1.9 – L’auréole de transition : a) image au microscope électronique à balayage
[Jebli et al., 2018], b) impact du recyclage.

efficace/ciment [Pepe et al., 2016].

Le point 4. de la liste précédente doit être traité en deux étapes. Tout d’abord, l’impact
réduit du recyclage sur la résistance en traction du béton peut être attribué au meilleur
rapport adhésion/résistance des GBR par rapport aux granulats naturels (§ 1.2.1.5). Ce
ratio joue en effet un rôle plus important dans les mécanismes de rupture en traction qu’en
compression.

Concernant le module d’élasticité d’un béton, ce dernier peut être interprété comme
la combinaison des raideurs de ses différents constituants (granulats, matrice cimentaire,
pores) et de leurs liaisons (les auréoles de transition). Or la raideur des granulats est, pour
un béton conventionnel, plus élevée que celle de la pâte de ciment [Quiviger, 2012; Daoud
et al., 2013]. La quantité de pâte de ciment supplémentaire apportée au béton par le biais
du mortier accolé aux GBR peut donc expliquer la perte de raideur des bétons de GBR.
Cet effet, combiné à la multiplication des auréoles de transition (figure 1.9), peut justifier
le fait que la raideur soit la propriété la plus impactée par le recyclage.

Bien que les tendances générales discutées au cours des paragraphes précédents aillent
dans le sens d’une dégradation des propriétés du béton avec le recyclage, il est néanmoins
possible pour un béton de GBR d’atteindre des performances équivalentes à celles d’un
béton de structure courant moyennant des adaptations de sa formulation.

Par exemple, McGinnis et al. [2017] montrent qu’un béton de GBR de granulométrie
ASTM8 (de diamètre moyen 6.6 mm) offre des performances 15 % supérieures à celles
d’un même béton de granulométrie ASTM57 (de diamètre moyen 14.7 mm, donc plus
grossière). Ce résultat peut être rapproché de l’impact des défauts sur la résistance des
grains discuté au § 1.2.1.4.

De nombreux travaux sont également consacrés à l’élaboration de formulations de
bétons de GBR qui conservent les propriétés d’un béton conventionnel de référence. Bairagi
et al. [1990] suggèrent une augmentation de 10 % de la quantité de ciment (ciment Portland
ordinaire) afin de compenser l’impact négatif des GBR sur les performances mécaniques
du béton. Fathifazl et al. [2009] considèrent que les performances mécaniques moindres du
béton de GBR sont dues à l’excès de mortier provenant du cumul du mortier accolé et du
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nouveau mortier et proposent une méthode de formulation basée sur un volume de mortier
constant. Gupta et al. [2016] préconisent quant à eux une méthode qui vise à formuler le
béton de GBR de manière à conserver une quantité de gravillons naturels constante, en
considérant le mortier accolé aux GBR comme faisant partie du sable. Enfin, Pepe et al.
[2016] introduisent une méthode de formulation centrée sur le coefficient d’absorption
d’eau des granulats et tenant compte des phénomènes d’absorption et de désorption sur
le rapport eau efficace/ciment du mélange.
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Chapitre 2

Notions d’acoustique

L’une des principales difficultés rencontrée lors de l’étude de l’adhérence a-b réside dans
l’absence d’observation « directe » des mécanismes physiques à l’œuvre. Après avoir exploré
différentes pistes (fibres optiques noyées, tomographie X, corrélation d’images numériques),
l’utilisation des ultrasons a été retenue pour compléter les mesures mécaniques réalisées
dans le cadre de ce travail. Les principales raisons de ce choix sont :
— la capacité des ultrasons à recueillir des informations au cœur du béton de manière

très peu intrusive et non destructive ;
— leur sensibilité à l’endommagement ;
— les multiples possibilités de montages expérimentaux envisageables ;
— des considérations d’ordre technique et financières.
Cette partie introduit quelques notions d’acoustique qui seront exploitées dans le cadre

du volet ultrason de ce travail.

2.1 Généralités

2.1.1 Les ondes acoustiques

2.1.1.1 Le phénomène physique

Les ondes acoustiques sont produites par la vibration d’une source. Dans un milieu
fluide tel que l’air, la vibration de la source est communiquée aux molécules voisines qui,
à leur tour, la transmettent de proche en proche. Du point de vue physique, une onde
acoustique ne correspond donc pas à un déplacement de matière sur une grande distance
mais résulte de la propagation d’une petite perturbation à travers un milieu.

Le milieu support de propagation de l’onde peut être soit solide, soit fluide (liquide
ou gazeux). Dans un fluide, la perturbation générée par la source est transmise par com-
pression et détente des atomes ou molécules qui le composent (figure 2.1). Dans un solide,
où les liaisons entre les atomes sont fortes, la transmission de la perturbation se fait par
l’intermédiaire des liaisons interatomiques (plus raides que dans le cas précédant). Ces
liaisons agissent comme des ressorts connectant les atomes, modélisés par des masses, à
leurs voisins [Zarembowitch, 2003].
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Ce modèle simplifié du solide comme une succession de masses et de ressorts permet
de comprendre que la vitesse de propagation c d’une onde :

— est une propriété du solide (pour un état de contrainte mécanique, de température,
d’humidité. . . donné) ;

— est d’autant plus grande que la raideur des liaisons entre les atomes qui le composent
est élevée.

Figure 2.1 – Perturbation d’un milieu traversé par une onde acoustique [Alloprof, 2018].

En effet, si on raisonne par l’extrême, des ressorts d’une raideur infiniment grande
conduiraient à une propagation instantanée de la vibration de la source à l’ensemble des
points du solide ; la vitesse de propagation de l’onde serait alors infinie [op. cit.]. Aucun so-
lide n’étant indéformable, la vitesse de propagation des ondes acoustiques dans les solides,
bien que très élevée (de l’ordre de quelques kilomètres par seconde), est finie. La transmis-
sion de l’onde à travers les fluides est moins efficace que par l’intermédiaire des liaisons
interatomiques des solides. Cette transmission est également moins rapide à travers les gaz
(facilement compressibles), qu’à travers les liquides (difficilement compressibles). Ainsi, la
vitesse de propagation des ondes sonores dans l’eau est d’environ 1500 m/s alors qu’elle
n’est que de 340 m/s dans l’air [op. cit.].

On appelle période et on note T le temps écoulé entre deux positions identiques d’un
atome ou d’une molécule mis en mouvement par le passage d’une onde sonore périodique
(figure 2.1). La fréquence f de l’onde correspond à l’inverse de sa période T . Ces deux
grandeurs caractérisent la périodicité temporelle de l’onde.

On appelle longueur d’onde et on note λ la distance qui sépare deux points consécutifs
du milieu qui sont animés du même mouvement oscillant (figure 2.1). La longueur d’onde
caractérise la périodicité spatiale de l’onde. Ces différents indicateurs de la périodicité de
l’onde sont liés par l’équation 2.1.

λ = c T = c

f
(2.1)
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2.1.1.2 Les différents types d’ondes

Dans les milieux fluides (liquides ou gaz), où les atomes/molécules sont respectivement
faiblement et très faiblement liés, l’orientation du mouvement de compression/détente (fi-
gure 2.1) est nécessairement confondue avec la direction de propagation de l’onde. On parle
dans ce cas d’onde longitudinale, ou de pression, ou primaire (ondes P, figure 2.2). Dans
un solide, des liaisons interatomiques sont susceptibles d’agir dans toutes les directions de
l’espace. De ce fait, le déplacement d’un atome dans une direction donnée peut également
impacter des atomes situés dans les autres directions. Une onde pour laquelle la direction
de propagation est perpendiculaire à celle du déplacement des atomes est appelée onde
transversale, ou de cisaillement, ou secondaire (ondes S, figure 2.2).

Figure 2.2 – Ondes de pression (P) et ondes de cisaillement (S) [Allègre, 1987].

La propagation d’une onde P, mobilisant la raideur normale de la liaison interatomique,
est plus aisée que celle d’une onde S, qui résulte de la mobilisation de sa raideur tangen-
tielle. Pour cette raison, la vitesse de propagation des ondes P, notée cP , est généralement
plus élevée que celle des ondes S, notée cS , et ce, d’un facteur proche de 2. Les équations
2.2 et 2.3 donnent respectivement les expressions théoriques de la vitesse de propagation
des ondes P et S à travers un milieu élastique isotrope de dimensions infinies [Breysse,
2012]. Ces équations :
— confirment l’augmentation précédemment évoquée de c avec la raideur du matériau

(Edyn et νdyn sont respectivement le module d’Young et le coefficient de Poisson
dynamiques du matériau) ;

— indiquent une diminution de c avec la masse volumique ρ du matériau (par effet
d’inertie).

cP =
√

Edyn(1− νdyn)
ρ(1 + νdyn)(1− 2νdyn) (2.2)

cS =
√

Edyn
2ρ(1 + νdyn) (2.3)
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2.1.1.3 Temps de vol et chemin acoustique

Du fait de la vitesse finie du son, la propagation d’une onde acoustique à travers un
matériau prend un certain temps. On appelle temps de vol d’une onde et on note tvol le
laps de temps écoulé entre la génération d’une onde en un point quelconque d’un milieu et
sa première émergence en un autre point (figure 2.3-a). Considérons un bloc de matériau
parallélépipédique d’épaisseur e équipé d’un émetteur E et d’un récepteur R ultrasonores,
disposés en vis-à-vis sur deux faces opposées du volume (figures 2.3-b et 2.3-c).

On s’intéresse tout d’abord au cas d’un matériau homogène, qui est donc caractérisé
par une unique vitesse de propagation du son c, identique en tous points. Dans un tel
matériau, le chemin acoustique correspondant au temps de vol n’est autre que le trajet le
plus court entre l’émetteur et le récepteur, c’est à dire une droite (figure 2.3-b).

Dans le cas d’un matériau hétérogène comme le béton, c’est-à-dire constitué de plu-
sieurs composants (gravillons, mortier. . . ) possédant chacun leur propre vitesse de propa-
gation du son, le chemin acoustique correspondant au temps de vol n’est plus le trajet le
plus court mais peut décrire une ligne brisée qui suit alors le trajet le plus rapide (figure
2.3-c).

Par convention, on détermine la vitesse de propagation du son dans un matériau par
l’équation 2.4 en rapportant la distance e entre les capteurs, facilement accessible, au temps
de vol tvol de l’onde. Le temps de vol peut être mesuré, par exemple, via l’enregistrement
des signaux acoustiques d’émission et de réception, préalablement convertis en signaux
électriques via des capteurs piézoélectriques, avec un oscilloscope. Cependant, pour ce qui
est des matériaux hétérogènes, le chemin acoustique réel peut être plus long que le trajet
direct de longueur e (figure 2.3-c). De ce fait, spécialement lorsque l’on s’intéresse au
béton, il découle de cette analyse que l’utilisation de l’équation 2.4 à partir des données
issues du dispositif de mesure illustré par la figure 2.3 :
— ne donne accès qu’à une approximation de la vitesse de propagation du son ;
— est très sensible au volume de matériau parcouru par l’onde.
En effet, la mesure réalisée est d’autant plus représentative des propriétés du matériau

hétérogène que l’épaisseur e de matériau utilisée est grande (car elle contient une quantité
suffisante d’hétérogénéités pour rendre compte de leur distribution aléatoire).

c(P ouS) = e

tvol,(P ouS)
(2.4)

2.1.1.4 Atténuation de l’onde acoustique

La propagation d’une onde acoustique à travers un matériau solide induit, par divers
mécanismes, une atténuation de l’énergie du signal. Au delà de la perte d’énergie liée à
l’augmentation de la surface d’onde du fait de sa propagation dans toutes les directions
possibles (divergence géométrique), on distingue généralement l’atténuation par absorption
de celle par diffusion [Planès et Larose, 2013] :
— l’atténuation par absorption, qui désigne la dissipation de l’énergie de l’onde (conver-

sion en chaleur) par effets visqueux, constitue une perte d’information ;
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Figure 2.3 – Principe du dispositif expérimental de mesure de la vitesse de propagation
du son en émission/réception.

— l’atténuation par diffusion, qui désigne la réflexion, réfraction, diffraction et conver-
sion P/S de l’onde au contact des multiples interfaces entre les hétérogénéités du
milieu, constitue un changement de l’information.

L’atténuation par absorption est, d’une manière générale, d’autant plus importante
que la fréquence de l’onde est grande (ou que sa longueur d’onde est petite) [op. cit.].
L’utilisation d’une fréquence élevée permettant d’augmenter la résolution spatiale des ul-
trasons par diminution de la longueur d’onde (équation 2.1), le choix d’une fréquence
d’étude résulte donc généralement d’un arbitrage entre énergie du signal et résolution de
la mesure.

L’atténuation par diffusion possède la particularité de changer de nature selon l’écart
entre la longueur d’onde λ du signal et les dimensions d des hétérogénéités au sein du
matériau. D’une manière générale, une onde interagit peu avec des hétérogénéités d’une
dimension inférieure à sa longueur d’onde. De ce fait, trois régimes de diffusion peuvent
être distingués [op. cit.] :

— la diffusion simple (figure 2.4-a), qui se produit lorsque λ � d, est un régime
où l’onde interagit très peu avec la structure interne du matériau. Les réflexions et
réfractions se produisent alors essentiellement aux frontières entre le matériau et le
milieu environnant ;

— la diffusion multiple (figure 2.4-b), qui se produit lorsque λ ' d, est un régime où
l’onde entre en interaction avec la structure interne du matériau. L’onde peut alors
être réfléchie de nombreuses fois sur les hétérogénéités avant d’atteindre le récepteur ;

— le régime d’atténuation (figure 2.4-c), qui se produit lorsque λ� d, est un régime
où l’onde interagit tellement fortement avec la structure interne du matériau qu’elle
n’en pénètre qu’une épaisseur très limitée.

L’interaction entre une onde et son milieu de propagation est liée à la notion d’impé-
dance acoustique. En acoustique, l’impédance Z d’un milieu est calculée comme le produit
de sa masse volumique ρ par la vitesse de propagation du son c dans ce milieu (équation
2.5). Ainsi, plus l’impédance acoustique est élevée, moins le milieu en question empêchera
le passage de l’onde acoustique.
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Figure 2.4 – Régimes de diffusion d’une onde acoustique : a) simple, b) multiple, c)
d’atténuation [Zhang, 2013].

Considérons maintenant deux milieux différents A et B. Lorsque une onde circulant
initialement dans le milieu A entre en contact avec le milieu B, une partie de cette dernière
est réfléchie à la frontière A-B vers le milieu A, une autre partie est effectivement transmise
au milieu B. L’importance relative de la réflexion par rapport à la transmission dépend de
l’écart d’impédance entre les deux milieux A et B.

Z = ρ c (2.5)

Ainsi, dans le béton :
— l’écart entre les masses volumiques et les rigidités des granulats, de la pâte de ci-

ment, et a fortiori de l’auréole de transition pâte-granulat, constitue une rupture
d’impédance qui, en régime de diffusion multiple, engendre réflexion et réfraction de
l’onde aux interfaces ;

— la fissuration, qui représente la création d’une lame d’air à travers le matériau, pro-
voque, du fait de son impédance acoustique relativement faible (ρair = 1,25 kg/m3

et cair = 340 m/s), la réflexion totale de toute onde se propageant dans le béton qui
rencontre une fissure.

2.1.2 La production d’ultrasons

La production contrôlée d’ultrasons peut être réalisée, entre autres, en utilisant l’effet
piézoélectrique. Cet effet a historiquement été mis en évidence sur un cristal de quartz,
dont l’organisation atomique particulière lui confère la propriété de se polariser électrique-
ment lorsqu’il est soumis à une contrainte mécanique (figure 2.5). Ce phénomène, appelé
effet piézoélectrique direct, peut être utilisé pour la détection des ultrasons. Réciproque-
ment, l’application, par l’intermédiaire d’électrodes, d’une tension électrique entre deux
faces d’une lame de matériau piézoélectrique engendre une déformation de cette dernière.
Ce phénomène, appelé effet piézoélectrique inverse, est exploité pour la production d’ul-
trasons.

Une succession d’allongements et de raccourcissements peut en effet être produite en
appliquant une tension alternative aux bornes d’une lame piézoélectrique. La fréquence
d’oscillation mécanique est alors identique à celle de l’excitation électrique. Si cette dernière
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est supérieure au seuil d’audibilité, les oscillations mécaniques de la lame génèrent alors
des ondes ultrasonores. Notons que la lame piézoélectrique peut, sous certaines fréquences
particulières, entrer en résonance, ce qui permet d’augmenter d’un ordre de grandeur l’am-
plitude des oscillations mécaniques [Zarembowitch, 2003]. Le type d’onde (P ou S) produit
par une lame piézoélectrique dépend de l’orientation de la coupe, pratiquée pour fabriquer
cette dernière, par rapport au réseau cristallin (figure 2.5).

Les capteurs ultrasonores basés sur ce phénomène physique sont appelés transducteurs
piézoélectriques et se composent classiquement (figure 2.6) :
— d’un connecteur externe permettant de relier le transducteur à un générateur ou un

récepteur de signaux électriques ;
— d’un boitier externe assurant la protection des composants du transducteur ;
— d’une enveloppe isolante servant à découpler le dispositif acoustique du boitier ex-

terne ;
— d’un amortisseur, constitué d’un matériau dense, utilisé pour absorber l’énergie mé-

canique rayonnée vers l’arrière a lors du changement d’épaisseur de la lame pié-
zoélectrique et pour contrôler les oscillations libres susceptibles de se produire au
relâchement de l’excitation électrique ;

— d’une lame piézoélectrique encadrée de deux électrodes permettant la conversion de
la tension électrique en une déformation mécanique (ou vice-versa) ;

— d’une lame adaptatrice dont le matériau est sélectionné de manière à réduire l’écart
d’impédance avec le milieu étudié et dont l’épaisseur permet d’optimiser l’énergie
mécanique transmise vers ce dernier. Cette lame protège également le dispositif
acoustique de l’environnement extérieur.

Figure 2.5 – Effet piézoélectrique direct pour le quartz.

Afin d’éviter la présence d’air entre la face avant du transducteur et le matériau étudié,

a. Par convention, on appelle face avant d’un transducteur la face couplée avec le milieu à étudier.
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il convient d’utiliser un produit couplant permettant de chasser le milieu gazeux (figure
2.6). Le choix du couplant dépend entre autres :
— du type d’onde utilisé : les couplants liquides, compatibles avec la transmission

d’ondes P, transmettent très mal les ondes S. Dans ce cas, un couplant très vis-
queux, de type SWC (Shear Wave Couplant), est alors nécessaire ;

— du type de matériau testé : le béton, par exemple, possède une structure interne
poreuse qui a tendance à absorber le couplant. Outre la baisse de la qualité du
couplage au cours du temps, cette absorption a également l’inconvénient de modifier
localement la vitesse de propagation du son dans le matériau.

— de l’environnement de la mesure : les produits couplant sont souvent stables sur
une certaine plage de température. Le couplant SWC par exemple, voit sa viscosité
diminuer fortement au delà de 30 °C. Les couplants liquides sont quant à eux sensibles
au séchage et/ou à l’évaporation.

Figure 2.6 – Schéma de principe d’un transducteur piézoélectrique.

2.2 L’acoustique pour l’étude des matériaux

Au delà de la mesure d’épaisseurs et de la détection de défauts par contrôle non des-
tructif, le lien entre la vitesse de propagation du son dans un matériau et ses propriétés
physiques (raideur, hétérogénéité, fissuration. . . ), rend l’acoustique adaptée pour l’étude
de l’endommagement des matériaux en cours de chargement. Les paragraphes suivants
introduisent quelques applications de l’acoustique pour l’étude des matériaux.

2.2.1 La mesure des constantes élastiques

La détermination de la vitesse de propagation des ondes P et S et la connaissance de
la masse volumique ρ d’un matériau permettent de déterminer, sur la base des équations
2.2 et 2.3, les valeurs dynamiques du module d’Young Edyn (équation 2.6) et du coeffi-
cient de Poisson νdyn (équation 2.7). La valeur dynamique du module d’Young Edyn est
généralement supérieure à celle mesurée sous un chargement quasi-statique du fait, entre
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autres, de la vitesse de chargement rapide nécessaire à la production d’une onde acoustique
ultrasonore.

Edyn = ρ cS
2 3 cP 2 − 4 cS2

cP 2 − cS2 (2.6)

νdyn = cP
2 − 2 cS2

2 cP 2 − 2 cS2 (2.7)

2.2.2 Les émissions acoustiques

La technique des émissions acoustiques (EA) est une technique d’écoute, dite passive,
utilisée pour le suivi en temps réel de la dégradation d’un matériau. Cette technique se
base sur la détection, par un ou plusieurs transducteurs ultrasonores, des ondes acoustiques
générées par le relâchement brutal de l’énergie élastique stockée par un matériau lors
d’un réarrangement de sa structure interne (déformation plastique, micro-fissuration. . . ).
L’origine du signal acoustique n’est donc pas contrôlée mais issue des sources spontanées
produites par l’endommagement et la rupture du matériau.

L’un des principaux avantages de la technique des EA est qu’elle permet, moyennant
une détection par plusieurs transducteurs ultrosonores, de localiser la source de l’onde
au sein du volume d’un échantillon instrumenté. Pour cela les transducteurs doivent être
répartis de manière homogène sur la surface de l’échantillon (A et B, figure 2.7). La
méthode de localisation est fondée sur la différence de temps (∆t, figure 2.7) nécessaire
aux ondes issues d’une même source pour atteindre les transducteurs. Cette différence de
temps est convertie en distance par l’intermédiaire de la vitesse de propagation du son,
qui est considérée constante dans toutes les directions. La position de la source est alors
obtenue par triangulation.

Figure 2.7 – Principe de localisation d’une émission acoustique.

Au delà de la localisation, la technique des EA se base également sur l’analyse de
la forme d’onde associée à chaque source localisée. En cas de détection multiple (plu-
sieurs transducteurs enregistrent un signal provenant d’une même source), on considère
par convention la première onde détectée par un des capteurs comme étant représentative
de l’EA. Différents paramètres permettant de caractériser cette onde, et, par exemple,
d’établir une comparaison de cette dernière vis-à-vis d’autres sources, peuvent être définis
(figure 2.8) [MISTRAS, 2011] :
— son pic d’amplitude : l’extremum positif ou négatif du signal ;
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— sa durée : le temps entre le premier et le dernier franchissement du seuil de détection
(défini par l’opérateur) ;

— le nombre de coups : c’est le nombre d’excursions du signal au delà du seuil de
détection ;

— sa fréquence moyenne : elle est calculée en rapportant le nombre de coups à la durée
du signal ;

— une valeur corrélée à son énergie : elle est obtenue par intégration du carré de la
tension du signal.

Figure 2.8 – Principaux paramètres d’une émission acoustique type.

La technique des EA a été utilisée pour diverses études consacrées au béton, armé
ou non : suivi de la corrosion des armatures [Vervisch-Fortuné, 2009], couplage fluage-
endommagement [Saliba, 2012], macro-fissuration d’éléments de structure [Sagar, 2017],
phénomène de ségrégation dans le béton frais [Dzaye et al., 2018]. . . Concernant l’adhé-
rence a-b, Wang et al. [2016] ont utilisé la technique des EA pour suivre l’endommagement
de l’interface a-b sous divers degrés de corrosion de l’armature.

La cartographie de la distribution des émissions acoustiques autour de l’armature (§
6.1) ainsi que le suivi du niveau d’énergie acoustique produit par l’endommagement de
l’interface a-b au cours de son chargement (§ 10.2.2) font partie des mesures réalisées dans
le cadre du présent travail.

2.2.3 L’émission/réception

L’émission/réception est une technique de mesure dite active qui, contrairement à
celle des émissions acoustiques, est basée sur l’émission contrôlée d’une onde ultrasonore.
L’émission/réception est pratiquée à l’aide d’un ou plusieurs transducteurs ultrasonores.

Une configuration à deux transducteurs consiste, par exemple, à mesurer dans une
zone saine du matériau le temps de vol correspondant à une distance fixe entre l’émetteur
et le récepteur. La distance entre les transducteurs étant conservée, toute mesure d’un
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temps de vol supérieur dans une autre zone du matériau peut, par exemple, indiquer de
la présence d’une fissure (figure 2.9-a) et renseigner sur sa longueur.

Une configuration à un transducteur consiste, par exemple, à mesurer dans une zone
saine du matériau le temps d’arrivée correspondant à l’écho de fond (figure 2.9-b). La
détection d’un écho avant cet écho de fond peut, par exemple, indiquer la présence d’un
défaut et renseigner sur sa profondeur. Cette mesure nécessite toutefois une excitation
électrique suffisamment brève pour ne pas se confondre avec les échos.

Une analyse en émission/réception est donc généralement menée de manière compa-
rative en se rapportant à une mesure de référence réalisée sur une partie de la structure
supposée saine. En dépit de ces précautions, il convient de garder à l’esprit que l’hété-
rogénéité du matériau à l’échelle de la structure (géométrie du ferraillage, arrangement
granulaire, température et humidité. . . ) ainsi que la problématique de la répétabilité du
couplage entre le transducteur et la structure, influent de manière significative sur les
résultats des mesures [Breysse, 2012].

Figure 2.9 – Exemples de mesures en émission/réception.

En laboratoire, la technique d’émission/réception a par exemple été utilisée par Zhang
et al. [2015] pour caractériser la prise du béton en exploitant les corrélations entre les
propriétés élastiques du béton et la vitesse de propagation du son (équations 2.2, 2.3, 2.6
et 2.7). La prise peut alors être étudiée par une mesure de la variation du temps de vol à
travers une épaisseur fixe de béton.

L’émission/réception sera utilisée dans le cadre du présent travail pour caractériser,
au cours du chargement, le développement de l’endommagement de l’interface a-b en
quantifiant l’atténuation (§ 2.1.1.4) et la variation du temps de vol (§ 2.1.1.3) induites par
le passage des ondes acoustiques émises à travers la zone de contact entre l’armature et le
béton.

2.2.4 L’interférométrie de la coda

Du fait de leurs différentes vitesses, les ondes acoustiques atteignent généralement une
cible selon une chronologie particulière (figure 2.10) :
— arrivée des différents fronts d’ondes directs (ondes P, S et de surface) ;

31



CHAPITRE 2 - Notions d’acoustique

— superposition des ondes multiplement réfléchies (l’amplitude du signal augmente) ;
— atténuation progressive de l’amplitude du signal résultant de cette superposition.
Cette ultime partie du signal est appelée la coda (en référence aux dernières mesures

d’une partition de musique). La technique d’interférométrie des ondes de la coda est une
méthode issue de la sismologie, aujourd’hui étendue à la caractérisation de l’endommage-
ment des matériaux, qui consiste à étudier le déphasage des ondes de la coda au cours du
temps.

Figure 2.10 – Séquence d’arrivée type des ondes acoustiques [Grêt, 2004]).

Contrairement aux fronts d’ondes P et S, la détermination des trajets acoustiques suivis
par les ondes de la coda : rebonds sur les frontières du matériau, diffusion par interaction
avec les hétérogénéités (figure 2.4) est, dans la plupart des cas, impossible. La forme
d’onde de la coda s’apparente à du bruit aléatoire. Cependant, l’expérience montre que
deux sismogrammes enregistrés à proximité d’un volcan suite au déclenchement, à deux
semaines d’intervalle (c’est-à-dire dans des conditions du milieu pratiquement identiques),
d’une source de vibration répétable, possèdent en fait une grande reproductibilité (fenêtres
1 et 2, figure 2.11-a). Pour cette raison, la coda s’apparente à la signature acoustique d’un
milieu à un instant donné.

La figure 2.11-b, qui compare deux sismogrammes analogues à ceux concernés par la
figure 2.11-a, obtenus après déclenchement de la même source de vibration mais cette
fois-ci à un an d’intervalle, montre que :
— le début du signal (fenêtre 1, figure 2.11-b) est presque inchangé ;
— les ondes de la coda sont déphasées (fenêtre 2, figure 2.11-b).
En tant que signature acoustique du milieu à un instant donné, toute variation de

la coda peut être rapprochée d’une modification de la vitesse du son dans le milieu par
rapport à l’état de référence (potentiellement corrélée à une variation de température,
d’humidité ou une déformation). La coda, produite par des ondes multiplement réfléchies,
a la propriété de cumuler les effets des petits changements subis par le milieu, ce qui
les rend perceptibles. La sensibilité de la coda aux perturbations est donc d’autant plus
grande que l’on s’intéresse à une fenêtre temporelle lointaine (qui correspond à des ondes
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ayant parcouru une distance plus importante à travers le milieu). Ce gain de sensibilité se
fait par contre au détriment de l’amplitude du signal.

Une estimation de la distance parcourue par les ondes de la coda peut être obtenue via
l’équation 2.8 [Snieder, 2002; Zhang, 2013], qui donne la vitesse effective des ondes de la
coda en tenant compte des conversions P/S multiples induites par la diffusion des ondes
à travers le milieu.

ccoda = cP cS(2 cP 2 + cS
2)

2 cP 3 + cS3 (2.8)

Figure 2.11 – Évolution de la signature acoustique d’un volcan : a) après deux
semaines, b) après un an [Grêt, 2004]).

Au delà de l’aspect qualitatif, l’intérêt de l’interférométrie de la coda réside dans l’éva-
luation du déphasage des formes d’onde. Le décalage en temps δt entre les deux signaux
peut, par exemple, être déterminé via un critère de maximisation du coefficient de corré-
lation croisée [Grêt, 2004], et ce, pour des fenêtres temporelles centrées sur des instants
t successifs tout au long de la coda. On obtient ainsi une relation entre le décalage en
temps δt des signaux et l’instant d’arrivée t des ondes de coda. En négligeant l’éventuelle
variation de la distance parcourue par l’onde suite aux perturbations du milieu et en sup-
posant l’homogénéité des changements subis par ce dernier, le décalage en temps δt peut
être converti en décalage de vitesse de propagation du son δc puis rapproché, par exemple,
d’une variation de la raideur du milieu (équations 2.2 et 2.3).
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La sensibilité de la technique d’interférométrie de la coda à l’endommagement a, entre
autres, permis de mettre en évidence une corrélation entre la vitesse de propagation du son
dans le béton et l’état de contrainte de traction auquel il est soumis [Zhang et al., 2012] ;
ou encore d’étudier le phénomène d’auto-cicatrisation d’un mortier [Liu et al., 2016]. Dans
le cadre de l’élasticité (i.e. pour un état de contrainte de l’ordre du tiers de la résistance du
béton), Lillamand et al. [2010] se sont basés sur cette technique pour mettre en évidence
une corrélation entre la vitesse de propagation du son dans le béton et l’état de contrainte
de compression auquel il est soumis.
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Chapitre 3

La ruine du béton en traction

Un béton conventionnel possède une résistance en traction de l’ordre du dixième de sa
résistance en compression [NF-EN-1992, 2005]. Du fait de cet écart, la réponse d’un élément
de béton partiellement tendu est largement influencée par l’endommagement et la rupture
du béton situé dans les zones soumises à de la traction. Nous verrons dans le chapitre
suivant que l’interaction a-b conduit au développement de contraintes de traction dans
l’épaisseur de l’enrobage de béton qui entoure l’armature et que ces dernières influencent
de manière significative le phénomène d’adhérence a-b.

Les concepts fondamentaux qui suivent, relatifs à la ruine du béton en traction lorsque
ce dernier est étudié de manière isolée, seront utiles à l’analyse les mécanismes de ruine
en jeu dans le cadre de l’interaction a-b :
— la notion de quasi-fragilité ;
— la localisation de la rupture ;
— la zone d’élaboration ;
— les contraintes cohésives (et plus généralement, celles dans le béton endommagé) ;
— l’énergie de rupture ;
— l’effet d’échelle des structures.
Ces thèmes, étroitement liés les uns aux autres, font l’objet de nombreux ouvrages

[Bažant et Planas, 1997; Van Mier, 2012]. Nous aborderons dans les paragraphes suivants,
de manière non exhaustive, les éléments clés relatifs à chacun de ces concepts à travers un
éventail de travaux de référence. Les conclusions issues de ces études seront utilisées pour
la modélisation de l’endommagement et de la rupture du béton d’enrobage ainsi que pour
l’interprétation des résultats expérimentaux de ce travail.

3.1 La notion de quasi-fragilité
Le calcul réglementaire des structures en béton armé [NF-EN-1992, 2005] est basé

sur la notion d’état limite. À l’échelle de l’élément structurel, une conception à l’état
limite ultime (ELU) vise à s’assurer de la résistance mécanique de la pièce sous conditions
exceptionnelles de chargement, juste avant sa ruine. Un dimensionnement mené à L’ELU
tolère de ce fait un état d’endommagement proche de la ruine et donc l’exploitation de
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la réserve plastique des matériaux. Dans ce contexte, compte tenu de la ductilité des
armatures en acier, la résistance limitée du béton en traction est généralement négligée.

Une conception à l’état limite de service (ELS) vise quant à elle à s’assurer du bon fonc-
tionnement de l’élément structurel sous conditions normales de chargement. La fissuration
du béton est considérée comme faisant partie intégrante du comportement normal du bé-
ton armé en service. Les critères de maîtrise de la fissuration imposés par la conception à
l’ELS (§ 7.3.4 de la norme NF-EN-1992 [2005]) restreignent cependant le niveau d’endom-
magement du béton tendu. De même, la quantification de la déformation des pièces en
béton armé (limitation des flèches, § 7.4.3 de la norme NF-EN-1992 [2005]) tient compte
du comportement des pièces dans un état d’endommagement partiel. Dans ce contexte, la
résistance en traction du béton ne peut être négligée. La compréhension du comportement
mécanique du béton en traction représente donc un enjeu majeur vis-à-vis de la conception
des structures en béton armé.

Malgré plus d’un siècle de travaux consacrés à l’étude du béton armé, le comporte-
ment du béton en traction reste un axe de recherche contemporain [Weerheijm, 2013].
Le comportement d’un matériau en traction peut être appréhendé expérimentalement par
l’intermédiaire d’un essai de traction uniaxiale (ou directe), soumettant l’ensemble du
volume d’intérêt de l’échantillon à un champ de contrainte homogène (figure 3.1-a). Un
certain nombre de problématiques d’ordre technique compliquent cependant la réalisation
d’un tel essai sur un béton :

— stabilité des paramètres contrôlant l’essai ;
— géométrie évasée de l’éprouvette ;
— fixation des extrémités dans les mors ;
— centrage de la charge appliquée. . .

Figure 3.1 – Influence de l’hétérogénéité des contraintes de traction sur la zone de
rupture : a) traction directe, b) fendage, c) flexion 4 points, d) flexion 3 points.
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La réalisation systématique d’essais de traction directe sur des éprouvettes en béton
est, de ce fait, peu répandue. Le recours aux essais de traction indirecte tels que le fendage
et la flexion permettent d’estimer, par l’intermédiaire de corrélations empiriques (§ 3.1.2
et § 3.1.8 de la norme NF-EN-1992 [2005] et § 5.1.5.1 du code de calcul MC2010 [2013]),
la résistance du béton en traction directe. Ces essais induisent cependant un champ de
contrainte de traction plus ou moins hétérogène, qui influence le lieu de la rupture.

La figure 3.1 indique la zone de contrainte de traction maximale induite par les modes
de chargement propres aux principaux essais de traction. Cette illustration permet de
souligner la nature particulière de la zone de rupture associée à chaque type de procédure
expérimentale :

— l’ensemble du volume d’intérêt pour la traction directe (figure 3.1-a) ;
— un plan au cœur du matériau pour le fendage (figure 3.1-b) ;
— un plan sur un bord libre pour la flexion quatre points (figure 3.1-c) ;
— un ligament sur un bord libre pour la flexion trois points (figure 3.1-d).

Cette analyse amène à discuter la représentativité de chacun de ces tests vis-à-vis du
comportement réel du matériau béton. L’essai de traction directe (figure 3.1-a) s’avère
proche d’un essai de caractérisation matériau. Par opposition, la flexion 3 points (figure
3.1-d) s’apparente nettement plus à un essai de structure. Les dispositifs expérimentaux
intermédiaires peuvent être considérés comme des compromis : à dominante matériau pour
le fendage (figure 3.1-b) ; à dominante structure pour la flexion 4 points (figure 3.1-c).

Les travaux pionniers réalisés par Evans et Marathe [1968] représentent une avancée
significative dans la compréhension du comportement du béton en traction. En particulier,
cette campagne d’essais de traction directe montre la nécessité :
— du pilotage en déplacement de la machine d’essai ;
— de l’utilisation d’un banc d’essai très rigide.
Le pilotage de l’essai en déplacement offre la possibilité de poursuivre le chargement au

delà de l’atteinte du pic de résistance du matériau ; ouvrant ainsi la voie à une éventuelle
mesure du comportement post-pic du béton. L’utilisation d’un banc d’essai très rigide
rend possible le contrôle du chargement au delà du pic de résistance. La perturbation de
la consigne en déplacement imposée par l’opérateur, induite par le retour élastique du bâti
suite au dépassement de la contrainte maximale, reste ainsi limitée.

Ce travail expérimental a contribué à mettre en évidence d’une manière directe le
comportement particulièrement complexe d’un élément de béton sollicité en traction. La
figure 3.2, qui concerne trois bétons usuels aux ratios eau efficace/ciment variables, illustre
les résultats expérimentaux de Evans et Marathe [1968]. Les conclusions majeures de ce
travail sont :

— le comportement pré-pic du béton en traction présente une non-linéarité prononcée
pouvant s’amorcer dès l’atteinte de la moitié de la contrainte maximale ;

— la perte de linéarité pré-pic est attribuée au développement d’une microfissuration
diffuse dans la zone de l’éprouvette où la contrainte de traction est maximale ;
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Figure 3.2 – Courbes contrainte-déformation du béton en traction uniaxiale [Evans et
Marathe, 1968].

— l’atteinte du pic de résistance correspond à la coalescence d’un groupe de microfis-
sures (i.e. interférence des parcours non interconnectés et tortueux des microfissures
développées à travers la matrice cimentaire), localisant la déformation au sein d’une
zone restreinte de l’éprouvette ;

— le dépassement de la résistance maximale du matériau ne provoque pas un relâche-
ment brutal des contraintes, mais un déchargement progressif ;

— la macrofissure conserve une capacité à transmettre des contraintes jusqu’à une dé-
formation supérieure d’environ un ordre de grandeur à celle de la limite de linéarité.

Le dépassement de la contrainte de traction maximale du béton est donc suivi d’une di-
minution graduelle de la capacité de résistance du matériau plutôt que d’un déchargement
abrupt. Ce comportement, typique des matériaux quasi-fragiles, est qualifié d’adoucis-
sant a. La compréhension d’une multitude de phénomènes physiques relatifs à l’étude du
béton armé trouve sa source dans cette propriété adoucissante du béton. À l’échelle de
la structure, elle influence la flèche ainsi que l’espacement des fissures des éléments armés
[Perchat, 2013]. Au laboratoire, elle contribue à expliquer la différence notoire constatée
entre les résistances ultimes du béton issues d’essais de traction par fendage ou par flexion
[Guinea et al., 2000; Murthy et al., 2013].

3.2 La localisation de la rupture
Evans et Marathe [1968] associent le pic de résistance en traction du béton (fctm,

figure 3.2) à la coalescence d’un groupe local de microfissures issues de la population
diffuse développée au cours de la phase non linéaire de montée en résistance (entre fnl

a. Traduction française de l’anglais « softening », par opposition au « hardening » : le comportement
durcissant (écrouissage) typique des aciers.
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et fctm, figure 3.2). À ce stade se produit localement une diminution de la contrainte
potentiellement transmissible. Il s’amorce alors un déchargement global de l’éprouvette
ayant pour effet de soulager les sections situées de part et d’autre de la zone où se produit
la coalescence. Les processus d’endommagement se concentrent dans une fraction restreinte
du volume de béton, préfigurant la formation de la macrofissure. On dit que la rupture se
localise.

Figure 3.3 – Modélisation discrète de la localisation de la rupture : a) discrétisation, b)
comportement [Bažant et Planas, 1997].

3.2.1 Le rôle fondamental des défauts

Bažant et Planas [1997] font état d’un modèle de comportement simple permettant
d’identifier l’origine physique du phénomène de localisation de la rupture. Afin de détailler
ce modèle, considérons une éprouvette de béton décomposée en deux éléments disposés
en série, connectés entre eux au moyen d’une liaison infiniment rigide (figure 3.3-a). L’en-
semble est chargé via un déplacement imposé δ soumettant chaque élément du système à
un même effort de traction P. Associons à chaque élément une loi de comportement non
linéaire P −∆L, représentative de la réponse adoucissante du béton mise en évidence par
Evans et Marathe [1968] (figure 3.2).

Étudions un premier cas, idéalisé, où les lois de comportement des deux tronçons
de béton sont identiques. Pour tout niveau de chargement, l’élément 1 se trouve donc
rigoureusement dans le même état que l’élément 2. La réponse globale de l’éprouvette est
alors obtenue en multipliant par deux l’allongement associé à n’importe lequel des deux
éléments (courbes enveloppes, figure 3.3-b).

Considérons maintenant une configuration plus réaliste où le pic de résistance A′′ du
deuxième tronçon est légèrement supérieur à celui A′ du premier élément. Dans ce cas
l’atteinte de l’effort P = A′ fait basculer l’élément 1 sur la branche adoucissante (∆L1
augmente) ; provoquant ainsi une diminution de l’effort P. Le tronçon 2, resté à un niveau
inférieur à sa résistance A′′, entame quant à lui un retour élastique (∆L2 diminue) b. Les

b. Dans le cadre d’un essai de traction directe piloté en déplacement (§ 3.1), ce retour élastique des
sections non concernées par la localisation de la rupture provoque, au même titre que le retour élastique
du bâti de chargement, une perturbation de la consigne en déplacement imposée à la machine d’essai. La
perturbation induite par le retour élastique du matériau est cependant plus complexe à limiter car elle
nécessite d’agir sur la géométrie de l’éprouvette (épaisseur, longueur), qui est normalement déterminée à
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comportements de chaque élément ainsi que celui du système global sont alors représentés
sur la figure 3.3-b par un trait plein.

On constate que l’introduction d’une imperfection (associée au tronçon 1 dans la mo-
délisation précédente), aussi infime soit-elle, engendre naturellement le phénomène de lo-
calisation de la rupture. Cette analyse peut être généralisée à une série de n éléments
soumis à un effort de traction P, dont n− 1 seront systématiquement amenés à suivre un
retour élastique. Le caractère adoucissant du matériau est alors porté par le seul tronçon
i, présentant l’imperfection la plus prononcée.

Figure 3.4 – Influence des défauts sur l’endommagement et la rupture du béton [Rossi
et Richer, 1987].

3.2.2 Le cas des matériaux très hétérogènes

Le raisonnement précédent met l’accent sur le rôle primordial des défauts dans la
ruine des matériaux. Le béton possède la particularité de présenter de nombreux défauts
intrinsèques ; étroitement liés à sa composition hétérogène, son mode d’élaboration et aux
processus physico-chimiques en jeu lors de la prise et du durcissement :
— inclusions souples : porosités bâties sur des bulles d’air entrainées lors du coulage ou

sur la présence d’eau libre dans le béton frais ;
— inclusions rigides : les granulats (incluant eux-même un certain nombre de défauts

intrinsèques, § 1.2.1.4) ;
— structure singulière de l’auréole de transition entre la pâte de ciment et les granulats

(figure 1.9-a) ;
— état de contrainte initial imputable aux diverses sources de retrait (endogène, des-

siccation, contraction thermique. . .).
En première approximation, la composition hétérogène du béton peut être assimilée

à un ensemble de défauts et traduite par l’intermédiaire d’une distribution aléatoire des
résistances locales. Cette approche, particulièrement adaptée au calcul numérique (on

partir d’autres considérations (par exemple : un critère de volume élémentaire représentatif).
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attribue à chaque élément fini une résistance donnée), a été adoptée par de nombreux
auteurs [Dominguez, 2005; Torre-Casanova, 2012].

Les résultats précurseurs obtenus par Rossi et Richer [1987] (figure 3.4) confirment
que le processus d’endommagement s’initie sur la base de défauts et se développe, à partir
d’eux, dans les zones de faiblesse de la structure. Le réseau de défauts est activé au delà
d’un seuil de contrainte, se traduisant au niveau macroscopique par la sortie du domaine de
comportement linéaire. L’augmentation de la sollicitation s’accompagne d’une croissance
des défauts par microfissuration. La coalescence d’un groupe de microfissures conduit à
la localisation de la rupture au voisinage du foyer de défauts le plus sensible, marquant
l’atteinte de la résistance du matériau.

Figure 3.5 – Influence des granulats sur l’endommagement et la rupture du béton : a)
Roelfstra et Sadouki [1986], b) Bažant [1986].

3.2.3 L’influence particulière des granulats

Bien qu’en mesure de reproduire le phénomène de localisation de la rupture, le recours
à un « saupoudrage » de défauts ne permet cependant pas d’appréhender pleinement les
mécanismes induits par la présence des granulats sur l’endommagement et la rupture du
béton. Ces derniers, en tant qu’inclusions rigides, possèdent en effet une influence parti-
culière non négligeable sur les processus d’endommagement.

Les modèles numériques développés par Roelfstra et Sadouki [1986] et Bažant [1986]
intègrent la distribution des grains (figure 3.5). Leurs résultats montrent que :
— la présence de granulats distribués au sein de la pâte de ciment provoque arrêt,

déviation et branchement des microfissures (figure 3.5-a) ;
— les microfissures se propagent très inégalement autour des granulats en fonction

notamment de la taille des grains et de l’état de contrainte initial ;
— la localisation de la rupture s’étend à tout un volume de matériau, dont la largeur

h est estimée à trois fois la dimension des plus gros granulats (figure 3.5) [Bažant,
1986].

Le squelette granulaire, relativement rigide, tend à donner une dimension volumique
à l’endommagement et à influencer le trajet de la rupture. La tortuosité du parcours de
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la fissure, résultant d’un jeu d’équilibre entre le trajet perpendiculaire à la contrainte de
traction principale et le chemin préférentiel reliant un maximum de points de faiblesse, est
une caractéristique des matériaux hétérogènes [Murthy et al., 2009].

3.3 La zone d’élaboration

Tel que décrit plus haut, l’état actuel des connaissances sur l’endommagement et la
rupture du béton conduit à postuler le scénario de ruine suivant :

1. activation du réseau de défauts initiaux au delà d’un seuil de contrainte ;
2. propagation de l’endommagement à partir des défauts par microfissuration ;
3. coalescence d’un groupe de microfissures à travers la matrice cimentaire ;
4. localisation de la rupture jusqu’à épuisement de la section macrofissurée.

Figure 3.6 – Processus d’endommagement associés à la ruine du béton en traction
[Wittmann et Hu, 1991].

Le développement d’une fissure à travers le béton est donc un phénomène multi-échelles
qui s’initie au niveau microscopique et s’achève au niveau macroscopique. La séquence des
mécanismes d’endommagement et de rupture suivante peut ainsi être adoptée (figure 3.6) :

— germination des défauts (A-B) ;
— microfissuration diffuse (B-C) ;
— coalescence des microfissures (C-D) ;
— rupture des ponts de matière (D-E) ;
— engrènement (E-F).
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3.3.1 Modélisation de la zone d’élaboration

L’étape de coalescence marque la transition entre un processus d’endommagement dif-
fus et le phénomène de localisation de la rupture, discret par définition. On appelle zone
d’élaboration c le lieu du matériau où se concentrent les processus d’endommagement pré-
figurant la macrofissuration.

Trois modélisations de référence (figure 3.7), chacune associée à une description ciné-
matique particulière, permettent de décrire la formation de cette zone d’élaboration au
sein d’un élément de béton et de tenir compte de son impact sur le comportement global
de ce dernier :
— une approche continue, déduite de constatations expérimentales (figure 3.7-a) ;
— une approche répartie, basée sur le modèle de la bande fissurée d (figure 3.7-b) ;
— une approche discrète, fondée sur le modèle de la fissure fictive e (figure 3.7-c).

Figure 3.7 – Modélisation de la zone d’élaboration : a) approche continue, b) modèle de
la bande fissurée [Bažant et Oh, 1983], c) modèle de la fissure fictive [Hillerborg et al.,

1976] (Mihashi et Nomura [1992]; Jirásek [2001]).

c. Fracture Process Zone (FPZ).
d. Crack band model.
e. Fictitious-crack model.
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• L’approche continue (figure 3.7-a)
Fondée sur l’observation, elle considère comme son nom l’indique un champ de défor-

mation continu. La zone d’élaboration, centrée sur l’abscisse xFPZ , est caractérisée par
une augmentation progressive, sur une certaine distance de part et d’autre de xFPZ , des
déformations ε(x) par rapport au niveau de déformation moyen ε0 du béton éloigné de
la zone d’élaboration. Le champ de déplacement u associé à cette approche, ainsi que sa
dérivée par rapport à la variable d’espace x, sont continus.

• L’approche répartie (figure 3.7-b)
Développée par Bažant et Oh [1983], elle attribue à la zone d’élaboration une largeur

h associée à une déformation constante εw supérieure à celle des sections courantes ε0. Le
champ de déplacement u résultant, bien que marqué par la présence de ruptures de pente,
reste continu. La dérivée de ce dernier par rapport à la variable d’espace x présente quant
à elle deux discontinuités, liées aux sauts de déformation, matérialisant les limites de la
zone d’élaboration.

• L’approche discrète (figure 3.7-c)
Développée par Hillerborg et al. [1976], elle concentre le phénomène de localisation dans

une zone d’épaisseur nulle d’abscisse xFPZ . Cette approche fait ponctuellement tendre la
déformation ε vers l’infini. L’endommagement localisé du matériau est pris en compte
par l’introduction d’une variable w, homogène à une longueur et assimilable à l’ouverture
d’une fissure fictive. Le champ de déplacement u issu de cette approche est marqué par la
présence, au droit de l’abscisse xFPZ de la zone d’élaboration, d’une discontinuité corres-
pondant à l’ouverture w de la fissure fictive.

L’approche continue requiert l’identification de nombreux paramètres : allure, valeur
maximale et bornes de la déformation localisée. La moyennisation introduite par le modèle
de la bande fissurée permet d’en réduire le nombre. La définition d’une largeur h de la zone
d’élaboration est cependant nécessaire. Rappelons que suivant Bažant [1986], la largeur
de la zone de localisation peut être considérée égale à trois fois le diamètre des plus gros
grains (figure 3.5). Le modèle de la fissure fictive permet de s’affranchir de la notion de
largeur de la zone d’élaboration.

3.3.2 Limites de la zone d’élaboration

Murthy et al. [2009] soulignent dans leur état de l’art l’importance de la définition des
limites de la zone d’élaboration.

On rappelle que les essais réalisés par Evans et Marathe [1968] montrent que l’atteinte
du pic de résistance en traction fctm est précédé par un comportement non linéaire, associé
au développement d’une microfissuration diffuse (figure 3.2). La contrainte fnl, marquant
la limite de linéarité, est estimée à 60% de la valeur au pic [Reinhardt et Weerheijm, 1991;
Chen et Su, 2013].

L’extrapolation de ce comportement en traction, en vue d’analyser la formation d’une
fissure selon la direction perpendiculaire à la contrainte principale de traction (mode I)
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dans une configuration plus complexe (par exemple : la flexion), soulève dès lors la question
d’inclure ou non la phase durcissante de microfissuration diffuse à la zone d’élaboration
(figure 3.8). Bien que la première hypothèse (cas 1, figure 3.8) serait justifiable du point de
vue des mécanismes physiques (l’endommagement du béton s’amorce effectivement pour
une contrainte fnl inférieure à sa résistance en traction fctm), il s’agit là d’un endomma-
gement diffus précédant le phénomène de localisation de la rupture.

Par ailleurs, l’implémentation dans un modèle numérique d’une loi de comportement
du béton endommagé mixte durcissante/adoucissante (cas 1, figure 3.8) ne permet pas
de modéliser fidèlement la fissuration d’un élément de structure en béton sans imposer le
parcours suivi par la zone d’élaboration [Bažant, 2002]. Une telle donnée d’entrée nécessite
une connaissance en amont du faciès de fissuration ; ou implique de poser ce dernier a
priori, ce qui constitue une hypothèse forte. De ce fait, il est généralement reproché à la
loi mixte durcissante/adoucissante son manque d’objectivité [Bažant, 2002].

Figure 3.8 – Limites de la zone d’élaboration.

3.4 Les contraintes dans le béton endommagé

3.4.1 Après l’atteinte de la résistance en traction

À l’atteinte de la résistance en traction du béton fctm, la coalescence des microfissures
(C-D, figure 3.6) provoque la formation de la zone d’élaboration et amorce la transition
micro-macro des mécanismes d’endommagement. Ce phénomène s’accompagne d’une di-
minution graduelle de la contrainte de traction que le béton est en mesure d’équilibrer. Les
contraintes que la zone d’élaboration reste en mesure de transmettre, dites « cohésives »,
sont dues à une couture partielle des lèvres de la fissure en formation. Cette couture, favo-
risée par l’hétérogénéité du béton [Hillerborg et al., 1976; Saouma et Natekar, 2002], est
attribuable à l’existence de ponts de matière entre les deux lèvres de la zone d’élaboration f

f . Crack bridging.
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(D-E, figure 3.6) et, à une plus large échelle, au phénomène d’engrènement g (E-F, figure
3.6). L’augmentation progressive du niveau d’endommagement de la zone d’élaboration
annule graduellement l’efficacité de ces mécanismes jusqu’à aboutir à une séparation com-
plète, au sens mécanique du terme, des lèvres de la fissure (au delà de F, figure 3.6).

Les modèles de la bande fissurée (figure 3.7-b) et de la fissure fictive (figure 3.7-c)
permettent de simplifier la prise en compte de l’effet des contraintes cohésives dans le calcul
de structure. Ces approches nécessitent l’introduction d’un modèle de comportement du
béton endommagé décrivant l’intensité des contraintes cohésives σD en fonction de l’état
de dégradation de la zone d’élaboration. Le suivi de la dégradation de la zone d’élaboration
est réalisé à travers l’utilisation de variables différentes selon que l’on retient l’approche
répartie [Bažant et Oh, 1983] ou discrète [Hillerborg et al., 1976] de la localisation de la
rupture. Dès lors, on utilisera respectivement :
— une déformation moyenne εw répartie sur une largeur constante h (figure 3.7-b) ;
— une ouverture de fissure fictive w concentrée au droit d’une ligne d’épaisseur nulle

(ε→∞) (figure 3.7-c).

Une grande variété de modèles de comportement adoucissant peut être retrouvée dans
la littérature [Murthy et al., 2009]. L’allure de la courbe adoucissante est calibrée par
l’introduction de paramètres relatifs aux coordonnées de points particuliers situés sur
cette dernière. Malgré une recherche très active menée depuis les dernières décennies,
la caractérisation du comportement adoucissant du béton endommagé reste l’objet d’un
nombre important de travaux [Wardeh et Ghorbel, 2015; Ghorbel et Wardeh, 2017]. On
introduit par la suite deux résultats fondamentaux relatifs à cet axe de recherche qui seront
exploités dans le cadre du présent travail.

Résultat 1 - Dans le cadre d’une modélisation numérique intégrant un modèle de com-
portement adoucissant du béton endommagé, l’utilisation d’une loi bilinéaire et d’une loi
en escalier grossière de même allure (figure 3.9-a) produisent des résultats comparables
[Bažant, 2002]. De ce fait, la forme idéalisée des modèles de comportement adoucissant
du béton endommagé ne doit en aucun cas être interprétée d’un point de vue strictement
mathématique.

Ainsi, les modèles de comportement adoucissant calibrés par méthode inverse sur la
base de résultats expérimentaux ne sont représentatifs que d’une tendance générale du
comportement adoucissant réel du béton. On considère cependant à ce jour comme éta-
blie l’approximation globale du comportement adoucissant du béton endommagé par une
tendance bilinéaire [Cedolin et Cusatis, 2008]. Ce profil est par ailleurs celui adopté par le
code de calcul de la Fédération Internationale du Béton (fib) [MC2010, 2013].

Résultat 2 - Guinea et al. [2000] ont mené une étude numérique portant sur la for-
mation d’une unique fissure par l’intermédiaire de la simulation d’un test de flexion trois
points réalisé sur des éprouvettes prismatiques de béton. Un modèle bilinéaire de compor-
tement adoucissant du béton endommagé (figure 3.9-a) est implémenté dans leur modèle

g. Aggregate interlocking.
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numérique. Il découle de leur travail une « photographie » de l’étendue de la zone d’élabo-
ration et du niveau d’endommagement du matériau à l’instant particulier où la structure
atteint sa charge maximale admissible (figure 3.9-b). Cette étude montre que la charge
maximale des structures fléchies en béton est atteinte pour un niveau d’endommagement
du matériau relativement restreint (figure 3.9-b).

La distribution des contraintes le long de la zone d’élaboration en vient à être compa-
rable à un comportement plastique parfait. Bažant [2002] aboutit, par un raisonnement
indépendant basé sur l’effet d’échelle, à une conclusion similaire. La charge maximale des
structures fléchies courantes, et par corollaire tous les états qui précèdent son atteinte,
apparaissent conditionnés par une fraction réduite de la réponse adoucissante du béton
endommagé.

Figure 3.9 – Quelques travaux significatifs relatifs à l’étude des contraintes cohésives :
a) [Bažant, 2002], b) [Guinea et al., 2000].

3.4.2 Avant l’atteinte de la résistance en traction

Après la contrainte fnl et avant l’atteinte de la résistance en traction du béton fctm
(figure 3.8), le comportement non linéaire du béton est attribué à la germination des
défauts et à la microfissuration diffuse de la matrice cimentaire (respectivement A-B et
B-C, figure 3.6).

À ce propos, il est intéressant de soulever que le phénomène de « crack bridging », géné-
ralement associé à la formation d’une fissure macroscopique dans le béton, a également été
mis en évidence au sein de la matrice cimentaire [Higgins et Bailey, 1976]. À cette échelle,
le pontage entre les lèvres des microfissures en formation est attribué à l’enchevêtrement
des cristaux d’hydrates qui se forment à la surface des grains de ciment [op. cit.], ainsi
qu’à la présence de grains de ciment anhydre sur le parcours de la microfissure [Cotterell
et Mai, 1987]. De plus, l’étude expérimentale de Prokopski [1991] a montré que le déve-
loppement de l’endommagement d’un mortier composé de sable 0/6,3 mm et de pâte de
ciment Portland ordinaire est fortement dépendant du rapport eau efficace/ciment. D’une
part, pour un rapport eau efficace/ciment courant (de l’ordre de 0,5 – 0,6), l’endomma-
gement du mortier se produit principalement au niveau des interfaces entre les cristaux
d’hydrates ; impliquant de nombreux branchements et un parcours tortueux à travers la
pâte de ciment. D’autre part, pour un rapport eau efficace/ciment élevé (de l’ordre de 0,8
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– 0,9), l’endommagement du mortier se développe essentiellement suivant des micropores
qui se forment alors, de par l’excès d’eau, au sein de la matrice cimentaire ; ainsi qu’à
l’interface pâte-granulat.

La modélisation de cette phase d’amorçage de l’endommagement n’est cependant pas
clairement établie à ce jour. Par exemple, la figure 3.10-a illustre, pour des petites valeurs
de w (i.e. pour un faible niveau d’endommagement du béton), l’écart entre la modélisation
bilinéaire du comportement adoucissant du béton et son évolution probable. Dans l’objectif
d’intégrer le stade d’amorçage de l’endommagement à la description du comportement
d’une structure en béton, l’approximation bilinéaire du comportement adoucissant du
béton peut être enrichie d’un segment horizontal à l’origine (figure 3.10-b). Ce complément
d’apparence mineur, suggéré par de nombreux auteurs [Higgins et Bailey, 1976; Liaw et al.,
1990; Guinea et al., 2000; Cusatis et Schauffert, 2009; Cusatis et Cedolin, 2007], améliore
nettement la description de la réponse d’une structure au cours de la phase précédant
l’atteinte de sa charge maximale admissible.

3.5 L’énergie de rupture

On s’intéresse à la formation d’une fissure dans un volume de béton au cours d’un essai
où une partie au moins de ce volume est soumise à de la traction. On appelle énergie de
rupture et on note G l’énergie nécessaire à la création d’une surface unitaire de matériau
exempte de toute contrainte mécanique. L’énergie de rupture G peut être déterminée
expérimentalement en divisant la quantité d’énergie nécessaire à la séparation des lèvres
de la fissure, la plupart du temps déduite de l’aire située sous la courbe force-déplacement
relative à un essai de flexion 3 points, par la surface de la fissure formée au cours de celui-
ci. La surface d’une fissure est définie par la norme RILEM TC 50-FMC [1985] comme
son aire projetée sur un plan parallèle à sa direction de propagation. L’énergie de rupture
peut être idéalement divisée en deux contributions [Murthy et al., 2009] :

— une énergie de création de surface, que l’on note GP , nécessaire à la formation de la
zone d’élaboration ;

— une quantité d’énergie additionnelle, notée GF , nécessaire à la séparation complète
des deux lèvres de la fissure.

La figure 3.11-a représente ces différentes énergies sur une courbe de traction idéalisée.
La quantité GP est généralement négligée devant GF . Le terme GF est égal à l’aire sous
la courbe représentative du comportement adoucissant du béton endommagé [op. cit.] :

G ' GF GF =
∫ w→∞

0
σ(w)dw

La tendance bilinéaire du modèle de comportement du béton endommagé, représentée
sur la figure 3.11-b, confirme le caractère multi-échelle des processus physiques d’endom-
magement représentés par la figure 3.6.

Le premier segment de la courbe, attribué à la coalescence des microfissures, montre
une diminution rapide de l’intensité des contraintes cohésives avec la multiplication des
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Figure 3.10 – Modélisation affinée du comportement du béton endommagé : a) [Cedolin
et Cusatis, 2008], b) [Cusatis et Schauffert, 2009; Liaw et al., 1990].

interférences entre les différents foyers isolés d’endommagement. Cette diminution se pour-
suit jusqu’à une valeur pivot d’ouverture de fissure fictive, notée w1, associée à une fraction
ψ de la résistance en traction.

Le deuxième segment, beaucoup moins abrupt, peut être rapproché des phénomènes
macroscopiques d’endommagement : rupture des ponts de matière granulaire, engrène-
ment. La neutralisation complète de ces liaisons résiduelles est associée à une ouverture de
fissure que l’on note wc, de l’ordre du critère de maîtrise de la fissuration aux états limites
de service.

De nombreuses recherches ont été dédiées à l’identification des différents paramètres
permettant de calibrer la modélisation bilinéaire du comportement adoucissant du béton
[Bažant, 2002]. Le code de calcul MC2010 [2013] propose de les estimer par l’intermédiaire
des relations empiriques suivantes :

fct = fctm ψ = 0, 20 w1 = GF
fctm

wc = 5GF
fctm

Ces indicateurs ne font cependant pas l’objet d’un consensus. La figure 3.11-c confronte
la courbe normative [MC2010, 2013] à un ensemble d’approximations bilinéaires pouvant
être construites à partir des résultats de la littérature relatifs aux bétons courants [Bažant,
2002]. On note que la courbe préconisée par le code de calcul est proche d’une moyenne
basée sur l’ensemble des observations expérimentales considérées. L’existence d’un plateau
initial (figure 3.10-b) n’est, dans le cadre normatif, pas prise en compte.

Ce tracé montre également que la dispersion de la mesure se concentre essentiellement
au niveau du pivot (w1;ψ) ainsi qu’autour de l’ouverture de fissure maximale wc. La ma-
jorité de l’incertitude porte donc sur les contraintes cohésives résiduelles. Cette conclusion
est en partie justifiée par le fait que l’énergie de rupture associée au deuxième stade de
dégradation est influencée par les dimensions de la structure [Bažant et Yu, 2004] et très
certainement sensible aux caractéristiques des granulats.

Par convention, on appelle énergie de rupture initiale et on note Gf l’aire située sous
le premier segment de l’approximation bilinéaire, prolongé jusqu’à son intersection en w0
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Figure 3.11 – Principaux paramètres relatifs à l’énergie de rupture : a) [Cedolin et
Cusatis, 2008], b) et c) [Bažant, 2002].

avec l’axe des abscisses (figure 3.11-b). Ce paramètre peut être corrélé à l’énergie de rup-
ture globale par la relation GF

Gf
= 2, 5 [Bažant, 2002]. Ce ratio est confirmé par l’analyse

de 246 résultats expérimentaux issus de la littérature sur la base d’un réseau de neurones
artificiels développé par Nikbin et al. [2017].

L’énergie initiale de rupture Gf est, contrairement à GF , une quantité indépendante
de la taille de l’échantillon [ibid.]. Ces deux définitions de l’énergie de rupture ont chacune
leur domaine d’application propre [ibid.] :
— l’énergie de rupture initiale Gf conditionne le comportement d’une structure jusqu’à

sa charge maximale admissible ;
— l’énergie de rupture globale GF permet d’établir le bilan énergétique associé à la

ruine complète d’une structure.

3.6 L’effet d’échelle des structures

La multiplication des essais de laboratoire sur différentes géométries d’éprouvettes en
béton a permis de mettre en évidence une dépendance, au premier abord surprenante,
entre les performances mécaniques du béton et la dimension de l’échantillon testé. On
parle d’effet d’échelle des structures en béton. Les résultats de L’Hermitte [1973], basés
sur un béton courant, suggèrent l’existence de deux phénomènes a priori distincts (figure
3.12) :

— une diminution de la résistance du matériau avec l’augmentation de la taille de
l’échantillon (figure 3.12-a) ;

— une dépendance de la résistance du matériau h envers le mode de chargement de
l’échantillon (figure 3.12-b).

h. Les résultats de la figure 3.12-b sont exprimés en termes de probabilité de rupture PF en fonction
de la contrainte de rupture σF . Si l’on effectue M fois le même type d’essai et si l’on ordonne par ordre
croissant les M contraintes de rupture obtenues : σF 1 ≤ σF 2 ≤ · · · ≤ σF i ≤ · · · ≤ σF M , on peut alors
définir la probabilité de rupture PF i associée à la i-ème contrainte de rupture σF i par : PF i = i

M+1 .
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L’effet d’échelle semble donc être un phénomène couplé auquel il est possible d’attribuer
deux origines :
— les dimensions de l’éprouvette, on parle « d’effet de volume » ;
— l’hétérogénéité des contraintes, ou « effet de gradient ».

L’effet d’échelle des structures en béton, de par ses conséquences non négligeables (les
résistances du béton obtenues par traction directe et par flexion diffèrent d’un facteur
supérieur à 2, figure 3.12-b), se doit d’être analysé. Une première approche, développée
par Bažant [1986], consiste à associer les propriétés mécaniques du matériau à la taille du
spécimen via l’utilisation de lois d’effet d’échelle. Mazars [1989] montre quant à lui que
l’effet d’échelle peut être traité d’un point de vue physique, en tenant compte du caractère
hétérogène de la structure interne du béton.

Pour un mode de chargement fixé (i.e. indépendamment de tout effet d’hétérogénéité
des contraintes), l’effet de volume s’explique par le fait que plus la quantité de matériau
mise en jeu augmente, plus la probabilité de présence de gros défauts est importante. Il
en découle une diminution de la contrainte moyenne de rupture.

Cette interprétation s’avère confirmée par les modélisations numériques de Rossi et
Richer [1987] qui intègrent la présence de défauts par l’intermédiaire d’une distribution
aléatoire des résistances locales de chaque élément fini.

Figure 3.12 – Mise en évidence expérimentale de l’effet d’échelle : a) effet de volume, b)
effet de gradient (ou d’hétérogénéité des contraintes) [L’Hermitte, 1973].

Pour une dimension d’éprouvette fixée (i.e. indépendamment de tout effet de volume),
l’effet d’hétérogénéité des contraintes peut être assimilé à une diminution fictive du vo-
lume de l’éprouvette. Nous avons en effet vu que le mode de chargement d’un échantillon
influence la position et l’étendue de la zone de rupture ; du fait d’un volume de plus en
plus réduit astreint à la contrainte de traction maximale (figure 3.1).

Or, en accord avec l’origine physique de l’effet de volume, la probabilité de trouver
un gros défaut dans le volume de matériau le plus sollicité est d’autant plus faible que

51



CHAPITRE 3 - La ruine du béton en traction

ce volume est petit. Ce raisonnement est compatible avec l’augmentation observée de la
résistance moyenne du béton avec l’hétérogénéité des contraintes (figure 3.12-b). Hormis
d’éventuels phénomènes de redistribution des contraintes (§ 3.4 et figure 3.9-b), l’effet de
gradient ne serait donc qu’une manifestation indirecte de l’effet de volume.

Citons pour terminer la conclusion de l’article de Mazars [1989] consacré à l’effet
d’échelle dans les structures en béton : « [. . .] la notion d’effet d’échelle n’est pas un ca-
ractère intrinsèque des structures. Cette notion est en relation directe avec la modélisation
qui la fait apparaître et met en évidence une carence des modèles vis-à-vis des phénomènes
physiques qui sont à décrire. Le problème qui se pose pour le béton est le fait que la descrip-
tion habituelle du comportement s’effectue au moyen de la mécanique des milieux continus
et homogènes, or le matériau est un milieu discontinu (car originellement microfissuré et
poreux) et hétérogène (car comportant un squelette granulaire). ».
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Chapitre 4

L’adhérence armature-béton

4.1 Généralités

4.1.1 L’association armature-béton

Comme dit précédemment, le béton conventionnel est un matériau qui possède une
résistance en compression moyenne fcm supérieure d’environ un ordre de grandeur à sa
résistance en traction moyenne fctm. Cette résistance en traction est insuffisante pour la
réalisation de la majorité des éléments de structure du Génie Civil qui, pour la plupart,
sont au moins partiellement tendus : poutres, dalles, murs de soutènement. Pour répondre
à cette problématique, les zones tendues du béton doivent être renforcées (armées) par des
barres en acier qui assurent un cheminement alternatif aux contraintes de traction après
fissuration du béton. L’association a-b dépend principalement de :
— la compatibilité thermique : les coefficients de dilatation thermique du béton et

de l’acier sont très proches, de l’ordre de 10−5 K−1 (§ 3.1.3 de la norme NF-EN-1992
[2005]). Cela limite fortement la dilatation différentielle, et donc l’endommagement
de la liaison entre les deux matériaux sous l’effet des variations répétées de tempé-
rature ;

— la compatibilité chimique : les armatures, noyées dans le béton, bénéficient du
pH basique de la solution intersticielle du béton. Ce pH de l’ordre de 13 assure,
en l’absence de pathologie de l’enrobage a et sous réserve d’une fissuration d’origine
mécanique maîtrisée, une protection contre la corrosion ;

— la compatibilité mécanique : pour fonctionner en tant que composite, un transfert
de contraintes entre l’armature et le béton est indispensable. Pour cette raison,
la géométrie des armatures a progressivement évolué des fers à béton lisses aux
armatures en acier à la surface irrégulière, dites à haute adhérence (HA).

4.1.2 La contrainte d’adhérence

Analysons dans un premier temps la zone tendue d’une poutre fléchie en béton armé
(figure 4.1-a, l’effort tranchant n’y est pas montré). Cette figure montre que l’effort de

a. Par exemple : carbonatation, contamination par les chlorures, attaque sulfatique, gel-dégel, réactions
alcali-granulats, lixiviation, bactéries. . .
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traction F dans l’armature conduit au développement de contraintes tangentielles, dites
d’adhérence et notées τ , entre les fissures du béton et tout au long de l’interface a-b.

On s’intéresse maintenant à la condition d’équilibre d’un tronçon de l’armature. Consi-
dérons pour cela un tronçon élémentaire quelconque de la barre, d’abscisse z0, de longueur
dz et de diamètre dnom, et réalisons un bilan des actions extérieures orientées selon z sur
ce tronçon. La figure 4.1-b montre que tronçon d’armature est soumis à :
— une contrainte de traction d’intensité σs(z0), orientée selon −z ;
— une contrainte de traction d’intensité σs(z0 +dz), a priori différente de σs(z0), orien-

tée selon z ;
— à une contrainte d’adhérence τ(z0), a priori non nulle, orientée selon −z et supposée

constante sur la longueur infinitésimale dz.
L’existence d’une contrainte radiale (orientée selon l’axe r, figure 4.1-b) sera discu-

tée dans la suite de ce chapitre. L’équation d’équilibre selon z du tronçon élémentaire
d’armature (équation 4.1) [Perchat, 2013] montre que la variation de la contrainte de trac-
tion σs(z0) le long du tronçon d’armature est d’autant plus importante que la contrainte
d’adhérence τ(z0) est élevée. Cette relation confirme le rôle clé de la contrainte d’adhé-
rence dans le transfert des efforts entre le béton et l’armature au sein d’un élément en
béton armé.

τ(z0) = dnom
4

dσs(z0)
dz

(4.1)

Figure 4.1 – La contrainte d’adhérence : a) zone tendue d’une poutre fléchie, b)
équilibre d’un tronçon d’armature.

4.1.3 L’armature à haute adhérence

L’armature traditionnelle en acier est un produit industriel et sa conception fait donc
l’objet de normes. Ce travail se concentre sur l’armature HA de type « barre » au sens de
la norme NF-EN-10080 [2005] relative aux armatures du béton.
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Le relief d’une armature HA, qui assure l’irrégularité de sa surface et donc une com-
patibilité mécanique optimale avec le béton, se présente sous la forme d’un marquage
périodique constitué :
— soit de bosses dépassant du noyau (i.e. section pleine) de la barre, on parle alors de

verrous ;
— soit de creux intégrés dans l’épaisseur du noyau de la barre, on parle alors d’em-

preintes.
L’armature à empreintes est généralement utilisée pour la réalisation d’éléments pré-

contraints par pré-tension. L’armature à verrous, quant à elle, est utilisée pour la fabrica-
tion du béton armé et fait l’objet du présent travail.

La conception géométrique de la surface d’une armature HA (figure 4.2) est encadrée
par de nombreuses prescriptions normatives [op. cit.], entre autres :
— les diamètres nominaux dnom des barres HA sont normalisés ;
— une barre à verrous présente à minima deux rangées de verrous répartis de manière

uniforme sur toute sa longueur ;
— la hauteur h des verrous (distance entre le point haut du verrou et la surface du noyau

de l’armature, mesurée perpendiculairement à l’axe de la barre) doit être comprise
entre 0,03 dnom et 0,15 dnom ;

— l’espacement e des verrous (distance entre les centres de deux verrous consécutifs,
mesurée parallèlement à l’axe de la barre) doit être comprise entre 0,4 dnom et 1,2
dnom ;

— l’inclinaison α du flanc des verrous (angle du flanc du verrou mesuré perpendiculai-
rement à l’axe longitudinal du verrou) doit être supérieure à 45° ;

— l’inclinaison β des verrous eux mêmes (angle entre l’axe du verrou et l’axe longitu-
dinal de la barre) doit être comprise entre 35 et 75°.

On construit à partir de ces caractéristiques géométriques le paramètre fR, appelé
surface relative des verrous. Il est défini comme le rapport entre, d’une part, l’aire issue
de la projection de l’ensemble des verrous sur un plan perpendiculaire à l’axe de la barre
(surface de butée, figure 4.2) et, d’autre part, le produit de l’espacement des verrous
par la circonférence nominale de la barre (surface cisaillée, figure 4.2) [NF-EN-10080,
2005; Perchat, 2013]. On montre, moyennant certaines hypothèses simplificatrices (annexe
A), que la surface relative des verrous fR est peu différente du rapport h/e entre la
hauteur et l’espacement des verrous. Compte tenu des prescriptions normatives introduites
précédemment, le paramètre fR est donc susceptible de varier entre 0,025 et 0,375.

Les essais de Darwin et Graham [1993] consacrés à l’influence de la géométrie des ver-
rous sur la plage 0, 05 ≤ fR ≤ 0, 20 montrent que la capacité d’adhérence d’une barre HA
est d’autant plus importante que le paramètre fR est grand, ce qui suggère que l’adhérence
a-b est d’autant plus efficace que les verrous sont hauts et/ou rapprochés. Si l’on s’intéresse
à l’ensemble du domaine de définition de fR, Tepfers et Olsson [1992] montrent cependant
une baisse de la capacité d’adhérence au delà de fR = 0, 20. Cela suggère l’existence d’un
rapport h/e seuil au delà duquel la capacité d’adhérence de l’armature diminue.
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Figure 4.2 – Paramétrage de la géométrie d’une barre HA.

4.1.4 Les échelles d’observation

La taille des verrous, de l’ordre du millimètre, donc proche de celle des grains de sable
du béton, est très petite comparée à l’échelle de l’élément de structure en béton armé. Dans
le cadre d’études numériques intégrant l’adhérence a-b, il est donc difficile de concilier :
— la prise en compte des phénomènes d’endommagement à petite échelle : qui nécessite

un niveau de représentation fin de la géométrie de la barre et du comportement du
béton ;

— la simulation du comportement de la structure à grande échelle : qui implique un
volume considérable d’éléments, qu’ils soient finis ou discrets.

Pour pallier cette problématique résultant principalement d’une limitation imposée par
la puissance de calcul, trois échelles d’observation de la liaison a-b, correspondant à trois
niveaux de représentation, peuvent être adoptés en fonction de la nature du problème à
résoudre [Dominguez, 2005] :
— l’échelle de la nervure (figure 4.3-a) : on y tient compte de la géométrie des

verrous et, idéalement, de la structure interne du béton (granulats, pâte de ciment)
[Daoud et al., 2013]. L’interaction a-b peut, à cette échelle, être étudiée du point de
vue des mécanismes physiques qui se produisent au voisinage de l’armature ;

— l’échelle de la barre (figure 4.3-b) : l’armature y est modélisée comme une barre
lisse. Le comportement dû à l’interaction entre les verrous et le béton est alors pris
en compte par un élément d’interface, disposé à la frontière entre l’armature et le
béton, auquel on attribue une loi de comportement tenant compte de manière im-
plicite des mécanismes physiques réellement à l’œuvre à l’interface a-b [Dominguez,
2005; Richard, 2010]. Cette approche est adaptée à la modélisation d’un élément
de structure isolé (poutre, poteau) et permet, par exemple, de rendre compte de la
macrofissuration du béton ;

— l’échelle de la structure (figure 4.3-c) : les armatures y sont modélisées par des
éléments linéiques « acier » qui traversent un maillage tridimensionnel d’éléments
« béton » de façon indépendante (maillages non coïncidents) [Torre-Casanova, 2012].
Ce niveau de modélisation est adapté à l’étude de la réponse d’ouvrages en béton
armé composés de nombreux éléments structurels et donc une quantité importante
de barres.
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Figure 4.3 – Niveaux de représentation de la liaison a-b : a) échelle de la nervure, b)
échelle de la barre, c) échelle de la structure [Dominguez, 2005].

4.1.5 L’interface armature-béton

La petite surface de contact (surface de butée, figure 4.2) entre le béton et les verrous
peut conduire localement au développement de contraintes de l’ordre de la résistance en
compression du béton, et ce, même pour un effort de traction modéré dans la barre. Un
endommagement sévère et localisé du béton sous les verrous est confirmé dans un rapport
de la fib b sur l’état de l’art de l’adhérence a-b [FIB, 2000].

Ce rapport indique l’existence de trois mécanismes de rupture, dits locaux, observés à
l’échelle de la nervure :

1. glissement à l’interface entre le flanc du verrou et le béton (figure 4.4-a) ;
2. formation d’un coin de béton pulvérisé, logé au creux du verrou (figure 4.4-b) ;
3. cisaillement du béton piégé entre les verrous de l’armature (figure 4.4-c).

Il est important de souligner que ces mécanismes locaux de rupture n’engendrent pas
systématiquement, dès l’instant de leur apparition, une baisse de la capacité d’adhérence.
On peut cependant associer à l’apparition de ces ruptures localisées une redistribution
des contraintes au voisinage de l’armature, qui diffère selon la position et l’orientation des
lignes de rupture. À chaque mécanisme local de rupture correspond en effet une surface de
contact effective (lignes épaisses rouges, figure 4.4), où l’essentiel du transfert de contrainte
entre l’armature et le béton se produit. Notons que le mécanisme local de rupture 1 est
caractérisé par un contact acier-béton alors que le frottement béton-béton est prédominant
pour ce qui est des mécanismes locaux de rupture 2 et 3.

Ces différentes constatations montrent que la géométrie de l’interface a-b, définie à
l’état sain comme la frontière entre l’acier de l’armature et le béton (définition « ma-
tériau »), évolue en cours de chargement du fait de mécanismes d’endommagement très
localisés au voisinage direct des verrous. Pour cette raison, dans le présent manuscrit, on
désignera par interface a-b la frontière entre l’ensemble des particules « mobiles », soli-
daires du mouvement de la barre et celles « statiques », solidaires de la masse du béton
d’enrobage.

b. Fédération Internationale du Béton, cette association est issue de la fusion, en 1998, du Comité
Européen/Euro-international du Béton (CEB) et de la Fédération Internationale de la Précontrainte (FIP).
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Figure 4.4 – Mécanismes locaux de rupture à l’interface a-b [FIB, 2000].

4.2 Comportement longitudinal

La surface irrégulière d’une barre HA permet au béton frais de se loger entre les
verrous lors du coulage du béton, favorisant ainsi une intrication géométrique entre l’ar-
mature et le béton. Le durcissement du béton a pour effet de figer la position relative
de l’armature par rapport au béton dans une configuration neutre du point de vue des
contraintes d’adhérence (τ = 0). La mobilisation des contraintes d’adhérence τ n’est alors
possible qu’à condition de perturber cette configuration neutre ; c’est à dire sous réserve
d’un déplacement relatif, dit glissement et noté s, de l’armature par rapport au béton
environnant.

On définit par convention comme longitudinale la direction z confondue avec l’axe
de l’armature. On appelle comportement longitudinal de l’interface a-b la relation τ − s
entre la contrainte tangentielle parallèle à l’axe z qui se développe à l’interface a-b, dite
d’adhérence (§ 4.1.2), et le glissement. Le comportement longitudinal de l’interface a-b
influence de manière significative la réponse mécanique des éléments de structure en béton
armé (résistance, rigidité, fissuration. . . ) et fait donc l’objet de la majorité des études qui
sont consacrées à l’adhérence a-b.

4.2.1 L’essai d’arrachement

4.2.1.1 Dispositif expérimental

L’étude du comportement local de l’adhérence a-b est rarement menée dans des condi-
tions réelles, c’est à dire à travers le test d’un élément de structure à l’échelle 1. En effet,
bien que représentatif, la complexité technique et le coût d’un tel essai sont des facteurs
rédhibitoires compte tenu :
— du nombre d’éprouvettes à réaliser du fait de la dispersion associée au phénomène ;
— de la quantité de variables d’intérêt (diamètre de la barre, épaisseur d’enrobage, type

de béton. . . ).
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Pour cette raison, différents tests de laboratoire, dont deux faisant l’objet de recom-
mandations [RILEM-RC6, 1994; NF-EN-10080, 2005], ont été développés :
— l’essai de flexion, ou « beam test » (figure 4.5-a), possède l’avantage de recréer

un environnement de béton tendu proche de celui dans lequel se trouve l’armature
en conditions réelles. Sa mise en œuvre (environ 45 L de béton par éprouvette)
reste cependant relativement complexe et onéreuse dans le cadre d’une étude multi-
paramètres ;

— l’essai d’arrachement par traction c, ou « pull-out test » (figure 4.5-b), simple
d’exécution et économique (environ 5 L de béton par éprouvette), est quant à lui
adapté à l’aspect multi-paramètres précédemment évoqué. On reproche cependant à
ce test sa configuration, qui diffère de celle dans laquelle se trouve une armature en
situation réelle [Cairns et Plizzari, 2003; Tastani et Pantazopoulou, 2010].

Figure 4.5 – Tests de laboratoire pour l’adhérence a-b : a) beam test, b) pull-out test.

L’essai d’arrachement par traction au sens des recommandations de la norme NF-EN-
10080 [2005], qui constitue le point de départ du présent travail, propose de caractériser
le comportement longitudinal τ − s de l’interface a-b par la mesure de deux grandeurs
(figure 4.6) :
— l’effort de traction F appliqué à l’extrémité chargée de l’armature ;
— le déplacement relatif entre l’armature et le béton (glissement), noté s, mesuré au

niveau de l’extrémité libre de cette dernière.

La contrainte d’adhérence τnom agissant à l’interface a-b (équation 4.2) est alors définie
par la norme NF-EN-10080 [2005] comme le rapport entre l’effort de traction F appliqué à
l’armature et l’aire nominale de sa zone d’ancrage, assimilée à une surface cylindrique de
diamètre dnom et de hauteur ladh (figure 4.6). Cette définition normative de la contrainte
d’adhérence sera discutée dans la suite de ce manuscrit.

τnom = F

π dnom ladh
(4.2)

c. Qui sera abrégé « test d’arrachement ».
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Figure 4.6 – Conception type d’une éprouvette d’essai d’arrachement.

4.2.1.2 Uniformité de la contrainte d’adhérence

La répartition de l’effort de traction F sur l’interface a-b telle qu’exprimée par l’équa-
tion 4.2 suppose une contrainte d’adhérence uniformément répartie le long de l’interface.
Or, en admettant une corrélation directe entre contrainte d’adhérence et glissement, une
des conditions nécessaires à la validité de cette hypothèse est celle d’un glissement uniforme
(i.e. déplacement rigide) de l’armature à travers le béton.

Cependant, l’effort de traction agissant dans l’armature, et donc sa déformation axiale,
diminuent entre le point d’application de F et l’extrémité libre de l’armature (figure 4.6).
De ce fait, pour un niveau de chargement donné, les points de l’interface a-b proches
du point d’application de la charge F glissent plus que ceux qui en sont éloignés. Par
conséquent, la contrainte d’adhérence τ ne peut pas être répartie de manière parfaitement
uniforme tout au long de l’interface a-b, mais diminue avec l’éloignement par rapport au
point d’application de la charge F.

Afin de se rapprocher de l’hypothèse d’uniformité de la contrainte d’adhérence supposée
par l’équation 4.2, il est donc nécessaire de limiter la différence de glissement entre les
deux extrémités de l’interface a-b. Cet objectif peut être atteint en réduisant la longueur
d’ancrage ladh de l’armature, ce qui offre le double bénéfice :
— à charge F constante : de limiter l’allongement total de l’armature ;
— à contrainte d’adhérence constante τ : de diminuer la charge F nécessaire à l’arra-

chement.

A contrario, pour une question de représentativité des résultats, la longueur d’ancrage
ladh doit également assurer la présence d’un nombre minimal de verrous de l’armature.

Pour ces raisons, une longueur d’ancrage de 5 × dnom est recommandée par la norme
NF-EN-10080 [2005]. La littérature suggère que cette prescription peut être étendue à des
longueurs d’ancrage ladh variant de 3 × dnom [Malvar, 1992; Tepfers et Olsson, 1992] à
7× dnom [Tastani et Pantazopoulou, 2013].
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4.2.1.3 Effets de bord au contact éprouvette/support

L’effort de traction F appliqué à l’armature au cours de l’essai d’arrachement est
équilibré par l’appui de l’éprouvette sur un plateau rigide (figure 4.6). Il se développe
donc au contact entre la face inférieure de l’éprouvette et le plateau d’appui :
— une contrainte de compression qui s’oppose à l’effort de traction F ;
— un frettage latéral de l’éprouvette dû au frottement entre le béton et le plateau.

Afin de limiter l’influence de ces contraintes sur le comportement de l’interface a-b, la
zone d’ancrage de l’armature est généralement déportée via la mise en œuvre d’un gainage
permettant, sur une distance maîtrisée, de neutraliser l’adhérence entre l’armature et le
béton lors du coulage (figure 4.6). Un écart entre la zone d’ancrage et le plateau d’appui
de 5× dnom est recommandé par la norme NF-EN-10080 [2005].

Notons pour finir que l’essai d’arrachement tel qu’introduit par la norme NF-EN-10080
[2005] est essentiellement voué à une approche comparative visant à tirer des conclusions
sur l’efficacité relative de différents bétons ou types d’armatures. Cette vocation est par
ailleurs confortée par une prescription qui impose l’épaisseur d’enrobage cnom de l’armature
(figure 4.6) à une valeur proche de 5 × dnom, ce qui exclu donc toute possibilité d’étude
de l’influence de ce paramètre sur l’adhérence a-b.

4.2.2 Courbe adhérence vs. glissement

La figure 4.7 représente la courbe τ − s caractéristique du comportement longitudinal
de l’interface a-b. Sous réserve d’une longueur d’ancrage ladh courte permettant d’éviter
la plastification de l’armature, deux mécanismes de rupture, dits globaux et conduisant
(par opposition aux mécanismes locaux de rupture introduits au § 4.1.5) à l’épuisement
de la capacité d’adhérence, sont susceptibles de se produire :
— une rupture quasi-fragile par scission du béton d’enrobage (splitting-type fai-

lure), qui se produit à travers le volume de béton entourant l’armature (repère [A],
figure 4.7) ;

— une rupture ductile par ruine de l’interface a-b (pull-out failure d), qui se
concentre dans une bande de quelques millimètres d’épaisseur située au voisinage
direct de l’armature (repère [B], figure 4.7).

L’allure complexe de la courbe τ − s est généralement décomposée en trois stades
auxquels on attribue un mécanisme d’adhérence spécifique [FIB, 2000] :
— l’adhésion chimique : elle désigne la capacité de l’interface a-b à équilibrer une

contrainte d’adhérence τ sans un glissement s significatif. Ce stade correspond au
segment relativement vertical de la courbe τ − s (ligne en points, figure 4.7) ;

— l’enchevêtrement mécanique : il est associé à l’augmentation conjointe de la
contrainte d’adhérence τ et du glissement s jusqu’au pic de résistance. Ce stade

d. Aussi appelée « partial splitting ».
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correspond à la branche ascendante inclinée (durcissante) de la courbe τ − s (ligne
pleine, figure 4.7) ;

— le frottement : il est associé à la diminution de la contrainte d’adhérence τ avec
l’augmentation du glissement s après l’atteinte du pic de résistance. Ce stade cor-
respond à la branche descendante (adoucissante) de la courbe τ − s (ligne en tirets,
figure 4.7).

Notons que, suivant l’approche conventionnelle [FIB, 2000], le mécanisme de frotte-
ment est uniquement rencontré en cas de rupture globale ductile par ruine de l’interface
a-b (repère [B], figure 4.7).

Figure 4.7 – Comportement longitudinal type de l’interface a-b.

Dans un but comparatif, les paramètres suivants peuvent être distingués (figure 4.7)
[Chiriatti et al., 2018] :

— la résistance d’adhésion chimique τadh : la contrainte d’adhérence maximale ob-
tenue au cours du stade d’adhésion chimique, juste avant l’amorçage d’un glissement
notoire ;

— la raideur tangentielle de l’interface a-b ks : la pente de la portion quasi-linéaire
de la branche ascendante, juste après l’atteinte de τadh ;

— la contrainte d’adhérence ultime τmax : la valeur maximale de la contrainte
d’adhérence atteinte au cours du glissement ;

— la contrainte d’adhérence résiduelle τres : la valeur quasi-constante de la contrainte
d’adhérence obtenue après un glissement égal à plusieurs fois le diamètre de l’arma-
ture.

Ces paramètres seront utilisés dans le cadre du présent travail pour quantifier l’influence
des différentes variables étudiées (épaisseur d’enrobage, type de béton) sur le comporte-
ment longitudinal de l’interface a-b.
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Soulignons enfin que l’aire sous la courbe τ−s issue d’un essai d’arrachement quantifie
le travail mécanique nécessaire à la ruine de l’adhérence a-b. La courbe τ − s est donc
représentative du bilan énergétique de l’association a-b selon la direction longitudinale z.

4.2.3 Outils calculatoires

Le comportement longitudinal de l’interface a-b est, à ce jour, modélisé de manière
semi-empirique. Cette approche consiste, moyennant l’introduction de paramètres ajustés
sur la base d’essais expérimentaux, à approcher l’allure réelle de la courbe τ − s par une
fonction mathématique. Cette fonction peut être (figure 4.8-a) :
— affine par morceaux : la précision du modèle dépend alors de la quantité de seg-

ments de droites que l’on utilise. Du fait de l’allure complexe de la courbe τ − s,
cette approche nécessite, pour être précise, l’introduction d’un nombre important de
paramètres ;

— polynomiale : la précision peut être adaptée par l’intermédiaire du degré du polynôme
(et donc du nombre de paramètres) ;

— issue d’une superposition : la courbe τ − s est décomposée en différentes fonctions,
dites élémentaires, chacune étant associée à un mécanisme d’adhérence particulier
(adhésion chimique, enchevêtrement mécanique, frottement).

• Le Model Code 2010 de la fib

Le modèle actuellement retenu par le code de calcul MC2010 [2013], basé sur la cam-
pagne expérimentale de référence menée par [Eligehausen et al., 1983], permet la descrip-
tion du comportement longitudinal de l’interface a-b dans son ensemble (figure 4.8-b).

La phase ascendante de la courbe (enchevêtrement mécanique) est approchée par une
fonction puissance. Le pic de résistance, la phase adoucissante et le plateau final sont
approchés par des segments de droites (équation 4.3). Les valeurs des paramètres s1,
s2, s3, α, τmax et τ3 sont données par le code de calcul MC2010 [2013] en fonction du
mécanisme global de ruine de l’adhérence a-b (quasi-fragile : repère [A] ou ductile : repère
[B], figure 4.7), de la qualité du bétonnage et de la résistance en compression du béton.

τ = τmax

(
s

s1

)α
0 ≤ s ≤ s1

τ = τmax s1 ≤ s ≤ s2

τ = τmax − (τmax − τ3)
(
s− s2
s3 − s2

)
s2 ≤ s ≤ s3

τ = τ3 s ≥ s3 (4.3)

La raideur tangentielle de l’interface a-b obtenue à partir de l’utilisation de la fonction
puissance (équation 4.3), correspondant à la dérivée de cette dernière par rapport au
glissement s, est sensible aux valeurs retenues pour les paramètres τmax, s1 et α.

Compte tenu de l’influence significative de la raideur tangentielle sur la rigidité d’en-
semble et l’espacement des fissures des éléments en béton armé, le modèle semi-empirique
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Figure 4.8 – Modélisation du comportement longitudinal de l’adhérence a-b : a)
[Torre-Casanova, 2012], b) [MC2010, 2013].

du MC2010 [2013] constitue donc une ressource limitée dans le cadre d’études poussées de
l’influence de l’adhérence a-b sur la réponse de ces derniers.

Notons que des expressions plus complexes, permettant de calculer la valeur de chaque
paramètre de l’équation 4.3 en tenant compte de variables additionnelles (diamètre de la
barre, épaisseur d’enrobage. . . ), sont également proposées dans la littérature [Shen et al.,
2016] ; notamment en ce qui concerne l’évaluation de la contrainte d’adhérence ultime
τmax. L’utilisation de ces formules « améliorées » conduit cependant à l’introduction de
nouveaux paramètres qu’il convient également d’ajuster via des essais expérimentaux.

De plus, Torre-Casanova [2012] met en évidence une perte de raideur tangentielle ra-
pide entre la phase d’adhésion chimique (avant τadh, figure 4.7), où elle est de l’ordre de
1012 Pa/m ; et la phase d’amorçage de l’enchevêtrement mécanique (juste après τadh, figure
4.7), où ks ' 1010 Pa/m (soit un facteur 100). Or l’équation proposée par le code de calcul
MC2010 [2013] suppose une raideur continue entre τ = 0 et τ = τmax.

• La norme Eurocode 2

Les prescriptions normatives de l’Eurocode 2 se limitent au calcul d’une contrainte
ultime d’adhérence fbd, devant permettre d’éviter la « rupture d’adhérence » (§ 8.4.2 de la
norme NF-EN-1992 [2005]), correspondant donc a priori à la contrainte τmax (figure 4.7).
Suivant les conditions de bétonnage, cette contrainte fbd est comprise, pour les barres de
diamètre dnom ≤ 32 mm, entre e 1, 57 × fctd et 2, 25 × fctd. Une application numérique
pour un béton de structure courant C25/30 donne une contrainte ultime d’adhérence fbd
comprise entre 1,9 et 2,7 MPa. Cette valeur réglementaire est très inférieure à la contrainte
τmax observée expérimentalement, qui est de l’ordre de 10 à 15 MPa [Eligehausen et al.,
1983].

e. Le paramètre fctd désigne la valeur de calcul de la résistance en traction du béton. Elle est obtenue
en divisant la résistance caractéristique en traction du béton (fractile 5 %) fctk,0,05 par le coefficient partiel
de sécurité γC = 1, 5 tenant compte de la dispersion des caractéristiques mécaniques du béton.
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La valeur de la contrainte ultime d’adhérence fbd est utilisée pour le calcul des lon-
gueurs d’ancrage et de recouvrement à l’état limite ultime (§ 8.4 de la norme NF-EN-1992
[2005]). À l’état limite de service, outre les dispositions constructives générales, l’Eurocode
2 n’inclut aucune prescription visant à limiter l’endommagement de l’interface a-b.

4.3 Comportement transversal

4.3.1 Origine et intérêt

Sous réserve de l’utilisation d’une armature HA, l’interface a-b possède la particularité
de présenter une surface de contact macroscopiquement irrégulière avec le béton (figure
4.2). Cette géométrie particulière permet un enchevêtrement mécanique systématique (i.e.
indépendamment du mécanisme local de rupture, figure 4.4) entre l’armature et le béton
qui peut être dû :
— à la butée induite par l’orientation inclinée des lignes de rupture (figures 4.4-a et

4.4-b) ;
— à la rugosité du contact entre les surfaces de cisaillement formées à travers le béton

(figure 4.4-c et § 3.2.3) [MC2010, 2013; Sun et al., 2017].
Le glissement de l’armature nécessite dès lors un désenchevêtrement de l’interface a-b.

L’armature, pour glisser selon la direction longitudinale z, tend donc à repousser l’enrobage
de béton vers l’extérieur (i.e. dans la direction radiale r, figure 4.6). Au delà de la contrainte
d’adhérence τ introduite au § 4.2 précédent, l’interface a-b est donc également soumise à
une contrainte normale radiale de compression σ due à la capacité de l’enrobage à s’opposer
à la répulsion exercée par l’armature. Il en découle que la contrainte résultante agissant à
l’interface a-b est généralement inclinée d’un angle qui dépend du rapport σ/τ [Tepfers et
Olsson, 1992].

En accord avec le repère représenté sur la figure 4.6, on définit comme transversale
toute direction appartenant au plan (r, θ) perpendiculaire à l’axe z de l’armature.

Dans la configuration de l’essai d’arrachement :
— le bilan des actions extérieures appliquées à la barre (figure 4.9-a) montre que l’ef-

fort d’arrachement F est équilibré par les contraintes d’adhérence τ . Les contraintes
radiales σ sont quant à elles auto-équilibrées ;

— le bilan des actions extérieures appliquées à l’enrobage (figure 4.9-b) montre que
les contraintes d’adhérence τ sont équilibrées par la réaction selon z du plateau
supportant l’éprouvette. Les contraintes radiales σ sont, à nouveau, auto-équilibrées ;

— le bilan des actions appliquées à une coupe transversale d’un secteur circulaire de
l’enrobage (figure 4.9-c) montre que les contraintes radiales de compression σ agis-
sant à l’interface a-b sont équilibrées par le développement de contraintes normales
circonférentielles de traction dans l’épaisseur du béton d’enrobage.

Cette traction circonférentielle peut, compte tenu de la relative faiblesse du béton en
traction (chapitre 3), conduire au développement de fissures se propageant radialement
depuis l’interface a-b jusqu’à l’extérieur de l’enrobage, et ce sur toute la longueur de la
barre (figure 4.9-c). Ce type de fissures conduisant à la scission (i.e. fendage) de l’enrobage
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a été expérimentalement observé [Malvar, 1992; Tepfers et Olsson, 1992] et sera nommé
dans la suite de ce manuscrit « fissure de scission » (figure 4.9-c).

Figure 4.9 – Équilibre des forces dans une éprouvette d’essai d’arrachement : a)
l’armature, b) l’enrobage (direction longitudinale), c) l’enrobage (direction transversale).

La résistance en traction du béton n’étant pas nulle, l’enrobage est en mesure d’équi-
librer un certain niveau de traction circonférentielle, et donc, de compression radiale σ à
l’interface a-b. Du fait du principe de l’action/réaction, cette contrainte radiale de com-
pression peut être interprétée en adoptant deux points de vue :
— comme une poussée exercée par l’armature sur le béton d’enrobage (figure 4.9-b) ;
— comme une pression de confinement exercée par le béton d’enrobage sur l’armature

(figure 4.9-a).

Les armatures longitudinales assurant la résistance à la flexion des poutres en béton
armé sont systématiquement disposées à l’intérieur d’un réseau secondaire d’armatures
formé d’une succession de cadres en acier dont l’espacement est de l’ordre de la dizaine de
centimètres. Au premier abord, on pourrait donc penser que le confinement dû au béton
d’enrobage est négligeable vis-à-vis de celui apporté par les cadres en acier.

L’étude menée par Maeda et al. [1995], sur la base d’une poutre en béton armé à
l’échelle 1 dont les cadres ont été équipés de jauges de déformation, montre cependant
que la mobilisation des cadres ne devient effective qu’à partir de la scission complète (i.e.
fissure de scission traversante) de l’enrobage. Qui plus est, l’Eurocode 2 limite à 30 %
le gain de contrainte ultime d’adhérence apporté par les cadres (coefficients α3 et α4,
équation 8.4 de la norme NF-EN-1992 [2005]). Enfin, la formation d’une fissure de scission
traversante le long de la sous-face d’une poutre (et donc la perte substancielle d’adhérence
a-b) va à l’encontre de l’hypothèse fondamentale du calcul des éléments en béton armé
dite « d’adhérence parfaite » (§ 8.3.1 et § 9.1.1 de l’ouvrage de Ricotier [2012] pour
respectivement les ELU et les ELS).

La réponse des éléments en béton armé (résistance, rigidité, fissuration. . . ) est donc
essentiellement conditionnée par le confinement de l’armature exercé par le béton d’enro-
bage.
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4.3.2 Étude expérimentale

Nous avons vu que la mise en tension du béton d’enrobage induite par l’interaction
a-b provoque, au delà d’un seuil de contrainte proche de la résistance en traction du béton
fctm, le développement de fissures de scission. En théorie, ces fissures s’initient le long
de l’interface a-b (par exemple au coeur de l’éprouvette d’arrachement, figure 4.6) et se
développent radialement vers la surface latérale du béton (figure 4.9-c).

Or, si l’on considère l’exemple courant des essais de flexion, le suivi de la fissuration
du béton est traditionnellement réalisé à partir de ladite surface latérale du béton où,
contrairement au cas de la fissuration de scission, l’ouverture de fissure est maximale.

De ce fait, pour ce qui est de l’adhérence a-b, de nombreux auteurs [Giuriani et Plizzari,
1998; Lura et al., 2002; Dominguez, 2005; Tastani et Pantazopoulou, 2013] déplorent le
manque de données expérimentales relatives au développement de la fissuration de scission
avant qu’elle ne débouche à la surface du béton.

Des résultats expérimentaux issus de la littérature, relatifs au développement de la
fissuration de scission à travers l’enrobage de béton, sont introduits dans les paragraphes
suivants.

4.3.2.1 L’étude de Plizarri et al.

Plizzari et al. [1998] ont étudié expérimentalement le développement de la fissuration
de scission à travers un disque de béton (fcm = 45 MPa, Ecm = 26 GPa, dg = 8 mm) de
60 mm de hauteur et de 210 mm d’épaisseur (figure 4.10-a). Le chargement, ayant pour
objectif de simuler la contrainte radiale σ exercée par l’armature à l’interface a-b, consiste
en une pression uniforme appliquée par déplacement imposé via un dispositif mécanique
repoussant la paroi interne du disque de béton.

Le suivi de la fissuration est réalisé au moyen de 16 jauges de déformation de 40 mm
de base collées sur le béton tout autour de la paroi interne du disque où le chargement
est appliqué (figure 4.10-a). Les 4 premières jauges sont disposées à 90° l’une de l’autre
et orientées selon la direction radiale r afin de suivre l’évolution du chargement via une
mesure de la contrainte de compression agissant près de la paroi interne du disque. Les 12
autres jauges sont orientées selon la direction circonférentielle θ afin de suivre le dévelop-
pement de la contrainte de traction et de la fissuration de scission.

Les résultats de cette étude (figure 4.10-b) mettent en évidence une première phase
de comportement linéaire où les jauges orientées selon θ s’allongent de manière similaire
indépendamment de leur position autour de la zone centrale de chargement ; confirmant
ainsi une distribution relativement uniforme de la contrainte de traction circonférentielle.
Une différentiation des courbes est observée à l’approche d’une valeur de déformation
circonférentielle correspondant à la résistance en traction fctm du béton testé. Deux com-
portements peuvent alors être identifiés (figure 4.10-b) :
— dans la zone de mesure de la jauge 11 : un retour élastique, indiquant un décharge-

ment du béton ;
— dans la zone de mesure de la jauge 13 : une augmentation non linéaire de la défor-

mation, caractéristique de l’endommagement du béton, indiquant la localisation de
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la rupture (chapitre 3) préfigurant la formation d’une fissure de scission.

Figure 4.10 – Étude expérimentale de la fissuration de scission d’un disque de béton
soumis à une pression interne : a) instrumentation de l’échantillon, b) comportement du

disque [Plizzari et al., 1998].

La géométrie de l’éprouvette et le chargement étant symétriques (figure 4.10-a), la
localisation de la rupture peut donc être attribuée à la présence de défauts aléatoirement
répartis dans le béton, qui conduisent à des faiblesses locales de sa résistance en traction.
C’est alors l’hétérogénéité du béton qui justifie l’origine de la perte de symétrie observée
à la rupture.

De nombreuses armatures européennes standardisées (dont fait partie le modèle utilisé
dans le cadre du présent travail) sont conçues sur la base de deux rangées de verrous de
hauteur variable en forme de « croissants » (figure 4.11-a). Le volet numérique de l’étude
de Plizzari et al. [1998] confirme que l’utilisation de ce type d’armatures conduit à la
formation de seulement deux fissures de scission qui se développent (figure 4.11-b) :
— à partir de l’armature ;
— selon la même direction (perpendiculaire à celle définie par l’axe passant par le

sommet des verrous) ;
— dans un sens opposé.
Ce faciès de fissuration indique l’existence d’un plan préférentiel de rupture (PPR) et

suggère donc que les armatures à deux rangées de verrous interagissent majoritairement
avec le béton selon le plan principal de poussée défini par l’axe passant par le sommet des
verrous (figure 4.11-b). Ce résultat sera illustré au chapitre 6 par un suivi des émissions
acoustiques réalisé dans le cadre du présent travail.

Notons de plus que, dans une situation expérimentale, la formation d’un unique PPR
lié à la géométrie des verrous de l’armature implique que l’influence de la non-uniformité
du champ de contrainte de compression radiale σ autour de la barre est supérieure à
l’influence de la distribution des défauts dans le béton mis en évidence précédemment. Ce
point sera abordé au chapitre 7 dans le cadre d’une modélisation numérique.
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Figure 4.11 – Simulation numérique du faciès de fissuration de scission : a) géométrie
de l’armature HA, b) faciès de fissuration [Plizzari et al., 1998].

4.3.2.2 Les travaux de Ghandehari et al.

Ghandehari et al. [1999] ont effectué des travaux incluant une mesure expérimentale
du développement de la fissuration de scission du béton d’enrobage, cette fois-ci provoquée
par l’arrachement d’une armature HA. Cette mesure se base sur une technique d’inter-
férométrie optique permettant, par détermination du champ de déplacement autour de
l’armature avec une précision annoncée de l’ordre de 10−7 m, de suivre l’évolution (figure
4.12-a) :
— de l’ouverture δn de la fissure f de scission à l’interface a-b ;
— de la progression du front de fissuration de scission (i.e. de la longueur L de la fissure).

Afin de contrôler l’orientation du PPR, deux surfaces planes opposées diamétralement
sont usinées le long de l’axe longitudinal de l’armature HA testée. L’armature est ancrée
à proximité du bord d’un prisme rectangulaire de béton de 50 mm de hauteur (fcm = 33
MPa, Ecm = 25 GPa, dg = 8 mm) de manière à ce qu’une seule fissure de scission ne se
forme (figure 4.12-a). Un goujon en acier constitué de deux pans inclinés à 13° est testé
dans les mêmes conditions que l’armature (figure 4.12-a) afin de servir d’étalon pour le
calcul de la contrainte radiale agissant à l’interface a-b. Les figures 4.12-b, 4.12-c et 4.12-d
permettent d’identifier différentes phases du comportement transversal de l’enrobage en
fonction de la valeur δn de l’ouverture de fissure :

— entre 0 et environ 2 µm : le charge augmente sans impact mesurable sur l’ouverture
de fissure δn (figure 4.12-b et figure 4.12-d), ce qui peut être rapproché d’un état
très peu endommagé du béton d’enrobage. L’adjectif « très peu » est ici employé du
fait de la détection d’une progression de la fissure sur une distance de 15 mm (figure

f . Notons que le terme « ouverture de fissure » est ici, compte tenu du caractère micrométrique de la me-
sure, employé par abus de langage. Avant coalescence des microfissures, le déplacement mesuré correspond
plutôt au cumul de déformations inélastiques locales issues de l’endommagement diffus du béton.
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4.12-c), possiblement due à l’amorçage de la germination des défauts dans le béton
(repère A-B, figure 3.6) ;

— entre environ 2 µm et une quinzaine de micromètres : la charge augmente avec
l’ouverture de fissure δn de manière non proportionnelle (figure 4.12-b et figure 4.12-
d). Ce comportement peut être associé à l’endommagement du béton : germination
des défauts et microfissuration diffuse (repères A-B et B-C, figure 3.6) ;

— autour d’une quinzaine de micromètres : la charge atteint un pic (figure 4.12-b et
figure 4.12-d) ;

— entre une quinzaine et quelques dizaines de micromètres : une nette diminution de
la charge est observée (-30 %, figure 4.12-b et 4.12-d). De plus, l’absence de point de
mesure de l’ouverture de fissure δn entre 20 et 35 µm (figure 4.12-c) peut indiquer, à
fréquence d’acquisition des mesures constante, une augmentation momentanée de la
vitesse de progression de la fissure. Ces deux observations peuvent être rapprochées
du phénomène de localisation de la rupture suite à la coalescence des microfissures
et à la rupture des ponts de matière (repères C-D et D-E, figure 3.6) ;

— au delà de quelques dizaines de micromètres : la charge diminue peu par rapport à
l’augmentation de l’ouverture de fissure δn (figure 4.12-b et figure 4.12-d). Cela peut
être justifié par la mobilisation des sources macroscopiques de contrainte cohésive
comme l’engrènement (repère E-F, figure 3.6).

Figure 4.12 – Étude expérimentale du développement d’une fissure de scission induite
par l’arrachement d’une armature HA [Ghandehari et al., 1999].

Il est important de souligner que des mesures similaires réalisées sur des armatures HA,
cette fois-ci disposées au centre des prismes rectangulaires en béton [Ghandehari et al.,
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2000], n’ont pas abouti à des mesures expérimentales concluantes vis-à-vis du développe-
ment la fissuration de scission.

4.3.3 Modélisation analytique

Au delà des études expérimentales introduites précédemment, le développement de
la fissuration de scission peut être étudié de manière analytique. On se base pour cela
sur une analogie, dite hydraulique, qui consiste à établir un parallèle entre la contrainte
radiale σ exercée par l’armature sur le béton et le cas d’école du tube rond soumis à
une pression interne. En effet, ce rapprochement peut être justifié par la contrainte de
traction circonférentielle qui se développe théoriquement dans l’épaisseur de la paroi du
tube [Timoshenko et Goodier, 1951], analogue à celle mise en évidence dans le cadre d’un
essai d’arrachement (§ 4.3.2).

Cette analogie hydraulique est à la base du modèle analytique du « double cylindre »,
développé par Tepfers [1973], qui permet de décrire l’évolution de la contrainte radiale de
confinement σ agissant à l’interface a-b en fonction du niveau d’endommagement du béton
d’enrobage (i.e. de la progression de la fissuration de scission). Dans le cadre du modèle
du double cylindre, la distribution de la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b est
supposée uniforme (i.e. constante sur tout le périmètre de l’interface a-b). La corrélation
introduite au § 4.3.2.1 entre la géométrie des verrous et l’existence d’un plan principal de
poussée, conduisant à la formation d’un PPR (figure 4.11), n’est donc pas introduite par
le biais du chargement.

L’intégralité des développements mathématiques relatifs au modèle du double cylindre
peut être retrouvée dans la littérature :
— les fondements du modèle [Tepfers, 1973, 1979] ;
— les développements basés sur une fissuration discrète (où chaque fissure est considérée

en tant qu’entité) [Den Ujil et Bigaj, 1996; Talaat et Mosalam, 2007] ;
— les développements basés sur une fissuration répartie (où la fissuration est prise en

compte de manière homogénéisée) [Nielsen et Bićanić, 2002; Wang et Liu, 2003].
Pour cette raison, et compte tenu de l’identification par Plizzari et al. [1998] d’un

nombre précis de fissures de scission (§ 4.3.2.1), seules les hypothèses et les équations
fondamentales relatives au modèle du double cylindre suivant l’approche discrète de la
fissuration seront rappelées dans ce manuscrit.

Le modèle du double cylindre se focalise sur la contrainte normale radiale de compres-
sion σr(r) et la contrainte normale circonférentielle de traction σθ(r) qui se développent
dans l’épaisseur du tube (figure 4.13-a). Du fait de l’écart entre les résistances du béton en
compression et en traction, la contrainte circonférentielle de traction σθ(r) gouverne ma-
joritairement l’endommagement et la rupture de l’enrobage. De plus, compte tenu du sens
de variation de σθ(r), dont l’intensité diminue quand r augmente [Timoshenko et Goo-
dier, 1951], il est supposé que la fissuration s’amorce au droit de l’interface a-b (r = rs) et
s’étend radialement à travers l’épaisseur de l’enrobage, jusqu’à éventuellement atteindre
la surface du béton (r = rc).
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En supposant un comportement élastique linéaire du béton jusqu’à l’atteinte de sa
résistance en traction fctm, l’ensemble du volume de béton d’enrobage reste dans le do-
maine élastique jusqu’à ce que la traction circonférentielle σθ(rs) au droit de l’interface
a-b (où elle est maximale) atteigne la valeur fctm. En effet, bien que le béton soit soumis
à un état de contrainte bi-axial (à la fois comprimé selon la direction radiale et tendu
selon la direction circonférentielle), Talaat et Mosalam [2007] montrent via une analyse de
sensibilité que l’influence de la contrainte de compression σr(r) est négligeable vis-à-vis de
la contrainte de traction σθ(r).

Figure 4.13 – Modèle du double cylindre : a) paramétrage, b) équilibre des forces
appliquées à l’anneau interne endommagé.

Au delà du seuil σθ(rs) = fctm précédemment introduit, la progression de l’endomma-
gement est modélisée en divisant l’enrobage de béton en deux anneaux (figure 4.13-a) :
— un anneau interne endommagé (rs ≤ r ≤ rcr), dont la réponse est décrite par la

théorie de l’endommagement et la mécanique de la rupture ;
— un anneau externe élastique (rcr ≤ r ≤ rc), dont la réponse est décrite par les

équations de la mécanique des matériaux [Timoshenko et Goodier, 1951].
La frontière entre ces deux anneaux est identifiée par le rayon rcr (rs ≤ rcr ≤ rc) qui

correspond à l’endroit où la traction circonférentielle σθ(rcr) est égale à la résistance en
traction du béton fctm. Cette condition de raccordement permet de calculer la contrainte
radiale de compression σr(rcr) (équation 4.4) [Den Ujil et Bigaj, 1996] agissant à la jonction
entre l’anneau interne endommagé et l’anneau externe élastique (figure 4.13-b).

σr(rcr) = γcr fctm avec γcr = r2
c − r2

cr

r2
c + r2

cr

(4.4)

Ainsi, il est possible de remplacer l’anneau externe élastique par la contrainte radiale de
confinement σr(rcr) qu’il exerce sur l’anneau interne endommagé. La réponse de l’enrobage
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dans son ensemble peut alors être décrite par l’équilibre des forces appliquées à l’anneau
interne endommagé. Un secteur circulaire arbitraire de l’anneau interne endommagé, défini
par un rayon inférieur r0 donné (rs ≤ r0 ≤ rcr) et par son rayon supérieur rcr, est alors
soumis aux actions suivantes (figure 4.13-b) :

— une contrainte radiale de compression σr(r0) agissant contre la paroi interne du
tronçon d’anneau endommagé considéré ;

— une contrainte radiale de compression σr(rcr), due au confinement exercé par l’an-
neau externe élastique ;

— une contrainte circonférentielle de traction σθ(r) (r0 ≤ r ≤ rcr), distribuée le long
de l’épaisseur endommagée.

On déduit des conditions d’équilibre du secteur circulaire l’équation 4.5 [Den Ujil et
Bigaj, 1996]. Elle exprime la contrainte radiale de compression σr(r0) agissant contre la
paroi interne du tronçon d’anneau endommagé considéré en fonction de la position rcr du
front de la fissuration de scission.

Il apparait que cette contrainte résulte de la somme de deux contributions :

— le confinement exercé par l’anneau externe élastique (premier terme de l’équation
4.5) ;

— l’effet de cerceau exercé par l’épaisseur endommagée (second terme de l’équation
4.5).

σr(r0)
fctm

= rcr
r0

γcr + 1
r0

∫ rcr

r0

σθ(r)
fctm

dr (4.5)

D’une part, l’équation 4.5 montre que la contrainte radiale de compression σr(r0)
dépend du profil de traction circonférentielle σθ(r) qui varie selon la position r le long
de l’épaisseur endommagée. D’autre part, nous avons vu au § 3.4 que les contraintes σD
dans le béton endommagé peuvent être corrélées avec le paramètre w dit « d’ouverture de
fissure fictive », de manière à modéliser l’endommagement du béton. Une relation linéaire
entre les paramètres w et r (équation 4.6, où n est le nombre de fissures de scission),
issue de la littérature [Den Ujil et Bigaj, 1996; Talaat et Mosalam, 2007], permet d’établir
un lien entre la contrainte radiale de compression σr(r0) et le comportement du béton
endommagé en traction σD − w.

w(r) = 2π
n

fctm
Ecm

(rcr − r) (4.6)

Soulignons par ailleurs que la variation linéaire de l’ouverture de fissure le long de
l’épaisseur endommagée de l’enrobage traduite par l’équation 4.6 est en adéquation avec
la mesure expérimentale de la progression d’une fissure de scission réalisée par Ghandehari
et al. [1999].
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4.4 Couplage longitudinal/transversal
Nous avons vu que l’interaction a-b, intuitivement associée à la direction longitudinale

z de la barre et bornée à la surface de l’interface a-b, mobilise également le volume de béton
d’enrobage selon la direction transversale (r, θ). Cette constatation suggère un couplage
entre le comportement longitudinal adhérence/glissement (τ − s) de l’interface a-b (§ 4.2)
et le comportement transversal confinement/progression de l’endommagement (σ−D) de
l’enrobage (§ 4.3). Si l’on procède à un regroupement des grandeurs selon leur nature, il
s’agit donc de coupler :
— la contrainte tangentielle d’adhérence τ à la contrainte normale radiale de confine-

ment σ ;
— le glissement s de l’interface a-b à une variable D, à définir (§ 4.4.2 à venir), corrélée

à la progression de l’endommagement de l’enrobage.

4.4.1 Couplage des contraintes

4.4.1.1 Le critère de rupture de Mohr-Coulomb

Considérons deux prismes rectangulaires 1 et 2 (figure 4.14) maintenus serrés l’un
contre l’autre par un effort vertical V constant produisant une contrainte normale σ à
l’interface entre 1 et 2. Le prisme inférieur 1 est indéplaçable par rapport à un support. On
applique progressivement au prisme supérieur 2 un effort horizontal H croissant produisant
une contrainte tangentielle τ à l’interface entre 1 et 2. Pour une certaine valeur de H (et
donc de τ), un glissement entre les prismes 1 et 2 se produit. On reporte dans un diagramme
τ = f(σ) le point représentatif du couple de valeurs (σ, τ) qui produit le glissement.

On répète cette expérience pour différentes valeurs de l’effort vertical V (et donc de
σ) g. La courbe ainsi obtenue, qui matérialise l’ensemble des couples (σ, τ) correspondant
à la transition entre la staticité et le glissement, permet de séparer l’espace en deux zones :
— une zone de staticité, située sous la courbe, où le glissement ne se produit pas ;
— une zone dynamique, située au dessus de la courbe, où le glissement se produit.

Dans un cadre idéalisé, cette courbe a la forme d’une droite dont l’équation (équation
4.7) fait intervenir deux paramètres :
— la cohésion c : c’est l’ordonnée à l’origine de la fonction (σ = 0), elle représente la

capacité de l’interface à équilibrer une contrainte de cisaillement pur (i.e. supporter
un effort horizontal H en l’absence d’effort vertical V) ;

— le coefficient de frottement µ : c’est la pente de la droite, ce coefficient (généralement
positif) quantifie l’augmentation dτ de la résistance au glissement de l’interface ré-
sultant d’une augmentation dσ de la contrainte normale. Le coefficient de frottement
µ peut être exprimé sous la forme d’un angle, appelé « angle de frottement » et noté
ϕ, via l’équivalence tan(ϕ) = µ.

g. Cette introduction au critère de rupture de Mohr-Coulomb se limite au cas particulier mais courant
où les propriétés mécaniques de chaque surface de contact sont identiques dans toutes les directions. Du
fait de cette isotropie, on raisonnera donc uniquement sur la « droite de Coulomb », et non pas sur le cône,
plus général.
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τ = µσ + c (4.7)

Nous avons vu au § 4.2 que le comportement longitudinal de l’adhérence a-b fait
intervenir le glissement s entre l’armature et le béton. Compte tenu de l’analyse précédente
et du fait que, vraisemblablement, la contrainte normale à l’interface a-b varie au cours du
glissement, le glissement continu de l’armature peut être décomposé en une succession de
petits pas de glissement dont chacun peut être interprété comme l’atteinte du critère de
rupture de Mohr-Coulomb au niveau de l’interface a-b. Il est alors possible de rapprocher :

— la contrainte normale issue de l’effort vertical V à la contrainte radiale de confinement
σ ;

— la contrainte tangentielle issue de l’effort horizontal H à la contrainte d’adhérence τ .

Par la suite, quatre études appuyant la pertinence de l’utilisation du critère de Mohr-
Coulomb pour la description de l’interaction a-b sont introduites.

Figure 4.14 – Représentation du critère de rupture de Mohr-Coulomb.

4.4.1.2 Les travaux de Ghandehari et al. (suite)

Les travaux menés par Ghandehari et al. [1999, 2000], (déjà introduits en 4.3.2.2), ont
permis d’estimer l’évolution conjointe de la contrainte d’adhérence τ et de la contrainte
radiale σ agissant à l’interface a-b. Pour cela, les résultats expérimentaux obtenus sur
la base du goujon étalon (figure 4.12-a), où la contrainte radiale σ est contrôlée et la
fissuration suivie, sont utilisés pour calibrer un modèle de comportement σD − w du bé-
ton endommagé (chapitre 3) via une simulation numérique de l’essai. Ce comportement
σD−w est ensuite utilisé comme donnée d’entrée dans une simulation du test avec la barre
HA. Ainsi, la pression radiale agissant à l’interface a-b peut être évaluée. Cette valeur est
ensuite confirmée en vérifiant l’adéquation entre le développement de la fissure issu du
modèle numérique et celui mesuré expérimentalement.
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Certaines conclusions peuvent être tirées de ces études :
— une corrélation entre les évolutions, relativement linéaires, de la contrainte radiale

σ (figure 4.15-a) et de la contrainte d’adhérence τ (figure 4.15-b) durant la phase
d’endommagement préfigurant la localisation de la fissure de scission (point A, figure
4.15) ;

— l’angle de frottement ϕ dépend de la position de l’armature par rapport au bord de
l’enrobage. Les valeurs obtenues varient entre 20 et 65° mais se concentrent majori-
tairement autour de 40° (µ = 0, 84) pour les barres situées au bord de l’enrobage et
60° (µ = 1, 73) pour celles situées au centre [Ghandehari et al., 2000].

— une relation linéaire, avant le point A (figure 4.15-c), entre le glissement s de l’arma-
ture et l’ouverture de fissure δn à l’interface a-b. Le rapport δn/s peut être estimé à
20 µm/mm.

Figure 4.15 – Aperçu des résultats de [Ghandehari et al., 1999].

4.4.1.3 L’étude de Malvar

L’étude expérimentale menée par Malvar [1992] est basée sur la réalisation d’un essai
d’arrachement modifié (figure 4.16-a). Une armature HA de 19 mm de diamètre conforme
à la norme américaine ASTM-A615 est utilisée dans le cadre de cette étude. L’armature
est noyée au centre d’un cylindre de béton (fcm = 40 MPa, fctm = 4,8 MPa, w/c = 0,56)
de 75 mm de diamètre et de 100 mm de hauteur. La longueur d’ancrage retenue est fixée
de manière à ce que 5 verrous soient en contact avec le béton, soit environ 65 mm. Les
éprouvettes d’arrachement sont disposées dans un anneau permettant d’appliquer, par
l’intermédiaire d’un vérin, une pression de confinement constante sur la paroi extérieure
de l’enrobage de béton.

L’arrachement de la barre est contrôlé en déplacement et effectué de manière mono-
tone à une vitesse constante de 2 mm/min jusqu’à un glissement d’environ 12 mm. La
contrainte radiale agissant à l’interface a-b (σ, figure 4.16-b) est déterminée par le calcul
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à partir de la pression externe de confinement.

Certaines conclusions peuvent être tirées de cette étude (figure 4.16-b) :
— à l’exception du test 5, les contraintes d’adhérence maximale τmax et résiduelles τres

sont d’autant plus importantes que la contrainte radiale σ à l’interface a-b est élevée.
Un coefficient de frottement d’environ 0,3 (ϕ = 17°) peut être évalué à partir des
différents couples (τmax, σ) et (τres, σ) ;

— l’approche du pic du comportement longitudinal τ−s est associée à une expansion de
l’enrobage. Cette expansion tend à être d’autant plus réduite que la pression externe
de confinement est élevée.

— une portion de la branche adoucissante du comportement longitudinal τ − s est
associée à une expansion de l’enrobage. Cette expansion est d’autant réduite que la
pression externe de confinement est élevée (points A, B et C, figure 4.16-b) ;

— une portion de la branche adoucissante du comportement longitudinal τ − s est
associée à une contraction de l’enrobage. Cette contraction d’autant importante que
la pression externe de confinement est élevée (points A, B et C, figure 4.16-b) ;

— la contraction de l’enrobage n’est jamais totale (i.e. expansion résiduelle), et ce,
malgré un glissement d’une dizaine de millimètres.

Figure 4.16 – Dispositif expérimental et aperçu des résultats de Malvar [1992].
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4.4.1.4 Les travaux de Gambarova et al.

Dans le cadre des travaux de Gambarova et al. [1989b,a], le problème complexe que
représente l’ancrage d’une armature HA dans le béton a été approximé en utilisant un
spécimen constitué d’une barre HA de 18 mm de diamètre prise en étau entre deux blocs
de béton (fcm = 36 MPa, fctm = 3,6 MPa, w/c = 0,65), désolidarisés l’un de l’autre et
maintenus ensemble par l’application d’un effort de serrage (figure 4.17-a). Une armature
standard européenne, similaire à celle utilisée par Plizzari et al. [1998] (figure 4.11-a),
ancrée sur une longueur de 3× dnom correspondant à 5 verrous, est utilisée. Du fait de la
non-uniformité des verrous en forme de croissants, la barre est disposée de manière à ce
que le plan principal de poussée soit orienté vers la masse de béton ; le PPR est, de ce fait,
confondu avec la fissure préformée par la ligne de séparation entre les deux blocs de béton
indépendants (figure 4.17-a).

Les essais sont menés à ouverture de fissure (i.e écartement entre les deux blocs de
béton qui enserrent l’armature) constante, pour des niveaux d’ouverture de 0 à 0,3 mm
par pas de 0,1 mm. Pour maintenir cet écartement, l’effort de serrage appliqué au deux
blocs de béton est adapté manuellement en cours d’essai, ce qui implique un chargement
par palier. Compte tenu de la complexité du dispositif expérimental (figure 4.17-a) et de la
quantité de paliers à effectuer pour obtenir suffisamment de points de mesures, ces essais
sont menés jusqu’à un glissement de 5 mm à une vitesse de chargement moyenne de 0,05
mm/h (et durent donc quelques jours).

La contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b est déterminée par le calcul à partir
de l’effort de serrage contrôlé.

Figure 4.17 – Dispositif expérimental et aperçu des résultats de Gambarova et al.
[1989b].
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Certaines conclusions peuvent être tirées de ces travaux :
— une corrélation linéaire entre la contrainte d’adhérence τ et la contrainte radiale σ

à l’interface a-b (figure 4.17-b). Les coefficients de frottement µ issus de ces travaux
varient entre 1,6 (ϕ = 58°) et 1,9 (ϕ = 62°) [Gambarova et Rosati, 1997].

— une corrélation linéaire entre le coefficient de frottement µ de l’interface a-b et le
diamètre dnom de l’armature : le coefficient de frottement est d’autant plus élevé
que le diamètre de la barre est grand [Gambarova et Rosati, 1997]. Les auteurs
interprètent avec prudence cet effet comme pouvant résulter de l’espacement plus
important entre les verrous des barres de grand diamètre ; ce qui laisse plus de place
aux gros granulats pour s’intercaler, et s’opposer ainsi plus efficacement au glissement
de la barre [op. cit.] ;

— le pic de la contrainte d’adhérence est atteint avant le pic de la contrainte radiale
[Gambarova et al., 1989b].

4.4.1.5 L’étude de Tepfers et Olsson

L’étude de Tepfers et Olsson [1992] est, elle aussi, basée sur la réalisation d’un essai
d’arrachement modifié, dit « ring test » (figure 4.18-a). Les éprouvettes de ring test testées
se composent d’armatures HA Ks400 et Ks600 définies par la norme suédoise SIS 212 ainsi
que de barres HA spécialement usinées afin d’étudier l’influence de l’espacement et de la
hauteur des verrous. Chaque armature est noyée au centre d’un cylindre de béton (fcm '
25 MPa, fctm ' 2,5 MPa) de 114 mm de diamètre et de 48 mm de hauteur. La longueur
d’ancrage de l’armature est de 3 × dnom. Les éprouvettes sont coulées à l’intérieur d’un
anneau en acier aux parois très fines et donc facilement déformables (0,65 mm d’épaisseur).

La contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b est déterminée par le calcul à partir
des mesures d’allongement ε renvoyées par deux jauges de déformation, opposées diamé-
tralement, collées selon la direction circonférentielle sur la paroi extérieure de l’anneau en
acier servant de coffrage au béton (figure 4.18-a).

Figure 4.18 – Dispositif expérimental et aperçu des résultats de Tepfers et Olsson [1992].
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Certaines conclusions peuvent être tirées de cette étude :
— le pic de la contrainte d’adhérence τ est atteint avant le pic de la contrainte ra-

diale σ (figure 4.18-a), ce qui rejoint l’observation de Gambarova et Rosati [1997]
précédemment introduite ;

— l’angle de frottement ϕ de l’interface a-b varie entre 70 à 80° en début d’essai et 20 à
40° après un glissement de 5 mm (figure 4.18-b). Ce résultat suggère une dégradation
de la capacité d’adhérence de l’interface a-b au cours du glissement.

Les quatre approches présentées dans cette section indiquent toutes, via des dispositifs
expérimentaux très différents en termes de géométrie, de chargement et de moyens de
mesure, une corrélation entre la contrainte d’adhérence τ et la contrainte radiale σ agissant
à l’interface a-b. Le couplage entre ces contraintes, par l’intermédiaire d’un critère de Mohr-
Coulomb via le paramètre physique du coefficient de frottement µ caractérisant l’interface
a-b, apparait adapté.

Il est cependant nécessaire de souligner l’importante dispersion des valeurs du coeffi-
cient de frottement issues de ces travaux. De plus ces mesures ont été réalisées :
— soit sur la base d’une configuration non représentative (figure 4.12-a) [Ghandehari

et al., 1999] ;
— soit après scission complète du béton d’enrobage (i.e. existence de fissures de scis-

sion traversantes dès le début de l’essai) [Malvar, 1992; Gambarova et Rosati, 1997;
Tepfers et Olsson, 1992].

L’extrapolation de ces résultats au comportement de l’interface a-b vis-à-vis du confi-
nement exercé par l’enrobage de béton endommagé mais non fissuré n’est pas triviale ou
doit, à minima, être confirmée. Une telle mesure sera réalisée dans le cadre du présent
travail.

4.4.2 Couplage cinématique

Dans le but de coupler le glissement longitudinal s de l’interface a-b à la progression de
l’endommagement transversalD de l’enrobage, une relation linéaire entre le glissement s de
l’interface a-b (côté armature) et le déplacement radial ur de l’interface a-b (côté béton)
a été introduite par Den Ujil et Bigaj [1996] et reprise par Tastani et Pantazopoulou
[2013] (équation 4.8). Ce critère de couplage cinématique, représenté par la figure 4.19,
correspond à une modélisation homogénéisée des irrégularités réelles présentes à l’interface
a-b (figure 4.4).

s = a ur (4.8)

Cette hypothèse, implémentée par Lura et al. [2002] dans une modélisation par élé-
ments finis de l’essai d’arrachement en appliquant l’équation 4.8 de compatibilité cinéma-
tique à deux nœuds voisins du maillage : l’un appartenant à l’armature, l’autre au béton ;
a permis de rendre compte du développement des fissures de scission constaté expérimen-
talement.
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Figure 4.19 – Schématisation du critère de compatibilité cinématique.

4.4.3 Le modèle de Tastani et Pantazopoulou

Un modèle analytique couplant le comportement longitudinal de l’interface a-b (§ 4.2)
et le comportement transversal de l’enrobage (§ 4.3) via l’utilisation du critère de rupture
de Mohr-Coulomb (§ 4.4.1) et une condition de compatibilité cinématique (§ 4.4.2) a été
développé par Tastani et Pantazopoulou [2013].

L’avantage principal de ce modèle, validé sur la base de quelques résultats expérimen-
taux, réside dans la variété des situations qu’il décrit. Son domaine d’application s’étend
en effet au cas général et très courant des ancrages longs (ladh > 7 dnom) via la prise en
compte :
— d’une distribution non uniforme de la contrainte d’adhérence de long de l’armature

(due à la différence de glissement entre les différents points de l’armature le long de
la zone d’ancrage, § 4.2.1) ;

— d’une éventuelle plastification de l’armature (qui s’ajoute aux deux mécanismes glo-
baux de rupture introduits au § 4.2.2 pour les ancrages courts : scission du béton
d’enrobage et ruine de l’interface).

Également, le modèle de Tastani et Pantazopoulou [2013] intègre, en plus du confine-
ment apporté par l’enrobage, la contribution de diverses sources systématiquement ren-
contrées dans des situations de projet réelles comme par exemple l’effet de couture des
fissures dû à la présence des cadres.

Ce modèle, principalement dédié à la description des ancrages longs, utilise cependant
le comportement longitudinal τ − s de l’adhérence a-b en tant que donnée d’entrée. Dans
le but d’étudier les mécanismes sous-jacents dudit comportement τ−s, l’approche couplée
utilisée dans le modèle de Tastani et Pantazopoulou [2013] est réexploitée dans le cadre
du présent travail.

4.5 État de l’art de la description phénoménologique

L’interprétation physique historique du comportement longitudinal de l’interface a-b
fait état d’une succession de mécanismes d’endommagement. Pour l’essentiel, le scénario
de ruine proposé à ce jour est fondé sur une reconstitution établie sur la base d’analyses

81



CHAPITRE 4 - L’adhérence armature-béton

post-mortem d’échantillons de laboratoire [Goto, 1971; Giuriani, 1981; Eligehausen et al.,
1983] et de conclusions issues de modélisations numériques [Gambarova, 1987].

On associe généralement aux trois stades de dégradation de l’adhérence a-b introduits
au § 4.2.2 (figure 4.7) les phénomènes physiques suivants :

• de τ = 0 à τ = τadh

L’adhérence a-b est attribuée à la butée du flanc des verrous de l’armature contre le
béton (figure 4.4-a). À ce stade, les déformations du béton induites par cette butée res-
tent dans le domaine élastique, ce qui explique le très faible niveau de glissement observé
[Dominguez, 2005]. Une contribution de l’interaction entre le béton et la rugosité micro-
scopique de la surface en acier de l’armature, favorisée par le contact avec le béton frais
lors du coulage, est également mentionnée [FIB, 2000].

Les contraintes de traction générées par ces deux mécanismes induisent, à l’atteinte de
τadh, la fissuration du béton suivant des surfaces coniques de révolution formant un angle
de 45° avec la barre (figure 4.20-a) [Perchat, 1992]. Le développement de ces fissures au
cours du glissement, confirmé expérimentalement par Goto [1971] et numériquement par
Daoud et al. [2013], a tendance à être ralenti par l’augmentation de la surface cylindrique
résistante de béton disponible en s’éloignant de l’axe de l’armature [Dominguez, 2005].

• pour dτ
ds

' ks

Les troncs de cône en béton séparés par les fissures inclinées précédemment formées,
assimilés à des bielles comprimées (au sens de l’Eurocode 2 [NF-EN-1992, 2005]), tendent
à s’arc-bouter entre les verrous et la masse de béton sain éloignée de l’armature (effet
d’encliquetage), et ainsi à s’opposer au glissement [Perchat, 1992].

L’augmentation de la contrainte de compression due au coincement entre les verrous et
les bielles inclinées induit la formation, au creux des verrous, de coins de béton pulvérisé
(mécanisme local de rupture 2, figure 4.4-b) [Eligehausen et al., 1983].

L’effort de compression incliné transmis de l’armature au béton d’enrobage par l’in-
termédiaire des bielles tend à exercer, en plus de la composante longitudinale (axe z) à
l’origine de l’adhérence a-b, une poussée radiale. En référence à l’analogie hydraulique (§
4.3.3), cette poussée radiale est équilibrée par le développement de contraintes circonfé-
rentielles de traction dans l’épaisseur de l’enrobage qui, à ce stade, restent inférieures à la
résistance fctm du béton en traction (justifiant ainsi la linéarité de la courbe τ −s associée
à la raideur tangentielle ks).

• de dτ
ds

' ks à τ = τmax

La diminution de la rigidité de l’interface a-b est attribuée :
— à l’amorçage de la fissuration de scission de l’enrobage (i.e. atteinte de fctm du fait

de la poussée radiale exercée par les bielles) [FIB, 2000] ;
— à la poursuite de l’écrasement du béton au voisinage des verrous de l’armature [Do-

minguez, 2005]. Tastani et Pantazopoulou [2010] font état, au fur et à mesure du
glissement, d’une accumulation de béton pulvérisé au creux des verrous qui tend à
modifier l’angle d’inclinaison de la butée ;
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Figure 4.20 – Exemples de mécanismes d’endommagement associés au comportement
longitudinal de l’adhérence a-b [Dominguez, 2005].

— à l’amorçage de la rupture en cisaillement du béton piégé entre les verrous (i.e.
amorce du mécanisme local de rupture 3, figure 4.4-c) [Eligehausen et al., 1983].

À ce stade, deux issues sont alors possibles :
— une rupture fragile par fendage du béton d’enrobage, due à la formation d’au moins

une fissure de scission traversante (repère [A], figure 4.7) ;
— une rupture ductile par ruine de l’interface (repère [B], figure 4.7).

Pour ce dernier cas, l’interprétation du mécanisme d’endommagement correspondant
à l’atteinte du pic de contrainte d’adhérence τmax ne fait pas l’objet d’un consensus. En
effet, la diminution de la contrainte d’adhérence observée au delà de τmax est attribuée,
selon les références h :

— au cisaillement complet du béton piégé entre les verrous (mécanisme local de rupture
3, figure 4.4-c) [Gambarova et Rosati, 1997; FIB, 2000; Gudonis et al., 2014] ;

h. Les auteurs restent toutefois prudents quant à la validité de leurs conclusions.
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— à la rupture en compression des bielles inclinées de béton [Perchat, 1992; Dominguez,
2005] ;

— à un mode mixte de cisaillement partiel du béton piégé entre les verrous (figure
4.20-b) [Eligehausen et al., 1983].

• au delà de τmax
L’adhérence est attribuée au frottement entre l’armature et le béton d’enrobage via

la couche intermédiaire de béton pulvérisé formée suite aux différents mécanismes d’en-
dommagement [Eligehausen et al., 1983; Dominguez, 2005]. L’efficacité de ce frottement
diminue de manière significative jusqu’à une valeur de glissement de l’ordre de l’espace-
ment des verrous [ibid.]. Au delà, du fait de la périodicité du marquage de l’armature, le
niveau d’usure de la couche de béton endommagé se stabilise et il subsiste un frottement
résiduel quasi-constant.

Notons que, pour les barres ayant un paramètre fR inférieur à 0,15 (i.e. aux verrous
relativement espacés par rapport à leur hauteur, § 4.1.3), le cisaillement complet du béton
piégé entre les verrous (mécanisme local de rupture 3, figure 4.4-c) est associé par Elige-
hausen et al. [1983] à un niveau de glissement égal à 0, 5×c (soit la moitié de l’espacement
des verrous, figure 4.20-c).
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Chapitre 5

Modèle physique de l’adhérence
armature-béton

Ce chapitre est dédié au développement d’un modèle physique couplé de l’adhérence
a-b qui est fondé sur les aspects introduits dans les chapitres 3 et 4 qui précèdent. Nous
aborderons successivement les fondements, les hypothèses et la mise en équation du modèle
proposé.

5.1 Fondements du modèle

5.1.1 Identification des limites actuelles

On détaille dans les points suivants les limites actuelles qui motivent le développement
du modèle de comportement de l’adhérence a-b présenté dans ce chapitre.

• La présence d’incertitudes dans l’interprétation physique du phénomène
d’adhérence a-b.

La multiplicité des mécanismes associés aux différentes étapes du comportement longi-
tudinal de l’adhérence a-b (§ 4.5) suggère une compréhension incomplète des phénomènes
physiques qui la gouvernent. Notamment, on note une absence de consensus concernant
les descriptions phénoménologiques relatives à la diminution de la raideur tangentielle ks
de l’interface a-b et à l’atteinte du pic d’adhérence τmax. Ces deux aspects sont pour-
tant de première importance vis-à-vis d’une prise en compte de l’adhérence a-b dans le
dimensionnement des éléments en béton armé.

Cette lacune peut être liée au fait que très peu des mécanismes invoqués dans l’in-
terprétation physique du phénomène d’adhérence a-b ont effectivement été observés et
caractérisés par des mesures en cours d’essai, et ce, notamment du fait de l’inaccessibilité
de l’interface a-b à l’observation directe. Ce point justifie les récentes recherches encore
consacrées à ce sujet [Daoud et al., 2013; Leibovich et al., 2016, 2018].

Cet obstacle d’ordre théorique se répercute sur l’aspect pratique de la prise en compte
de l’adhérence a-b dans le calcul des structures en béton armé.

87



CHAPITRE 5 - Modèle physique de l’adhérence armature-béton

• L’identification de certaines imprécisions dans les prescriptions norma-
tives.

Nous avons vu au § 4.2.3 les limitations de la modélisation semi-empirique proposée
par le code de calcul MC2010 [2013], notamment vis-à-vis de la raideur tangentielle de
l’interface a-b, qui joue pourtant un rôle clé dans le comportement des éléments en béton
armé [Dominguez, 2005; Torre-Casanova, 2012].

Pour ce qui est de l’Eurocode 2, l’absence de prescription vis-à-vis de l’adhérence a-b
à l’état limite de service (ELS) a été soulignée. Une perspective d’amélioration de la du-
rabilité et de l’aptitude au service des structures en béton armé reste donc ouverte. Par
exemple, et particulièrement pour les nouveaux bétons : une estimation plus fine de la
flèche [Bai et Sun, 2010; Arezoumandi et al., 2015] ainsi que de l’espacement des fissures
et de leur ouverture [Ignjatović et al., 2013; Arezoumandi et al., 2015] semble nécessaire.

• La quantité importante de paramètres ajustables dont dépendent les
équations décrivant l’adhérence a-b.

Qu’il s’agisse des prescriptions normatives [NF-EN-1992, 2005; MC2010, 2013] ou bien
des résultats de la recherche scientifique [Shen et al., 2016], la description de l’adhérence a-
b est essentiellement fondée sur des formules semi-empiriques qui dépendent de nombreux
paramètres libres qu’il convient d’ajuster via la réalisation d’essais. Une telle approche est
cependant de moins en moins adaptée à la diversification croissante des bétons du fait du
caractère chronophage et onéreux que représente le travail de réajustement des paramètres
libres.

Il apparaît dès lors intéressant de travailler à l’élaboration d’un modèle alternatif de
l’adhérence a-b en amont de l’étude de l’impact des GBR sur ce phénomène.

• L’absence de consensus vis-à-vis de l’impact du recyclage sur l’adhérence
a-b.

Les outils d’analyse de l’adhérence a-b actuels ne permettent pas, à ce jour, d’aboutir à
un consensus vis-à-vis de l’impact du remplacement des granulats naturels par des GBR sur
l’efficacité de l’adhérence a-b. Les résultats de nombreuses études indépendantes indiquent
en effet que l’utilisation des GBR peut être :
— bénéfique [Xiao et Falkner, 2007; Prince et Singh, 2013; Yang et al., 2016b] ;
— préjudiciable [Yang et al., 2016a; Pandurangan et al., 2016] ;
— neutre [Kim et Yun, 2013, 2014; Breccolotti et Materazzi, 2013; Pour et Alam, 2016;

Fernandez et al., 2016; Prince et al., 2017].

Le modèle développé dans ce chapitre a pour objectif de répondre, au moins partielle-
ment, à ces différentes limites ; à savoir :
— être basé sur un mécanisme physique clairement identifié, dont la description peut

être étayée par des mesures expérimentales en cours d’essai.
— limiter au minimum, voire s’affranchir, de paramètres libres. L’essentiel du modèle

doit être fondé sur des paramètres physiques non ajustables et mesurables.
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— pouvoir être utilisé dans le cadre d’une conception à l’ELS (limitation de flèche,
maîtrise de la fissuration. . . ) d’un élément de structure en béton armé ;

— être prédictif vis-à-vis des conséquences du remplacement des granulats naturels par
des GBR.

5.1.2 Parallèle avec la mécanique des roches

L’idée à la base de la modélisation proposée dans le cadre de ce travail est issue d’un
parallèle avec la mécanique des joints rocheux, qui, entre autres, étudie le comportement
des discontinuités existant au sein de massifs de roches. Il est en effet remarquable que
la courbe résultant d’un essai de cisaillement a entre deux surfaces rocheuses (figure 5.1)
possède une allure comparable « montée - descente - plateau » à celle de la courbe τ − s
issue d’un essai d’arrachement (figure 4.7). En effet, ces deux configurations sont a priori
différentes.

Figure 5.1 – Essai de cisaillement sur un joint rocheux [Barton, 2013].

Cette similitude invite à relativiser le rôle de la butée exercée par les verrous contre le
béton via la formation d’un coin de béton pulvérisé (figure 4.4-b), généralement invoquée
pour justifier la phase ascendante de la courbe τ − s (enchevêtrement mécanique, figure
4.7). En effet, la rugosité naturelle de surfaces rocheuses, maintenues ensemble par une
contrainte normale constante, semble être en mesure de produire un comportement compa-
rable. Notons également que la figure 5.1 montre une phase de dilatance (i.e. éloignement
des parois du joint au cours du glissement), qui peut être rapprochée du mécanisme de
désenchevêtrement de l’interface a-b (§ 4.3.1), à l’origine du développement de contraintes
radiales σ.

a. Pour rappel : dans un essai de cisaillement, la contrainte normale entre les deux surfaces testées est
maintenue constante pendant toute la durée de l’essai. Pour plus de détails, se référer au § 4.4.1.1.
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Bien que comparables du point de vue de la tendance, l’évolution quasi-trilinéaire du
comportement d’un joint rocheux (figure 5.1) se différencie de l’allure arrondie de la courbe
τ − s (figure 4.7). Dans le but de conforter l’intérêt de ce parallèle avec la mécanique des
roches, nous allons essayer de justifier cette différence.

L’essai de cisaillement, permettant de déterminer le comportement du joint rocheux
pour un niveau de contrainte normale donné, peut être répété pour différents niveaux de
contrainte normale dans le but de compléter la caractérisation du joint. De tels essais
effectués sur des matériaux cimentaires montrent que l’augmentation de la contrainte
normale :
— induit une augmentation de la contrainte tangentielle tout au long du glissement

(figure 5.2-a). Cette observation est cohérente avec le critère de rupture de Mohr-
Coulomb (équation 4.7) et peut également être rapprochée des résultats de Malvar
obtenus dans le cadre de l’adhérence a-b (figure 4.16) ;

— peut modifier la raideur tangentielle du joint (droites rouges, figure 5.2-a) ainsi que
les valeurs des glissements associés au pic et au début du plateau (respectivement
les points violet et orange, figure 5.2-a).

Figure 5.2 – Comportement d’un joint rugueux sous différents niveaux de contrainte
normale : a) essai de cisaillement sur un coulis de ciment Portland (w/c = 0,4) [Moosavi
et Bawden, 2003], b) modélisation idéalisée [Saeb et Amadei, 1992], c) interprétation

proposée ici vis-à-vis de l’adhérence a-b.

Ce comportement peut être idéalisé par le diagramme représenté sur la figure 5.2-b.
Maintenant, si la contrainte normale est maintenue constante au cours du glissement, le
comportement trilinéaire obtenu par Barton [2013] (figure 5.1) est bien reproduit.

Concernant l’adhérence a-b, nous avons vu que la contrainte radiale σ (i.e. normale à
l’interface a-b) varie en fonction du glissement s du fait de l’endommagement du béton
d’enrobage. Cette variation progressive de la contrainte normale pourrait alors permettre
de « sauter » d’un critère de rupture trilinéaire à un autre au cours du glissement (figure
5.2-c), expliquant ainsi l’allure arrondie la courbe τ − s.
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Le dernier point que nous aborderons dans ce parallèle avec la mécanique des roches
est celui d’une éventuelle variation de l’angle de frottement du joint (car mise en évidence
par Tepfers et Olsson [1992] dans le cadre de l’adhérence a-b, § 4.4.1.5 et figure 4.18).

L’angle de frottement apparent ϕapp d’un joint rocheux peut être défini comme la
somme de deux contributions [Patton, 1966] :
— l’angle de frottement b ϕ, caractérisant le joint à l’état macroscopiquement lisse ;
— l’angle géométrique c i des aspérités à l’origine de la rugosité macroscopique du joint.
Ce modèle permet de formaliser mathématiquement, par une baisse de i (et donc de

l’angle de frottement apparent ϕapp = ϕ + i), la diminution observée de la résistance au
cisaillement d’un joint suite à un endommagement de ses aspérités.

Figure 5.3 – Enveloppe des résistances au cisaillement sous différents niveaux de
contrainte normale : a) pour un joint rocheux [Grasselli, 2001], b) pour l’interface a-b

[Gambarova et Rosati, 1997].

La compréhension des mécanismes physiques qui gouvernent la ruine des aspérités
d’un joint n’est à ce jour pas complète [Bahaaddini et al., 2016]. Il est néanmoins pos-
sible d’identifier trois comportements déterminés selon la valeur mesurée de l’angle de
dilatance d i du joint (valeur instantanée) par rapport à l’angle initial d’inclinaison des
aspérités i0 (figure 5.3-a) :
— i = i0, les parois du joint glissent sur les aspérités. L’endommagement des aspérités

est négligeable : ϕapp = ϕ+ i0 ;
— 0 < i < i0, le glissement des parois du joint provoque l’usure des aspérités (effet de

« labour » [Lafaye et al., 2006]), dont l’angle d’inclinaison moyen initial i0 diminue :
ϕapp = ϕ+ x i0 avec (0 < x < 1) ;

— i = 0, le glissement des parois du joint provoque un cisaillement de bloc de l’aspérité,
ce qui annule totalement sa contribution au frottement apparent : ϕapp = ϕ.

b. True local friction.
c. Geometrical friction.
d. L’angle de dilatance est calculé comme l’arc tangente du rapport entre le déplacement normal (ou-

verture) et le déplacement tangentiel (glissement) au joint (respectivement dv et dh, figure 5.1).
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Comme indiqué par la figure 5.3-a, ces phénomènes d’endommagement sont corrélés
à l’intensité de la contrainte normale à laquelle est soumis le joint. Or, un comportement
similaire à la figure 5.3-a est observé dans le cas de l’adhérence a-b (figure 5.3-b).

Ce parallèle avec la mécanique des roches met en évidence de nombreux points de
rapprochement entre l’étude du comportement au cisaillement des joints rocheux et le
phénomène d’adhérence a-b. En conséquence, il semble envisageable d’étendre le méca-
nisme de frottement béton-béton, généralement restreint à la branche adoucissante de la
courbe τ − s (i.e. après τmax, figure 4.7), à l’ensemble de la plage de glissement (i.e. entre
τadh et τres, figure 4.7).

5.2 Hypothèses du modèle

5.2.1 Concernant l’interface

Cao et al. [2014] ont développé une modélisation analytique de l’interaction entre une
barre de renfort soumise à un effort d’arrachement F et le milieu qui l’entoure. Ledit mi-
lieu ainsi que la surface de contact entre la barre de renfort et ce milieu sont tous deux
caractérisés par des paramètres de Mohr-Coulomb c et ϕ, a priori différents. Les déve-
loppements mathématiques de Cao et al. [2014] aboutissent à des équations permettant
de déterminer la contrainte d’adhérence nominale e τ∗nom correspondant aux mécanismes
locaux de rupture 2 et 3 (figures 4.4-b et 4.4-c respectivement). Les paramètres pris en
compte dans l’étude de Cao et al. [2014] sont notamment :
— la géométrie des verrous : hauteur h, espacement e (§ 4.1.3) ;
— les paramètres de Mohr-Coulomb du contact barre/milieu et du milieu entourant la

barre : angle de frottement ϕ, cohésion c (§ 4.4.1.1) ;
— l’inclinaison effective des verrous, susceptible de changer, par exemple suite à l’ac-

cumulation de béton écrasé sous les verrous (figure 4.4-b) ;
— la contrainte radiale σ agissant perpendiculairement à la barre.

Sur la base de cette étude, on s’intéresse ici au mécanisme local de rupture 3 correspon-
dant au cisaillement de bloc du béton piégé entre les verrous (figure 4.4-c). La contrainte
d’adhérence τ∗nom associée à la rupture suivant ce mécanisme (figure 5.4-a) est donnée
par l’équation 5.1 [Cao et al., 2014]. Les paramètres c et ϕ désignent respectivement la
cohésion apparente f du béton et son angle de frottement apparent (§ 5.1.2). Le paramètre
η désigne la part de contact béton-béton le long de la surface de rupture cylindrique en-
tourant la barre. À titre d’exemple, la valeur de η utilisée pour la barre de renfort étudiée
par Cao et al. [2014] est de l’ordre de 3⁄4.

e. (Pour rappel (§ 4.2.1 et équation 4.2), on désigne par nominale la contrainte d’adhérence τnom

obtenue en supposant une répartition uniforme de l’effort d’arrachement F sur l’ensemble de la surface
cylindrique enveloppant l’armature.

f . L’adjectif « apparente » est utilisé ici pour établir une distinction par rapport à la cohésion des sols
fins tels que les argiles, qui repose vraisemblablement sur un mécanisme physique très différent de celui
ayant lieu au sein du béton.
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Notons que, dans le cadre du mécanisme local de rupture 3, la contribution du contact
relativement lisse entre l’acier du sommet des verrous et le béton peut être négligée devant
la rugosité du contact béton-béton [op. cit.].

τ∗nom = η [c+ σ tan(ϕ)] (5.1)

Compte tenu de l’écart important entre les résistances du béton en compression et en
traction, la cohésion apparente c du béton (i.e. sa résistance au cisaillement pur, figure 5.4-
b) est comparable à sa résistance entre traction fctm. De ce fait, en l’absence de contrainte
radiale (σ = 0), la contrainte d’adhérence τ∗nom qui provoque la rupture suivant le méca-
nisme local 3 est, en accord avec l’équation 5.1, de l’ordre de la résistance en traction fctm
du béton.

Or, la résistance d’adhésion chimique τadh (figure 4.7) déterminée expérimentalement
suivant la définition de la contrainte d’adhérence nominale τnom (équation 4.2) est égale-
ment proche de la résistance en traction du béton fctm [Torre-Casanova et al., 2013].

Sur cette base, on émet ici l’hypothèse que l’atteinte de la résistance d’adhésion chi-
mique (τadh, figure 4.7) correspondrait à la formation d’une fissure cylindrique autour de
l’armature suivant le mécanisme local de rupture 3 (figure 4.4-c).

Ainsi, dans le modèle proposé ici, l’origine de la branche ascendante de la courbe
τ−s (entre τadh et τmax, figure 4.7), généralement attribuée à l’enchevêtrement mécanique
entre les verrous et le béton, serait plutôt associée au phénomène de frottement (i.e.
enchevêtrement mécanique entre les granulats du béton, figure 5.4-c) provenant de la
rugosité des deux lèvres de la fissure cylindrique qui se développe à travers le béton (§
5.1.8.4 du MC2010 [2013]) suite à l’atteinte de τadh.

Figure 5.4 – Mécanismes d’endommagement associés à l’atteinte de la résistance dite
d’adhésion chimique.

Notons pour finir que, du fait de l’uniformisation idéalisée par Cao et al. [2014], le
coefficient η intervient dans l’équation 5.1. Or, s’il l’on s’intéresse à l’état de contrainte
réel agissant au contact béton-béton (figure 5.4-c) - qui, selon l’approche développée ici,
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gouverne l’adhérence a-b - alors le critère de rupture de Mohr-Coulomb tel que défini par
l’équation 4.7 devrait se vérifier. Les équations 5.5 (τ) et 5.9 (σ) qui seront développées
respectivement aux § 5.3.1 et § 5.3.2 permettront, entre autres, de confirmer ce postulat.

5.2.2 Concernant l’enrobage

5.2.2.1 Nombre de fissures de scission

En accord avec les conclusions exposées au § 4.3.2.1, le nombre n de fissures de scission
retenu dans le modèle proposé est de 2 (équation 5.2).

n = 2 (5.2)

5.2.2.2 Comportement du béton endommagé en traction

Afin d’être en mesure de caractériser le comportement longitudinal adoucissant de
l’interface a-b (entre τmax et τres, figure 4.7), l’essai d’arrachement est, dans la majorité
des cas, piloté en déplacement. Cependant nous avons vu que le glissement longitudinal de
l’armature est à l’origine d’une contrainte radiale σ qui peut conduire à une rupture par
scission de l’enrobage (et donc à la fin de l’essai). Ainsi, l’intensité de la contrainte radiale
σ n’est, dans les conditions du test d’arrachement, pas contrôlée par l’expérimentateur,
mais conditionnée par les mécanismes physiques de désenchevêtrement (i.e. dilatance) de
l’interface a-b.

On en déduit que le pilotage en déplacement ne concerne que l’armature (dont le
mouvement est effectivement contrôlé par la machine d’essai). Le pilotage de l’essai d’ar-
rachement (qui s’apparente en fait à un test de l’enrobage de béton) est, quant à lui, indi-
rectement, un pilotage en force. De ce fait, au cours d’un essai d’arrachement, l’enrobage
de béton ne travaille jamais au delà de sa charge maximale admissible. Deux conséquences
peuvent être tirées de cette conclusion :
— l’origine du comportement longitudinal adoucissant de l’interface a-b (entre τmax et

τres, figure 4.7) ne peut être attribuée qu’à la perte de capacité de l’interface a-b à
exercer une contrainte radiale σ croissante (i.e. diminution de la « consigne indirecte »
de chargement en force). Le pic d’adhérence τmax est donc lié à un épuisement de
la capacité de résistance de l’interface a-b, et non pas à un éventuel comportement
adoucissant du volume de béton d’enrobage fissuré ;

— avec l’appui des éléments introduits au § 3.4 (conclusions de Liaw et al. [1990] et
Guinea et al. [2000]) relatifs à la flexion, et dans le cadre du modèle de la fissure
fictive (§ 3.3.1), un comportement plastique parfait σD(w) = fctm peut être retenu
ici pour décrire l’évolution des contraintes dans le béton endommagé σθ(r) (figure
4.13-b) agissant entre les lèvres des deux fissures de scissions qui se développent le
long de l’épaisseur endommagée de l’enrobage (équation 5.3).

σθ(r) = fctm (rs ≤ r ≤ rcr) (5.3)

94



SECTION 5.3 - Expressions du modèle

5.2.3 Critères de couplage

Le couplage entre la contrainte d’adhérence τ et la contrainte radiale σ sera, compte
tenu des éléments introduits au § 4.4.1, réalisé par l’intermédiaire du critère de rupture
de Mohr-Coulomb (équation 4.7).

τ = µσ + c (rappel de l’équation 4.7)

Concernant le couplage cinématique, on retient, dans le cadre du modèle proposé,
une condition de compatibilité entre l’ouverture de la fissure de scission wfpz à l’interface
a-b et le glissement s de l’armature (équation 5.4). Le coefficient de proportionnalité ψ
sera désigné, en référence au vocabulaire introduit au § 5.1.2, par « taux de dilatance »
de l’interface a-b. Bien qu’un couplage entre le glissement et le déplacement radial de
l’interface a-b ait été suggéré (§ 4.4.2 et équation 4.8), le critère formulé par l’équation 5.4
a été retenu pour trois raisons :
— l’ouverture de fissure de scission à l’interface a-b apparaît être une grandeur mesu-

rable d’une manière plus fiable (chapitre 8) que le déplacement radial ur de l’interface
a-b (équation 4.8) ou la position rcr du front de fissuration (équation 4.5) ;

— l’équation 4.6 permet d’intégrer le paramètre d’ouverture de fissure de scission wfpz
retenu au modèle du double cylindre ;

— une linéarité entre l’ouverture d’une fissure de scission à l’interface a-b et le glis-
sement de l’armature est suggérée par les résultats expérimentaux de Ghandehari
et al. [1999] (§ 4.4.1.2 et figure 4.15-c).

wfpz = ψ s (5.4)

5.3 Expressions du modèle

5.3.1 Contrainte d’adhérence

Étant donnée l’approche retenue dans le modèle proposé, basée sur le frottement, la
contrainte d’adhérence τ agissant à l’interface a-b doit être évaluée de manière précise. Pour
cela, on applique à la définition normative de la contrainte d’adhérence τnom introduite au
§ 4.2.1 (équation 4.2) les modifications suivantes :
— on remplace la surface nominale de l’interface a-b par sa valeur effective via l’intro-

duction du paramètre η représentatif de la part de contact béton-béton à l’interface
a-b (§ 5.2.1) ;

— on tient compte de la diminution de la longueur d’ancrage ladh de l’armature au
cours de son glissement s. En effet, seuls les verrous entre lesquels le béton frais s’est
logé lors du coulage contribuent à la résistance de la barre à l’arrachement (5.2.1). La
contribution des verrous propres, initialement situés dans la zone gainée au dessus
de l’ancrage (figure 4.6), doit donc être négligée.
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La prise en compte de ces deux aspects aboutit à l’équation 5.5 de la contrainte d’adhé-
rence τ agissant effectivement au droit de l’interface a-b (figure 4.6).

τ = F

η π dnom (ladh − s)
(5.5)

5.3.2 Contrainte radiale

Les équations générales 4.5 et 4.6 fondées sur le modèle du double cylindre [Tepfers,
1973, 1979] combiné à l’approche de la fissure fictive [Hillerborg et al., 1976] peuvent être
réécrites :
— en tenant compte des équations 5.2 et 5.3 issues des hypothèses précédemment for-

mulées (§ 5.2.2) ;
— en considérant la surface effective de contact béton-béton au niveau de l’interface

a-b (coefficient η, § 5.2.1) ;
— en les évaluant pour un rayon r0 = rs correspondant à la position de l’interface a-b.

Ces trois points permettent d’aboutir aux équations 5.6 et 5.7 donnant respectivement
la contrainte radiale σ et l’ouverture wfpz de la FPZ g, toutes deux relatives à l’interface
a-b (figure 4.13).

σ

fctm
= 1
η

[
rcr
rs

(γcr + 1)− 1
]

avec γcr = r2
c − r2

cr

r2
c + r2

cr

(5.6)

wfpz = π
fctm
Ecm

(rcr − rs) (5.7)

Ces équations sont définies pour des valeurs de la position rcr du front de la FPZ
comprises entre rs (le rayon de l’armature, i.e. enrobage 100 % élastique) et rc (le rayon
de l’enrobage, i.e. enrobage 0 % élastique). L’ouverture de la FPZ associée à la borne
supérieure du domaine de définition rc (i.e. dans le cas où le front de progression de
l’endommagement atteint le bord libre de l’enrobage), notée wplfpz, est donnée par l’équation
5.8.

wplfpz = π cnom
fctm
Ecm

(5.8)

La combinaison des équations 5.6 et 5.7 (annexe B.1) permet d’obtenir une relation
analytique (équation 5.9) entre l’ouverture wfpz de la FPZ et la contrainte radiale σ, toutes
deux relatives à l’interface a-b.

g. Pour rappel, l’ouverture wfpz de la FPZ désigne le déplacement résultant de l’endommagement
circonférentiel du béton d’enrobage dans l’axe du PPR et au niveau de l’interface a-b.
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σ(wfpz)
fctm

= Σ
η

avec

Σ =
−rsw2

fpz + 2χ (r2
c − r2

s)wfpz + χ2 rs(r2
c − r2

s)
rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 rs(r2

c + r2
s)

χ = π
fctm
Ecm

(5.9)

Figure 5.5 – Corrélations σ − wfpz pour différents enrobages relatifs.

Soulignons le fait que l’équation 5.9 :
— est basée sur un nombre limité de paramètres physiques et géométriques non ajus-

tables (i.e. non obtenus par un processus d’optimisation de paramètres libres pour
ajuster un modèle empirique aux résultats expérimentaux) qui sont directement ac-
cessibles ou mesurables en laboratoire, ce qui rejoint les objectifs fixés au § 5.1.1 ;

— permet d’évaluer expérimentalement, par l’intermédiaire de la mesure de l’ouverture
wfpz de la FPZ, la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b du fait du confine-
ment passif exercé par l’enrobage. Notons que l’évaluation de l’équation 5.9 pour la
borne supérieure wplfpz de l’ouverture de la FPZ (équation 5.8) permet de quantifier
la valeur plafond de σ (i.e. le confinement maximal) qu’un enrobage donné est ca-
pable de fournir à une armature donnée.

L’objectif est alors d’utiliser conjointement l’équation 5.9 de σ et l’équation 5.5 de τ
afin de représenter dans le plan de Mohr τ = f(σ) les états de contrainte successifs agissant
à l’interface a-b au cours de l’essai d’arrachement. Les paramètres de Mohr-Coulomb c et
µ de l’interface a-b (qui, dans le modèle proposé, correspond à une interface béton-béton)
pourront alors être déterminés à partir de l’analyse de l’arrangement des points (σ; τ) dans
ce plan. La pertinence de l’utilisation du critère de rupture de Mohr-Coulomb (équation
4.7) pour décrire le comportement de l’adhérence a-b pourra ainsi être discutée.
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L’armature HA est un produit normalisé. De ce fait, les diamètres nominaux dnom
disponibles sont fixés et en nombre restreint (condition sur rs, équation 5.9) [NF-EN-
10080, 2005]. Pour les bétons normalisés, le ratio entre la résistance en traction fctm et le
module d’Young Ecm peut être calculé à partir de la norme Eurocode 2. De plus, pour les
bétons courants (fcm ≤ 50 MPa), ce ratio est de l’ordre de 10−4 ± 10% (condition sur χ,
équation 5.9) [NF-EN-1992, 2005].

Ainsi, en première approximation, l’équation 5.9 peut être représentée, pour différentes
combinaisons de diamètre de barre dnom et d’épaisseur d’enrobage cnom, sous la forme d’un
abaque (figure 5.5). Les asymptotes que l’on peut identifier sur cette figure correspondent,
pour chaque disposition constructive (cnom; dnom), à la valeur précédemment évoquée du
confinement maximal que l’enrobage peut exercer sur l’armature.

5.3.3 Raideur tangentielle

En accord avec le § 4.2.2, la raideur tangentielle ks de l’interface a-b est définie comme
la pente de la portion quasi-linéaire de la branche ascendante de la courbe τ−s, juste après
l’atteinte de τadh (figure 4.7). Du point de vue mathématique, ks,TH correspond donc à la
limite de la dérivée de la courbe τ − s quand le glissement s tend vers 0 (équation 5.10).

ks,TH = lim
s→0

{
∂τ

∂s

}
(5.10)

L’équation 5.11 est obtenue à partir de l’équation 5.10 en prenant en considération
le critère de rupture de Mohr-Coulomb (équation 4.7). Le coefficient de frottement µ et
la cohésion apparente c sont tous deux supposés constants par rapport au glissement s
(chapitre 10).

ks,TH = µ lim
s→0

{
∂σ

∂s

}
(5.11)

L’équation 5.12 est obtenue à partir de l’équation 5.11 en prenant en considération le
critère de compatibilité cinématique entre le glissement s et l’ouverture de la FPZ wfpz
(équation 5.4).

ks,TH = µ lim
s→0

{
∂wfpz
∂s

· ∂σ

∂wfpz

}
(5.12)

La solution de la première dérivée ∂wfpz

∂s est obtenue à partir de l’équation 5.4 et
correspond au taux de dilatance ψ, qui est supposé constant par rapport au glissement
s (chapitre 10). La solution de la deuxième dérivée ∂σ

∂wfpz
peut être calculée à partir de

l’équation 5.9 (annexe B.3). L’expression analytique de la raideur tangentielle de l’interface
a-b ks,TH est donnée par l’équation 5.13.

ks,TH = 4µψ γcvr Ecm
η π dnom

avec γcvr = r2
c (r2

c − r2
s)

(r2
c + r2

s)2 (5.13)

98



SECTION 5.4 - Synthèse du modèle

Le coefficient γcvr varie entre 0 (enrobage extrêmement fin : rc ' rs) à 1 (enrobage
extrêmement épais : rc >> rs). l’évolution de γcvr en fonction de l’enrobage relatif (ratio
entre l’épaisseur d’enrobage cnom et le diamètre nominal de l’armature dnom) montre que,
pour des enrobages courants ( cnom

dnom
≥ 3), l’erreur relative entre γcvr et 1 est proche ou

inférieure à 5%. De ce fait, en première approximation, γcvr peut être considéré égal à 1
(équation 5.14).

ks,TH '
4µψEcm
η π dnom

(5.14)

L’équation 5.13 est, comme l’équation 5.9, basée sur un nombre limité de paramètres
physiques et géométriques non ajustables. On distingue, dans l’équation 5.13 de ks,TH :
— les caractéristiques des matériaux Ecm du béton et η et dnom de l’armature. Ces

dernières peuvent être déterminées indépendamment de l’essai d’arrachement ;
— le taux de dilatance ψ de l’interface a-b. Il peut être déterminé expérimentalement

et de manière directe par une mesure conjointe de l’ouverture wfpz de la FPZ et du
glissement s au cours de l’essai d’arrachement (équation 5.4) ;

— le coefficient de frottement µ de l’interface a-b. Ce dernier ne peut être déterminé
que de manière indirecte par une mesure conjointe de σ et τ au cours de l’essai
d’arrachement (équation 4.7). En effet, contrairement à τ dont la valeur peut être
déduite de la mesure de l’effort d’arrachement F appliqué à l’armature (équation
5.5), la détermination de σ passe par l’intermédiaire de l’équation 5.9 et découle de
la mesure de l’ouverture wfpz de la FPZ.

La raideur tangentielle ks de l’interface a-b est une grandeur qui peut être calculée à
partir de la courbe τ−s caractéristique de l’essai d’arrachement (figure 4.7). Sous condition
d’en déterminer les paramètres précédemment évoqués (chapitres 9 et 10), l’équation 5.13
de ks,TH peut donc faire l’objet, contrairement à l’équation 5.9 de σ, d’une validation
expérimentale.

Notons pour finir que l’équation 5.9 de σ intervient dans le calcul du coefficient de
frottement µ que l’on retrouve dans l’équation 5.13 de ks,TH . Ainsi la validation potentielle
de l’équation 5.13 de ks,TH supporterait indirectement la fiabilité de l’équation 5.9 de σ.

5.4 Synthèse du modèle

Le modèle physique de l’adhérence a-b proposé dans ce travail est issu d’un parallèle
avec la mécanique des roches. L’établissement de ce parallèle est motivé, en particulier, par
l’observation d’une similitude entre les réponses mécaniques au cisaillement de la liaison
a-b et d’un joint rocheux (figures 4.7 et 5.1, respectivement). L’idée maîtresse à l’origine
du modèle proposé consiste alors à transposer certaines conditions physiques propres à
l’essai de cisaillement sur un joint rocheux (relativement bien identifiées, voire maîtrisées),
au problème de l’adhérence a-b, où les mécanismes physiques en jeu sont relativement
moins accessibles.
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On attribue ainsi à l’armature à haute adhérence le rôle « d’emporte-pièce » en sup-
posant la formation précoce d’une fissure cylindrique autour de l’armature (figure 5.4-a).
De ce fait, une discontinuité mécanique est créée entre, d’une part, le béton piégé entre
les verrous (entraîné dans le glissement s de l’armature), et, d’autre part, le béton situé
hors de l’emprise des verrous (figure 5.4-c). Dans ce cadre particulier, l’adhérence a-b
est attribuée au frottement entre ces deux surfaces rugueuses de béton qui glissent l’une
par rapport à l’autre. La résistance au cisaillement de la liaison a-b due à ce frottement
(i.e. la contrainte d’adhérence τ , équation 5.5) est, a fortiori, amplifiée par le développe-
ment d’une contrainte radiale σ, normale à l’interface a-b. Cette contrainte, imputable à
la dilatance gênée des lèvres rugueuses de la fissure cylindrique enveloppant l’armature,
tend à provoquer la scission du béton d’enrobage selon un plan préférentiel de rupture
dont l’orientation est conditionnée par la géométrie des verrous de l’armature (§ 4.3.2).
L’endommagement du béton associé à cette scission de l’enrobage est caractérisé par le
paramètre wfpz désignant l’ouverture de la FPZ au droit de l’interface a-b.

La figure 5.6 montre les différentes grandeurs physiques évoquées au cours du para-
graphe précédent. Cette figure met en évidence, pour chaque direction d’étude du phéno-
mène d’adhérence a-b considérée (longitudinale ou transversale), l’existence d’un couple
contrainte-déplacement (τ − s ou σ − wfpz, respectivement). À ce jour, le comportement
longitudinal τ − s (§ 4.2), fondamental vis-à-vis de l’étude de la fissuration des structures
en béton, est essentiellement décrit de manière empirique sur la base d’expérimentations
menées depuis des décennies. A contrario, le comportement transversal σ − wfpz (§ 4.3)
peut être appréhendé de manière prédictive via un travail de modélisation, ici réalisé de
manière analytique (équation 5.9).

Figure 5.6 – Classification et couplage des grandeurs physiques du modèle analytique
de l’adhérence a-b proposé.

Afin d’étendre le caractère prédictif de la description transversale σ −wfpz du phéno-
mène d’adhérence a-b à son comportement longitudinal τ − s, deux critères de couplage
(équations 4.7 et 5.4) sont proposés. Ces critères permettent d’associer deux à deux les
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grandeurs de même nature rattachées à des directions d’étude orthogonales (figure 5.6). La
figure 5.7 représente de manière graphique les articulations mathématiques établies entre
les différentes grandeurs physiques relatives au phénomène d’adhérence a-b. Enfin, le mo-
dèle analytique proposé à l’avantage de permettre la détermination de l’équation 5.13 de
la raideur tangentielle ks,TH de l’interface a-b. Ce paramètre, au delà de son caractère cru-
cial vis-à-vis de la fissuration des structures en béton [Dominguez, 2005; Torre-Casanova,
2012], pourra servir à la validation du modèle via une comparaison avec sa valeur expéri-
mentale ks,XP (figure 5.7).

Figure 5.7 – Articulations entre les grandeurs physiques du modèle analytique de
l’adhérence a-b proposé.
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Chapitre 6

Étude de la scission de l’enrobage
lors d’un essai de pull-out

Ce chapitre présente des résultats expérimentaux intermédiaires en émissions acous-
tiques (EA) obtenus suite à une collaboration [Chiriatti et al., 2018] avec Hamid Hafid,
ingénieur R&D chez Mistras Group a, une entreprise spécialisée dans le contrôle non des-
tructif (matériel, services et logiciels).

Ces résultats sont ensuite exploités afin de conforter les conclusions de Plizzari et al.
[1998], introduites au § 4.3.2.1, qui attribuent aux armatures comprenant des verrous de
hauteur variable (figure 4.11-a) un axe principal de poussée conduisant à la formation d’un
PPR à travers l’enrobage (figure 4.11-b).

6.1 Suivi par émissions acoustiques

La mesure introduite dans cette section consiste en un suivi des EA réalisé au cours
d’un essai d’arrachement mené selon les recommandations normatives introduites au §
4.2.1.

L’éprouvette testée (figure 6.1-b) est un cube de béton de 200 mm de côté. En accord
avec les prescriptions de la norme NF-EN-10080 [2005], la zone d’ancrage est déportée
de la surface de contact entre l’éprouvette et le plateau support via la neutralisation de
l’adhérence a-b par gainage de l’armature. Toutefois, pour tenir compte de la précision de
la localisation des EA (± 5 mm), la longueur d’ancrage ladh de l’armature est augmentée
de 5 à 10× dnom (140 mm). Le gainage de 60 mm est réalisé en revêtant la barre avec du
ruban adhésif épais de manière à aplanir complètement le relief du marquage.

Une barre standardisée HA14 (propriétés fournisseur : fy = 500 MPa, Es = 200 GPa)
comprenant deux rangées de verrous est utilisée pour ce test. La géométrie du marquage,
similaire à celle de l’armature utilisée par Plizzari et al. [1998] (figure 4.11-a), est illustrée
par la figure 6.1-a. Le béton entourant l’armature (propriétés à 28 jours : fcm = 28,4 ± 0,6
MPa, fctm = 2,4 ± 0,3 MPa) est formulé à base de 100 % de GBR (remplacement total
du sable et des petits et gros gravillons). La composition utilisée (100r-100R) est issue des
formulations développées dans le cadre du PN RECYBETON et détaillée en annexe F.2.

a. www.mistrasgroup.com
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Figure 6.1 – Points de détails du dispositif expérimental : a) marquage de l’armature
HA, b) répartition des capteurs ultrasonores.

L’arrachement de la barre est contrôlé en déplacement à une vitesse 0,5 mm/min.
L’effort d’arrachement est mesuré par un capteur de force d’une capacité maximale de
150 kN et d’une précision de ± 0,01 kN. Le glissement est mesuré par un capteur de
déplacement de type LVDT (Linear Variable Differential Transformer) offrant une plage
de mesure de 15 mm et une précision de ± 5 %.

L’instrumentation acoustique se compose de 8 capteurs piézoélectriques de 19 mm de
diamètre répartis sur la surface du cube en béton (figure 6.1-b). La bande passante des
capteurs se situe entre 75 et 150 kHz, soit une longueur d’onde de l’ordre de 25 à 50 mm
supérieure à la taille des granulats du béton. L’acquisition du signal est effectuée à une
fréquence de 1 MHz après un pré-traitement du signal :
— filtrage du bruit audible et des hautes fréquences par, respectivement, un filtre passe-

haut fixé à 20 kHz et un filtre passe-bas fixé à 400 kHz ;
— préamplification du signal (multiplication de la tension du signal par 100).

Figure 6.2 – Courbes τ − s du béton 100 % recyclé instrumenté en EA.
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Figure 6.3 – Cartographie des EA : a) vue 3D, b) vue du dessus.

Les courbes τ − s des 3 essais d’arrachement réalisés sont représentées sur la figure
6.2 et ont été obtenues sur la base de la définition normative de la contrainte d’adhérence
(équation 4.2). On note que l’allure de la courbe τ − s du béton 100 % recyclé est com-
parable à celle de la courbe type (figure 4.7, page 62), ce qui suggère une indépendance
des mécanismes d’adhérence a-b vis-à-vis du remplacement, même total, des granulats
naturels par des GBR.

La mesure en EA a été effectuée sur l’une des trois éprouvettes testées. La figure 6.3-a
montre la cartographie 3D des EA enregistrées au cours de cet essai d’arrachement. Le
volume représenté par le graphique est celui du cube de béton. La barre, centrée dans
l’éprouvette, se situe sur la droite orientée selon z passant par le point de coordonnée
(x = 0, y = 0). Un code couleur est adopté est fonction de la valeur du pic d’amplitude de
l’EA. Cette cartographie :
— confirme, par la quasi-absence d’EA pour 0 < z < 60 mm, l’efficacité du gainage de

la partie basse de l’armature (figure 6.3-a) ;
— montre que les EA se concentrent majoritairement autour de l’armature et très peu

dans le volume de béton. Notamment, on ne détecte pas le développement de fissures
de scission à travers l’enrobage ;

— permet d’identifier une distribution non uniforme des EA autour de l’armature. Plus
précisément, on observe la formation de deux groupes d’EA (figure 6.3-b).

Ces données ont été post-traitées afin de caractériser de manière plus fine la distribution
des EA par rapport à la barre.

La figure 6.4-a montre l’évolution de l’amplitude acoustique globale en fonction de
l’éloignement r par rapport à l’interface a-b. Elle est obtenue en divisant le cube de béton
en 50 cylindres concentriques de 4 mm d’épaisseur centrés sur l’axe de l’armature (figure
6.4-a). L’amplitude globale associée à chaque volume cylindrique de béton est déterminée
en additionnant les pics d’amplitude de toutes les EA qui se trouvent dans ce volume. Les
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50 valeurs résultantes sont ensuite normalisées par rapport à la somme des pics d’amplitude
de l’ensemble des EA détectées dans le cube.

Suivant la même logique, la figure 6.4-b montre l’évolution de l’amplitude acoustique
globale en fonction de l’orientation θ autour de l’armature. Elle est cette fois obtenue en
divisant le cube de béton en 45 tranches verticales d’un angle d’ouverture de 8° (figure
6.4-b). La procédure de calcul de l’amplitude normalisée associée à chaque tranche est
identique à celle utilisée pour la figure 6.4-a.

Ces deux graphiques montrent :
— que l’activité acoustique provient essentiellement du volume de béton situé entre

l’interface a-b et une distance de l’ordre du diamètre du plus gros granulat (figure
6.4-a) ;

— une corrélation entre la hauteur des verrous et l’activité acoustique. La répartition de
l’amplitude acoustique autour de l’armature est en effet comparable à une évolution
périodique dont les extrema semblent coïncider avec la position des sommets des
verrous (figure 6.4-b).

Figure 6.4 – Distribution des EA : a) dans l’épaisseur d’enrobage, b) autour de
l’armature.

108



SECTION 6.2 - Analyse mécanique

6.2 Analyse mécanique
L’objectif de cette section est de quantifier la corrélation constatée entre la hauteur

des verrous et la répartition des EA autour de l’armature (figure 6.4-b) pour confirmer en
somme l’existence de l’axe principal de poussée mis en évidence par Plizzari et al. [1998]
(§ 4.3.2.1 et figure 4.11).

On développe dans ce but une approche théorique analogue à celle employée dans le
cadre du calcul de la pression diamétrale entre un boulon et les bords d’un trou (vérification
courante en charpente métallique), en y intégrant les hypothèses particulières de notre
problématique de contact a-b.

6.2.1 Détermination du profil contrainte radiale

Considérons (figure 6.5-a) une armature à haute adhérence droite (hypothèse 1), noyée
dans un massif en béton dont les dimensions sont grandes vis-à-vis du diamètre de la
barre (hypothèse 2). La qualité du bétonnage est telle qu’aucune inclusion d’air notoire
ne perturbe le contact entre la surface de la barre et le béton (hypothèse 3).
— l’hypothèse 1 ramène la modélisation à un problème plan ;
— l’hypothèse 2 permet de s’affranchir des éventuelles perturbations dues aux effets de

bord ;
— l’hypothèse 3, indique l’absence de jeu entre l’armature et le béton.

La forme complexe des verrous (figure 6.1-a) rend le contour de la section droite de la
barre dépendant de la position du plan de coupe le long de son axe longitudinal z. La seule
hypothèse de rectitude de la barre (hypothèse 1) ne suffit donc pas pleinement à justifier
la géométrie plane à laquelle on souhaite rapporter notre problème. Une hypothèse sup-
plémentaire, dite d’homogénéisation de l’enveloppe de l’armature, est en effet nécessaire.
Deux méthodes sont ainsi envisageables :
— une approche basée sur une section circulaire équivalente ;
— une description tenant compte du caractère quasi-elliptique du contour de l’interface

a-b (figure 4.11-a).
La première option requiert la formulation d’une hypothèse additionnelle, visant à se

prononcer sur la nature du diamètre équivalent à retenir (nominal, enveloppe, moyen. . .).
Moyennant l’introduction d’un paramètre, certes supplémentaire, mais facilement mesu-
rable ; la deuxième approche, plus générale, offre l’avantage d’une description plus fine de la
géométrie de l’interface a-b. Nous retiendrons par conséquent le caractère quasi-elliptique
du contour des verrous dans le cadre des développements à venir.

Plaçons-nous dans un plan quelconque perpendiculaire à z (figure 6.5-a). On y note
O (figure 6.5-b) la position du centre de la section droite de l’armature. La direction de
l’axe (Ox) est définie comme étant celle du demi-grand axe de la section, supposée el-
liptique, de l’armature. L’axe (Oy), orthogonal à (Ox), suit par conséquent la direction
de son demi-petit axe. La mesure des angles est définie par rapport à l’axe (Ox), puis
dans le sens trigonométrique. Nous qualifierons par la suite les axes (Ox) et (Oy) d’axes
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« principaux » de la section de l’armature.

Figure 6.5 – Schématisation de la butée de l’armature contre le béton.

Supposons l’action d’un effort transversal b Fx, appliqué en O et orienté selon x (figure
6.5-a). Cet effort, provoquant un déplacement du centre O en O′, tend à plaquer le côté
droit de l’armature contre la paroi en béton et à en décoller son côté gauche. En l’absence
de toute force d’adhésion s’opposant au décollement des deux parois (hypothèse 4), il ré-
sulte de ce déplacement une contrainte radiale σ(θ), générée par la butée de l’armature
contre le massif de béton (figure 6.5-b). On cherche à déterminer l’allure de cette contrainte.

Compte tenu du rapport entre les modules d’élasticité de l’acier et du béton (200
GPa pour l’acier contre environ 30 GPa pour un béton courant), ainsi que du rapport
entre leurs résistances à la compression (500 MPa pour l’acier contre environ 30 MPa
pour un béton courant) ; l’armature peut être considérée, relativement à l’enrobage de
béton, comme étant indéformable. L’effort Fx produit par conséquent un enfoncement de
la section droite infiniment rigide de l’armature dans le béton.

Suivons un point M situé sur la surface de contact entre les deux matériaux après
enfoncement. On remarque sur la figure 6.6 que le contour elliptique de la barre induit un
enfoncement variable δ(θ) atteignant un maximum, noté δmax, en θ = 0 rad. On suppose
le comportement du béton élastique (hypothèse 5). La contrainte radiale σ(θ) exercée par
le béton est donc proportionnelle à l’enfoncement δ(θ) de la section de la barre :

σ(θ) = Kδ(θ) (6.1)

On définit le repère tournant (~u,~v) où le vecteur ~u suit la direction du vecteur ~OM
(figure 6.6). Exprimons alors les trois vecteurs ~OM , ~OO′ et ~O′M par leurs composantes
suivant (~u,~v) pour un angle θ quelconque donné.

b. Dans le cadre d’un essai d’arrachement, l’effort Fx peut vraisemblablement être généré par le désen-
chevêtrement des granulats du béton piégé entre les verrous de l’armature (figure 5.4-c). Cette hypothèse
semble être en accord avec les émissions acoustiques détectées essentiellement auprès de l’armature (figure
6.4-a) et plus particulièrement de ses verrous (figure 6.4-b).
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Figure 6.6 – Paramétrage de l’enfoncement de l’armature dans le béton.

~OM =
(
r(θ) + δ(θ)

0

)
~OO′ =

(
δmax cos(θ)
−δmax sin(θ)

)
~O′M =

(
r(θ + θ̃) cos(θ̃)
r(θ + θ̃) sin(θ̃)

)

La relation de Chasles ~OM = ~OO′+ ~O′M permet d’établir des relations entre les divers
paramètres de la modélisation. Concentrons nous sur la composante dirigée selon ~u (ligne
1), qui fait intervenir le terme δ(θ) :

δ(θ) = δmax. cos(θ) + r(θ + θ̃). cos(θ̃)− r(θ)

L’hypothèse d’élasticité (hypothèse 5) restreint cette étude au cadre des petites per-
turbations ce qui sous-entend un très faible écart entre les points O et O′. Ainsi, l’angle
θ̃ est proche de 0 : cos(θ̃) ' 1 et l’enfoncement δmax de l’armature est petit devant son
rayon r(θ) : δmax << r(θ). Par conséquent r(θ + θ̃) ' r(θ), d’où :

δ(θ) = δmax cos(θ) (6.2)

Soit, en utilisant l’équation 6.1 :

σ(θ) = Kδmax cos(θ)

Apparaît le terme Kδmax qui, en accord avec l’équation 6.1, n’est autre que la valeur
maximale de la contrainte radiale σmax générée par la butée du contour de l’armature sur
l’enrobage en béton. Il vient dès lors :

σ(θ) = σmax cos(θ) avec σmax = Kδmax (6.3)
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L’équation 6.3, issue de considérations cinématiques, suggère (en supposant la validité
des hypothèses énoncées au cours du développement) qu’un déplacement solide « gêné »
de la section quasi-elliptique de la barre génère une contrainte radiale de contact d’allure
sinusoïdale à l’interface a-b. Le point de contrainte radiale maximale σmax, atteint pour
θ = 0 rad, est orienté selon l’axe (Ox) de la butée.

L’équation 6.3 peut être décomposée selon les deux axes principaux (Ox) et (Oy)
de l’armature. Les équations 6.4 et 6.5 résultant de cette décomposition permettent de
représenter les contributions de chaque direction principale de la section de l’armature
σx(θ) et σy(θ) à la contrainte radiale σ(θ) agissant à l’interface a-b (figure 6.7). On identifie
sur la figure 6.7 trois lobes de contrainte :
— un lobe principal, centré sur la direction x de la butée, variant selon le cosinus carré

de l’angle ;
— deux lobes secondaires, orientés selon la direction y orthogonale à celle de la butée,

évoluant comme la moitié du sinus de l’angle double (figure 6.7).

σx(θ) = cos2(θ)σmax (6.4)

σy(θ) = sin(2θ)
2 σmax (6.5)

Figure 6.7 – Décomposition de la contrainte radiale selon les axes principaux de la
section de l’armature.

Basons-nous maintenant sur l’équation 6.3 pour pousser plus loin l’analyse quantitative
de la butée transversale de l’armature contre l’enrobage.
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6.2.2 Évaluation des efforts transversaux

Soit L la hauteur du tronçon d’armature à laquelle il est possible d’étendre la des-
cription supposée plane de notre système. L’aire d’un petit élément de surface dS situé
sur le périmètre de notre barre est alors donnée par dS = r(θ)Ldθ (figure 6.8). On note
dΣ l’effort infinitésimal résultant de l’application de la contrainte radiale σ(θ) sur ce petit
élément de surface :

dΣ = Lσ(θ) r(θ) dθ

Décomposons, comme indiqué sur la figure 6.8, le petit effort dΣ selon les directions
principales de la section de l’armature :

dΣx = L cos(θ)σ(θ) r(θ) dθ dΣy = L sin(θ)σ(θ) r(θ) dθ

Introduisons l’expression de σ(θ) issue de l’équation 6.3 :

dΣx = L cos2(θ)σmax r(θ) dθ dΣy = L
sin(2θ)

2 σmax r(θ) dθ

Figure 6.8 – Équilibre transversal de la section de l’armature.

Exploitons les conditions d’équilibre selon (Ox) et (Oy) entre, d’une part, l’effort trans-
versal Fx et, d’autre part, la somme des contributions infinitésimales dΣ issues de l’appli-
cation de la contrainte radiale sur l’interface a-b :

Fx =
∫ 1/2 périmètre

dΣx 0 =
∫ 1/2 périmètre

dΣy

Sur la base des développements précédents et en tenant compte de la symétrie de notre
système par rapport à l’axe (Ox) (figure 6.7), on obtient :

Fx = 2Lσmax
∫ π/2

0
cos2(θ)r(θ)dθ Fy = 1

2 Lσmax
∫ π/2

0
sin(2θ)r(θ)dθ
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La résolution de ces intégrales requiert l’expression r(θ) du rayon de l’interface a-b dans
un système de coordonnées polaires. Ouvrons par conséquent une parenthèse consacrée à
un travail sur r(θ). Partons pour cela de l’équation cartésienne de l’ellipse. Les paramètres
a et b désignent respectivement les longueurs du demi-grand axe et du demi-petit axe de
l’ellipse :

x2

a2 + y2

b2
= 1

Le changement de repère est réalisé en exprimant la correspondance entre le jeu de
coordonnées cartésiennes (x; y) et le couple de coordonnées polaires (r; θ) :

x = r cos(θ) y = r sin(θ)

Substituons les coordonnées x et y de l’équation cartésienne de l’ellipse par leurs équi-
valents polaires x(r; θ) et y(r; θ) :

r2 cos2(θ)
a2 + r2 sin2(θ)

b2
= 1

Il vient :

r2b2 cos2(θ) + r2a2 sin2(θ) = a2b2

r =
√

a2b2

b2 cos2(θ) + a2 sin2(θ)

On définit le paramètre Rd comme le rapport du demi-grand axe a sur le demi-petit
axe b (équation 6.6). Introduisons ce paramètre dans notre expression polaire du rayon de
l’ellipse.

Rd = a

b
(Rd ≥ 1) (6.6)

r =
√

R2
db

4

b2[R2
d sin2(θ) + cos2(θ)]

r = b

√
R2
d

R2
d sin2(θ) + cos2(θ)

Simplifions le dénominateur en tenant compte du fait que cos2(θ) = 1− sin2(θ) :

r(θ) = b

√
R2
d

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1 (6.7)
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L’équation 6.7, définie sur [0; π2 ], vérifie bien les deux conditions de bord r(0) = a
et r(π2 ) = b. Reprenons alors le fil du raisonnement en intégrant au raisonnement notre
expression de r(θ) et en substituant à la longueur b du demi-petit axe l’expression dmin

2 ,
intégrant ainsi le diamètre du cœur de l’armature au développement :

Fx = dmin Lσmax

∫ π/2

0

√
R2
d cos4(θ)

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1dθ

Fy = dmin
4 Lσmax

∫ π/2

0

√
R2
d sin2(2θ)

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1dθ

Réorganisons les termes de manière à faire apparaitre une expression de la forme
F = Sσ. Nous retiendrons, en accord avec notre modélisation, une surface de référence
S = πdminL

2 correspondant au demi-périmètre de la section de l’armature. On aboutit
finalement aux équations 6.8 et 6.9.

Les coefficients ηx et ηy peuvent être évalués par intégration numérique. Ces coeffi-
cients, inférieurs à l’unité, modulent la surface de référence S = πdminL

2 correspondant
au demi-périmètre de la section de l’armature et, par voie de conséquence, l’intensité de
l’effort transversal associé à chaque axe principal de la section de la barre.

Fx = ηx
πdminL

2 σmax avec ηx = 2
π

∫ π/2

0

√
R2
d cos4(θ)

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1dθ (6.8)

Fy = ηy
πdminL

2 σmax avec ηy = 1
2π

∫ π/2

0

√
R2
d sin2(2θ)

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1dθ (6.9)

On introduit pour terminer le coefficient RF défini comme le rapport entre :
— l’effort Fx agissant symétriquement par rapport à l’axe (Oy) (figure 6.7) selon la

direction de la butée ;
— l’effort 2Fy agissant symétriquement par rapport à l’axe (Ox) (figure 6.7) selon la

direction orthogonale à celle de la butée.
On déduit des équations 6.8 et 6.9 le coefficient RF (équation 6.10). Une analyse

graphique (figure 6.9) montre que l’inégalité RF ≥ 1 est vérifiée pour toute valeur de Rd.
L’effort transversal agissant selon la direction de la butée s’avère donc systématiquement
supérieur à celui agissant selon la direction orthogonale à celle de la butée.

RF = ηx
2 ηy

(6.10)

Le caractère elliptique relativement restreint des barres HA permet de linéariser la
fonction RF = f(Rd) pour de petites valeurs de Rd (figure 6.9). On pourra utiliser
RF ' 0, 37Rd + 1, 20 pour des valeurs de Rd comprises entre 1 et 1,25 (coefficient de
corrélation de 0,99).
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Figure 6.9 – Évolution du paramètre RF selon l’ellipticité de la section de l’armature.

Appliquons les outils précédents à la caractérisation d’une armature de type HA12.
Cette barre peut être définie par son diamètre hors-tout dmax = 12,9 mm et par le dia-
mètre de son noyau dmin = 11,3 mm. En découle un coefficient Rd = 1, 14, conduisant,
après intégration, aux coefficients ηx = 0,55 et ηy = 0,17. On aboutit à un coefficient RF
d’environ 1,62, proche de π

2 , indiquant que la butée d’une armature HA12 contre l’enro-
bage de béton conduit à un effort transversal 62 % plus important selon la direction de la
butée que selon celle qui lui est orthogonale.

Le tableau 6.1 permet de quantifier l’impact des hypothèses relatives à la géométrie
du contour de l’interface (elliptique ou circulaire) et à l’allure du profil de contrainte
radiale (sinusoïdale ou uniforme). On y retrouve les valeurs du coefficient ηx (rattaché à la
direction de la butée) pour les différents couples d’hypothèses envisageables. Les formules
complémentaires permettant de déterminer les valeurs relatives à la distribution uniforme
de la contrainte radiale (ligne 2 du tableau 6.1) sont démontrées en annexe C.

Les écarts renseignés montrent que le choix portant sur la distribution de la contrainte
radiale σ(θ) est plus sensible que celui visant à caractériser le contour de l’interface r(θ).
On notera la tendance de l’erreur à se compenser en cas de cumul de deux hypothèses
« erronées ».

Table 6.1 – Sensibilité de ηx aux hypothèses du modèle.

contour elliptique contour circulaire écart
distribution sinusoïdale 0, 55 0, 50 9%
distribution uniforme 0, 69 0, 64 -
écart −25% - −16%

6.2.3 Bilan

D’une part, une forte corrélation entre la hauteur des verrous et la distribution des
amplitudes associées aux EA a été mise en évidence au § 6.1. D’autre part, nous sommes
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en mesure, grâce aux outils développés dans le § 6.2, d’associer à la butée transversale de
l’armature contre le béton le développement d’une contrainte radiale d’allure sinusoïdale
le long de l’interface a-b.

La figure 6.10, qui représente sous la forme d’un graphique polaire les résultats en
EA de la figure 6.4-b ainsi que l’équation 6.3 de la contrainte radiale σ(θ), montre que les
distributions des amplitudes associées aux EA et de la contrainte radiale sont comparables.
De ce fait, sous réserve de l’existence d’une corrélation entre amplitude des EA et intensité
de la contrainte radiale de compression, cette correspondance confirme l’existence d’un axe
principal de poussée orienté selon l’axe passant par le sommet des verrous.

Cette conclusion appuie l’hypothèse du développement de deux fissures de scission
(équation 5.2) établie sur la base des résultats de Plizzari et al. [1998].

Figure 6.10 – Interprétation de l’enregistrement des EA.
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Chapitre 7

Simulations numériques
exploratoires

Ce chapitre rassemble des résultats obtenus à partir de deux modélisations numé-
riques par éléments finis réalisées sous Cast3M. On s’intéressera dans un premier temps
au comportement longitudinal de l’adhérence a-b (§ 4.2) à travers une simulation de l’es-
sai d’arrachement. On étudiera dans un deuxième temps le comportement transversal de
l’adhérence a-b (§ 4.3), et plus particulièrement le développement de la fissuration de
scission à travers l’enrobage.

Les conclusions tirées de ce chapitre seront utilisées dans le cadre de la conception du
montage expérimental qui sera abordée au chapitre 8.

7.1 Aspects liés à la contrainte d’adhérence

Nous avons vu au § 4.2.1 traitant de la conception normative de l’essai d’arrachement
que :

— la longueur d’ancrage ladh recommandée de l’armature est de 5 × dnom pour des
raisons d’uniformité de la contrainte d’adhérence le long de l’interface a-b ;

— la hauteur de gainage hpvc,1 recommandée entre le support de l’éprouvette et la zone
d’ancrage est de 5× dnom pour éviter une perturbation des mécanismes d’adhérence
a-b par les effets de bord produits au contact support-éprouvette.

Un premier modèle numérique a été développé dans le but d’apporter plus de précisions
concernant ces deux aspects principalement liés à la contrainte d’adhérence τ . Pour cette
raison, on ne considère pas dans ce modèle la contrainte radiale σ qui se développe à
l’interface a-b selon la direction normale à cette dernière.

Tout d’abord, nous analyserons l’impact de la longueur d’ancrage ladh sur la distri-
bution de la contrainte d’adhérence τ . Puis, nous étudierons l’influence de la hauteur de
gainage hpvc,1 sur la distribution de la contrainte σz produite par la réaction du support
(figure 4.9-b).
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7.1.1 Description du modèle numérique

L’essai d’arrachement présente une symétrie de révolution par rapport à l’axe de l’ar-
mature (figure 4.6). De ce fait, cette modélisation de l’essai d’arrachement est développée
sur la base d’une hypothèse d’axisymétrie dans un repère plan (O, r, z) ; où z, conformé-
ment à la convention suivie dans le cadre de ce manuscrit, est la direction définie par l’axe
de l’armature.

Le modèle, schématisé par la figure 7.1-a, se compose de deux ensembles principaux :
l’armature en acier et le béton, tous deux maillés par des quadrangles à 8 noeuds (in-
terpolation quadratique). Afin de tenir compte du glissement relatif qui se produit entre
l’armature et le béton, on interpose entre les deux matériaux un élément intermédiaire
appelé « joint ».

Figure 7.1 – Coupe longitudinale de l’éprouvette d’arrachement a) paramétrage, b)
maillage.

Cet élément joint est caractérisé par deux raideurs (figure 7.1-a) exprimées en Pa/m :
— une raideur normale, notée Kσ, qui relie la contrainte normale σ (traction ou com-

pression) appliquée au joint à son déplacement normal uσ ;
— une raideur tangentielle, notée Kτ , qui relie la contrainte de cisaillement τ appliquée

au joint à son déplacement tangentiel uτ .
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Afin de prendre en compte l’influence d’éventuelles zones gainées (hpvc,1 et hpvc,2, figure
4.6), le joint disposé entre l’armature et le béton est divisé en 5 zones dont les longueurs
peuvent être paramétrées (figure 7.1-a). On distingue trois types de joints :

— le joint à l’interface a-b, J3, dont la raideur tangentielle Kτ doit être déterminée
à partir de courbes τ − s issues d’essais d’arrachement ou par des résultats de la
littérature ;

— les joints simulant les gainages, J1 (côté support) et J5 (côté bord libre), dont la
raideur tangentielle est fixée à 0 ;

— les joints J2 et J4 assurant le raccord entre les joints des zones gainées J1 et J5 et
celui de la zone d’ancrage J3. La raideur tangentielle de J2 et J4 varie linéairement
entre 0 et Kτ de manière à assurer une continuité de la raideur tangentielle sur toute
la hauteur de l’éprouvette.

La raideur normale Kσ de tous les joints est fixée à 1011 Pa/m (i.e. l’ordre de grandeur
de la raideur tangentielle Kτ ) afin d’éviter l’interpénétration des maillages de l’armature
et du béton.

Les conditions aux limites du modèle sont les suivantes (figure 7.1-a) :

— blocage horizontal (selon r) des nœuds de l’armature situés le long de l’axe (0, z)
afin de prendre en compte l’hypothèse d’axisymétrie ;

— blocage vertical (selon z) des nœuds de béton situés le long de l’axe (0, r) afin de
simuler la réaction du support, ici supposé infiniment rigide.

Le chargement (i.e. l’arrachement de l’armature), est simulé par un déplacement im-
posé des nœuds de l’armature situés le long de l’axe (0, r) de 1 mm (de l’ordre du glissement
s correspondant à la contrainte d’adhérence ultime τmax [Eligehausen et al., 1983]), dirigé
vers −z. Compte tenu de la taille du modèle (tableau 7.1), la finesse du maillage est fixée
à 1 élément/mm (figure 7.1-b).

Le calcul est mené en élasticité linéaire en adoptant pour les propriétés des matériaux
des valeurs de l’ordre de celles mesurées dans le cadre du présent travail (chapitres 9 et
10) ou, le cas échéant, des valeurs courantes. Ainsi, on retient les modules d’Young et
coefficients de Poisson suivants :

— pour l’armature en acier : Es = 200 GPa et νs = 0,3 ;

— pour le béton d’enrobage : Ecm = 30 GPa et νc = 0,2 ;

— ainsi qu’une raideur tangentielle de l’interface a-b (Kτ de J3) de 50 MPa/mm (co-
hérente avec les mesures de Torre-Casanova [2012]).

Les valeurs des paramètres géométriques (figure 7.1) communs aux deux analyses qui
suivent sont indiquées dans le tableau 7.1. Le maillage résultant est illustré par la figure
7.1-b.
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Table 7.1 – Géométrie du modèle numérique 1.

paramètre unité valeur remarque
ARM1 mm 5 armature HA10
JOI2 mm → 0 joint d’épaisseur nulle
ENR4 mm 50 5× dnom
REG2 mm → 0 cf. Note
REG4 mm → 0 cf. Note
PVC5 mm → 0 cf. Note

Note : Cas le plus défavorable vis-à-vis des paramètres étudiés.

7.1.2 Distribution de la contrainte d’adhérence le long de l’interface

Dans cette analyse, la distance PVC1 (figure 7.1-a) de gainage entre le support et la
zone d’ancrage (i.e. hpvc,1, figure 4.6) est fixée à 50 mm (5×dnom, valeur recommandée par
la norme NF-EN-10080 [2005]). Les trois longueurs d’ancrage ADH3 (i.e. ladh) étudiées
sont :
— 3× dnom [Gambarova et al., 1989b; Tepfers et Olsson, 1992; Malvar, 1992] ;
— 5× dnom [NF-EN-10080, 2005] ;
— 10× dnom (longueur adoptée lors de l’essai instrumenté en EA, § 6.1).

Les résultats obtenus à partir de ces hypothèses sont montrés sur la figure 7.2. Elle
représente, pour les différentes longueurs d’ancrage étudiées (i) en traits pleins : les ré-
partitions de la contrainte d’adhérence le long de l’interface a-b ; (ii) en trait pointillés :
les valeurs moyennes associées à chaque répartition uniforme de la contrainte d’adhérence.
Cette figure montre que :
— la non-uniformité inévitable de la contrainte d’adhérence introduite au § 4.2.1 est

perceptible, bien que très faible, même pour une longueur d’ancrage très courte de
3× dnom ;

— l’hypothèse d’uniformité de la contrainte d’adhérence le long de l’interface a-b gé-
néralement adoptée (équations 4.2 et 5.5) est d’autant plus erronée que la longueur
d’ancrage est importante.

Soulignons que ces résultats sont valides pour les raideurs des matériaux et de l’inter-
face a-b énoncées précédemment, relatives au contexte expérimental du présent travail.

Le calcul de l’écart-type de chaque profil de la contrainte d’adhérence permet de quan-
tifier l’erreur relative par rapport à une hypothèse de répartition uniforme. Les valeurs
obtenues pour les différentes longueurs d’ancrage de 3 - 5 et 10×dnom sont respectivement
de 2 - 4 et 11 %.

Ces conclusions seront prises en considération pour déterminer la longueur d’ancrage
ladh qui sera retenue dans le cadre de la campagne expérimentale du présent travail (cha-
pitre 8).
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Figure 7.2 – Distribution de la contrainte d’adhérence le long de l’interface a-b.

7.1.3 Influence de la hauteur de gainage sur la réaction du support

Dans cette analyse, on s’intéresse à la réaction suivant z du support sur lequel l’éprou-
vette est posée, qui s’oppose à l’effort d’arrachement vertical descendant appliqué à l’arma-
ture (figure 4.9-b). L’objectif est d’étudier la distribution de la contrainte normale suivant
z le long du support en fonction de la hauteur de gainage PVC1.

Pour cela, la longueur d’ancrage ADH3 est fixée, dans un premier temps, à 3× dnom.
La distribution de la contrainte σz le long du support est déterminée par calcul numérique
pour des hauteurs de gainage PVC1 successives de 2 - 10 - 20 - 30 - 40 - 50 - 60 - 70
et 80 mm. Ces hauteurs sont rapportées à l’épaisseur d’enrobage ENR4 (i.e. cnom) qui
est un paramètre constant de cette analyse. Les différentes hauteurs de gainage étudiées
correspondent alors aux rapports hpvc,1

cnom
suivants : 0,05 - 0,2 - 0,4 - 0,6 - 0,8 - 1,0 - 1,2 - 1,4

et 1,6.
La figure 7.3 illustre, pour ladh = 3 × dnom, les différents profils de la contrainte de

compression σz agissant le long du support selon la hauteur de gainage relative hpvc,1
cnom

. Les
valeurs de la contrainte σz sont normées par rapport à la valeur moyenne σ̄z correspondant
à une répartition uniforme de la réaction du support. Cette figure montre que :
— la répartition de σz est, d’une manière générale, non uniforme ;
— σz est d’autant plus élevée que l’on est proche de l’armature ;
— une très faible valeur de hpvc,1 induit une concentration de σz ;
— l’augmentation de hpvc,1 permet d’uniformiser la répartition de σz sur le support.
La contrainte σz agissant au droit du support tend donc à se régulariser lorsque la zone

d’ancrage s’en éloigne. Cette régularisation peut être quantifiée, par exemple, en calculant
pour chaque rapport hpvc,1

cnom
le ratio entre la valeur maximale σz,max de la contrainte σz et

sa valeur moyenne σ̄z (i.e. répartition uniforme). La figure 7.4 illustre les courbes issues
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Figure 7.3 – Distribution de la contrainte σz le long du support de l’éprouvette pour
ladh = 3× dnom.

de cette procédure, appliquée pour les trois longueurs d’ancrage étudiées dans l’analyse
précédente. Elle montre que la régularisation (i.e. σz,max

σ̄z
→ 1) :

— augmente rapidement avec le rapport hpvc,1
cnom

;

— est, à rapport hpvc,1
cnom

constant, d’autant plus importante que la longueur d’ancrage
ladh est grande ;

— est effective, indépendamment de ladh, à partir d’un rapport hpvc,1
cnom

égal à 1,4 (écart
inférieur à 5 % par rapport à une répartition uniforme).

Faisant suite à cette étude, il est possible d’établir un critère objectif quant à la hauteur
du gainage nécessaire pour limiter les perturbations de la zone d’ancrage par la réaction du
support. Ces conclusions seront prises en considération au chapitre 8 pour la détermination
de la hauteur de gainage hpvc,1 qui sera retenue pour la campagne expérimentale menée
dans le cadre du présent travail.

7.2 Aspects liés à la contrainte radiale

Nous avons vu au § 4.3 et dans le chapitre 6 traitant du comportement transversal
de l’adhérence a-b que l’armature standard européenne utilisée dans le cadre du présent
travail tend à interagir avec l’enrobage selon un plan principal de poussée (§ 4.3.2.1 et § 6.2,
figures 4.11 et 6.10). L’existence de ce plan principal de poussée oriente l’endommagement
et la rupture selon un plan préférentiel qui lui est orthogonal. Par conséquent, sous réserve
du type d’armature utilisé (figures 4.11-a et 6.1-a), le développement de deux fissures de
scission est attendu.
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Figure 7.4 – Régularisation de la réaction du support suivant le rapport
gainage/enrobage.

Ce second modèle numérique a pour objectif d’étudier le développement de ces fissures
de scission à travers le béton d’enrobage. En principe, on considère que ces fissures sont
principalement induites par la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b. Pour cette
raison, on ne considère pas dans ce deuxième modèle la contrainte d’adhérence τ agissant
selon la direction orthogonale.

7.2.1 Description du modèle numérique

En accord avec le modèle du double cylindre (§ 4.3.3) et les simulations de Plizzari
et al. [1998] (figure 4.11-b), les fissures de scission s’initient au niveau de l’interface a-b
(sur toute la hauteur de l’armature) et progressent radialement vers le bord de l’enrobage.
On ramène donc l’étude de ce phénomène à un problème plan en considérant une section
transversale de l’éprouvette d’arrachement et en supposant une extrapolation des résultats
à toute sa hauteur. Conformément à la convention suivie dans le cadre de ce manuscrit,
on adopte un système de coordonnées (O, r, θ) centré sur l’axe de l’armature.

En accord avec la géométrie de l’éprouvette d’arrachement qui sera introduite au cha-
pitre 8, le modèle (figure 7.5-a), représente le béton comme un cylindre creux dont l’épais-
seur est celle de l’enrobage et dont le trou central correspond à la section de l’armature
(initialement circulaire).

L’armature, quant à elle, est prise en compte par l’effet du chargement (i.e. la contrainte
radiale) qu’elle exerce sur le béton. Cet effet est modélisé par un déplacement imposé
décrivant, en accord avec les éléments introduits au § 6.2 et dans l’équation 6.2, un profil
sinusoïdal. Cette condition permet de piloter le chargement le long de tout le périmètre
de l’interface a-b par une action sur la seule valeur maximale du profil sinusoïdal (i.e. en
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faisant varier un seul paramètre).
Les déplacements imposés à tous les nœuds du périmètre du trou (i.e. à tous les nœuds

de l’interface a-b), constituent également les conditions aux limites du modèle.

Figure 7.5 – Coupe transversale de l’éprouvette d’arrachement a) paramétrage, b)
maillage.

Étant donné le but qualitatif de cette modélisation, le comportement du béton est
supposé élastique linéaire (Ecm = 30 GPa et νc = 0,2). Afin d’étudier le développement
des fissures de scission dans ce contexte, on attribue à chaque élément de l’enrobage une
résistance en traction fctm en générant un champ de résistance en traction {fctm}.

Pour conforter l’idée que la non-uniformité du chargement (qui tend à produire un
PPR dépendant de l’orientation des verrous de l’armature, figure 6.10) l’emporte sur le
caractère hétérogène du matériau (§ 4.3.2.1), on retient une distribution des résistances en
traction aléatoire gaussienne de valeur moyenne 3 MPa et d’écart-type 20 % (limite haute
étudiée dans le cadre des travaux de Dominguez [2005]).

L’algorithme de calcul pas-à-pas suivant est alors adopté :
1. application du niveau de chargement j (profil sinusoïdal de déplacement imposé à

l’interface a-b) ;
2. calcul du champ de déplacement solution ;
3. calcul des champs des contraintes principales {σI} et {σII} associés ;
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4. calcul du champ {P} de la pression moyenne : {P} = {σI}+{σII}
2 ;

5. calcul de {fctm} - {P} ;
6. suppression a des éléments qui vérifient fctm − P < 0 ;
7. application du niveau de chargement j + 1
8. retour à l’étape 2.

Cet algorithme impose, pour un développement progressif de la fissuration, l’utilisa-
tion de pas de chargement très petits ; le risque étant, pour un incrément de déplacement
de l’interface a-b trop important, que le critère de rupture soit atteint par un trop grand
nombre d’éléments simultanément. Le pas de chargement retenu est un déplacement de
la valeur maximale du profil sinusoïdal imposé à l’interface a-b de 0,05 µm. De plus, afin
d’éviter la suppression des nœuds situés sur l’interface a-b où le chargement est appliqué,
le critère de rupture introduit précédemment n’est pas pris en compte sur une épaisseur
très fine (1 % du rayon de l’armature) du béton entourant le périmètre chargé.

Les valeurs des paramètres géométriques retenus pour la modélisation (tableau 7.2)
correspondent à la géométrie des éprouvettes MAX testées dans le cadre du présent travail
(chapitre 8). Le maillage du béton, constitué de triangles à 3 nœuds (interpolation linéaire),
est représenté sur la figure 7.5-b.

Table 7.2 – Géométrie du modèle numérique 2.

paramètre unité valeur remarque
RS0 mm 7 armature HA14
RC0 mm 93 -
C0 mm 72 -
W0 mm 7 -
W1 mm 8 -

7.2.2 Développement de la fissuration de scission

Dans cette analyse, on s’intéresse au développement de la fissuration de scission à tra-
vers l’enrobage. La figure 7.6, issue de l’utilisation de l’algorithme de fissuration introduit
précédemment, montre que :
— la rupture de l’enrobage se produit effectivement selon le PPR mis en évidence par

Plizzari et al. [1998] (figure 4.11) ;
— la fissuration de scission devient traversante pour un déplacement u = 7,5 µm de la

valeur maximale du profil sinusoïdal imposé à l’interface a-b.

a. Compte tenu du phénomène de fissuration que l’on souhaite étudier, le critère de rupture (basé ici
sur la pression moyenne), aurait également pu être défini à partir de la seule traction maximale du champ
des contraintes principales (i.e. {P} = max({σI}, {σII}).
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— les deux fissures de scission progressent de manière synchronisée de part et d’autre
de l’armature ;

Cette dernière observation est particulièrement intéressante. En effet, on pourrait pen-
ser que la fissuration, une fois amorcée d’un côté du PPR, se développe principalement
selon ledit côté du fait de la faiblesse créée par fissure. A fortiori, le comportement modé-
lisé par l’algorithme de fissuration est celui d’un béton fragile en traction.

Également, ce modèle numérique a montré que le confinement exercé par l’enrobage sur
l’armature augmente, passe par un maximum, puis diminue au cours de la fissuration. Ce
résultat contre-intuitif peut être expliqué par l’équation 4.5 issue de l’analogie hydraulique.
Dans le cas d’un béton fragile (i.e. σθ(r) = 0, équation 4.5 et figure 4.13-b), ce qui est notre
cas dans le contexte de cette analyse, cette équation montre que le développement de la
contrainte radiale σr(r0 = rs) à l’interface a-b est conditionné par la contrainte radiale de
confinement σr(rcr) (équation 4.4 et figure 4.13-b) exercée par l’anneau externe élastique.
Or deux effets se superposent lors de la progression du front de la fissuration de scission
(i.e. augmentation de rcr) :
— une diminution de l’intensité de la contrainte radiale de confinement σr(rcr) (induite

par la diminution de l’épaisseur de l’anneau élastique) ;
— une augmentation de la surface où cette contrainte σr(rcr) est mobilisée (induite par

l’augmentation du rayon de l’anneau élastique).
Ce jeu de compensation entre rcr et γcr (équation 4.5) permet alors à la contrainte

radiale d’augmenter (dans un premier temps) malgré la propagation de la fissuration de
scission à travers l’enrobage.

Figure 7.6 – Simulation numérique du développement de la fissuration de scission.

7.2.3 Concentrations de contraintes à l’interface

À présent, la modélisation précédente est utilisée sans l’algorithme simulant la fissu-
ration (i.e. sans les étapes 5 à 8, § 7.2.1). On s’intéresse alors plus en détails au champ
de la pression moyenne {P} agissant transversalement dans l’épaisseur de l’enrobage. La
figure 7.7 montre qu’il se développe des concentrations de contraintes aux voisinages des
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deux intersections entre l’interface a-b et le PPR. Cet important niveau de contrainte
local peut justifier l’influence prépondérante du chargement par rapport à l’hétérogénéité
du matériau sur le développement de la fissuration de scission.

Le phénomène de concentration de contraintes est généralement associé à l’étude d’une
plaque trouée soumise à de la traction uniaxiale. La compréhension de l’endommagement
des matériaux dans le cadre du précédent « cas d’école » fait toujours l’objet de nom-
breuses recherches, principalement en vue d’applications dans le domaine de l’aéronau-
tique b. L’étude expérimentale réalisée dans le cadre du présent travail peut être rappro-
chée de ces travaux, dans le contexte très différent du béton armé où des trous dans le
béton sont sollicités par le glissement d’armatures.

Figure 7.7 – Champ de la pression moyenne dans l’épaisseur d’enrobage.

b. Voir la vidéo Les yeux en face des trous de Alexis Villain, 2018 [en ligne]. Disponible sur https:
//lejournal.cnrs.fr/videos/la-si-delicate-physique-des-trous (consultée en mai 2018).
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Cadre expérimental
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Chapitre 8

Développement d’un montage
expérimental

Ce chapitre présente les différents montages expérimentaux qui ont permis le dévelop-
pement de la campagne d’essais d’arrachement au cœur de cette thèse. La première section
met en évidence les limites posées par la géométrie conventionnelle des éprouvettes d’arra-
chement vis-à-vis de l’étude du comportement transversal de l’adhérence a-b. La deuxième
section traite de la conception d’un nouveau type d’éprouvette d’arrachement, permettant
de caractériser par des mesures expérimentales le comportement couplé de l’adhérence a-b.
La dernière section détaille le protocole expérimental définitif à l’origine des résultats qui
seront discutés dans le chapitre 10 de ce manuscrit.

8.1 Adaptation des grandeurs mesurées

8.1.1 Base normative

L’essai d’arrachement à la base du volet expérimental du présent travail a été en-
tièrement développé dans le cadre de la thèse. Le banc d’essai a été conçu de manière
à s’adapter à une machine d’essai de traction/compression électromécanique INSTRON
3384, déjà en place dans le laboratoire, dont les principales contraintes sont les suivantes :
— une force maximale de 150 kN (limite de la machine d’essai) ;
— une ouverture des mors limitant le type d’armature utilisable à des HA14 ;
— une distance maximale entre les mors de 550 mm (en conservant un débattement de

100 mm pour l’application du chargement).

Le bâti destiné à la réalisation d’essais d’arrachement a été conçu en tenant compte
de ces contraintes géométriques et des possibilités qui en découlent vis-à-vis des sollicita-
tions mécaniques. Il est également surdimensionné de manière à offrir un support rigide à
l’éprouvette d’arrachement et à ne pas s’endommager suite aux essais. Les plans d’exécu-
tion des différentes pièces ont été réalisés sur AutoCAD pour être envoyés à une entreprise
d’usinage a.

a. http://www.schwebel-industries.com/
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Le bâti, en plus de la visserie nécessaire, se compose des pièces principales suivantes
(figure 8.1-a) :
— deux plateaux en acier (fy ≥ 1 000 MPa) de 18 mm d’épaisseur ;
— quatre tiges filetées en acier 8.8 (fy = 640 MPa) permettant de relier entre-eux les

deux plateaux ;
— un « goujon » en acier (fy ≥ 1 300 MPa) permettant d’accrocher le plateau supérieur

du bâti au mors supérieur de la machine d’essai.
L’éprouvette d’arrachement est placée sur le plateau inférieur dont le perçage central

permet de faire passer l’armature (figure 8.1-a). L’armature est serrée dans le mors infé-
rieur, bloquant ainsi l’ensemble de l’éprouvette. L’effort d’arrachement est alors généré par
le déplacement vertical ascendant du mors supérieur de la machine d’essai qui entraîne,
via le goujon puis le plateau supérieur puis les tiges d’assemblage, le plateau inférieur sur
lequel est posée l’éprouvette.

L’efficacité du bâti a été validée par la réalisation d’une première campagne de 12
essais d’arrachement incluant 4 types de bétons, dont 1 béton de granulats naturels et
3 bétons de GBR. Ces essais ont été réalisés sur des éprouvettes d’arrachement cubiques
dont chacune se compose d’une armature HA14 ancrée sur une longueur ladh de 140 mm au
centre d’un cube de béton de 200 mm de côté (figure 8.1-b). Les résultats obtenus à partir
de ce premier montage (montage I), complétés par la mesure en émissions acoustiques
introduite au § 6.1, ont permis d’appuyer la corrélation étudiée par Plizzari et al. [1998]
entre la géométrie des verrous de l’armature et l’existence d’un axe principal de poussée
qui lui est associé [Chiriatti et al., 2018].

8.1.2 Mesure du gonflement

Comme introduit au § 4.2.1, l’essai d’arrachement selon la norme NF-EN-10080 [2005]
est essentiellement voué à une approche comparative. La courbe τ − s issue de cet essai ne
caractérise en effet que le comportement longitudinal de l’adhérence a-b. L’analogie hy-
draulique (§ 4.3.3) fournit un cadre théorique pour l’étude du comportement transversal
de l’adhérence a-b et permet de prédire un déplacement radial (i.e. gonflement) des parois
latérales du béton d’enrobage sous l’effet de la contrainte radiale σ exercée à l’interface
a-b lors de l’arrachement de la barre.

Sur la base de mêmes éprouvettes que celles utilisées pour le montage I, un second
montage (montage II) est développé dans le but de mesurer ce gonflement. Pour cela, deux
capteurs de déplacement de type LVDT, disposés à l’horizontale (i.e. transversalement à
l’armature, figure 8.2-a), ont été ajoutés à l’instrumentation du montage I. Concernant la
position de ces LVDT, deux points particuliers ont été considérés du fait que l’éprouvette :
— effectue un mouvement vertical ascendant lors de l’essai. Les LVDT doivent donc

idéalement être fixés sur le bâti afin de suivre ce mouvement. Pour s’affranchir d’une
éventuelle rotation due à la flexion du plateau supportant l’éprouvette, chaque LVDT
a été fixé à une tige filetée reliant les plateaux du bâti (figure 8.2-a) ;
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Figure 8.1 – Conception du banc d’essai d’arrachement : a) mise en place du bâti, b)
aperçu du montage I.

— est susceptible de se déplacer latéralement en bloc rigide (i.e. déplacement sans dé-
formation), par exemple, pour des raisons de mise en place suite à l’application du
chargement. Afin de compenser ce mouvement qui n’est pas dû au gonflement, les
LVDT ont été placés en vis-à-vis, au contact de deux parois opposées du cube de
béton. Ainsi, le calcul de la somme algébrique des mesures g1 et g2 renvoyées par les
deux LVDT compense le déplacement δ de bloc (figure 8.2-b).

En plus de ces mesures mécaniques additionnelles, une mesure acoustique en émission-
réception (chapitre 2) est mise en place dans le but d’étudier l’endommagement de l’éprou-
vette.

Pour cela, deux transducteurs ultrasonores d’ondes P et de fréquence centrale 54 kHz
(i.e. longueur d’onde d’environ 75 à 85 mm) sont disposés en vis-à-vis sur les deux faces
latérales opposées et encore libres du cube de béton (figure 8.2-a).

Le signal électrique émis est produit par un générateur de fonction sous la forme d’une
unique période sinusoïdale d’amplitude 10 V (amplitude maximale de l’appareil) et de
fréquence 54 kHz (i.e. fréquence centrale du transducteur).

L’acquisition du signal reçu est réalisée avec un oscilloscope numérique DPO2024B
dont les principales caractéristiques sont une fréquence d’échantillonnage de 1 GHz et une
quantification sur 8 bits (i.e. 256 valeurs de tension). À ce stade, les transducteurs sont
couplés au béton avec de la graisse et le déclenchement des captures du signal est effectué
manuellement.
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La figure 8.3-a représente les évolutions simultanées du gonflement (ligne pleine vio-
lette, axe de gauche) et de l’effort d’arrachement (ligne pointillée bleue, axe de droite) au
cours du temps de l’essai. Elle montre que :
— la rupture de l’adhérence a-b s’est produite de manière ductile suite à la ruine de

l’interface a-b (i.e. pull-out, § 4.2.2) ;
— le gonflement est fortement corrélé à l’effort d’arrachement ;
— le gonflement maximal est de l’ordre de 0,7 mm.

Figure 8.2 – Instrumentation complémentaire de l’essai d’arrachement : a) aperçu du
montage II, b) problématiques rencontrées.

La valeur maximale du gonflement mesurée semble très importante compte tenu de
son origine, à savoir, la déformation du béton en traction. De plus, cette forte corrélation
avec l’effort d’arrachement tout au long de l’essai, y compris après le pic, devait être
questionnée.

Un mouvement des supports des LVDT fixés sur les tiges filetées du bâti a été identifié
comme la cause plausible de ce biais. En effet, la légère flexion des plateaux supérieur et
inférieur pourrait vraisemblablement courber les tiges filetées par les rotations d’extrémités
qu’elle impose (figure 8.2-b). Ce phénomène explique non seulement la valeur importante
du gonflement, mais aussi la forte corrélation entre le gonflement et l’effort d’arrachement
(qui traduit une réponse élastique du bâti vis-à-vis de l’effort d’arrachement qui le sollicite).

Faisant suite à cette conclusion, le positionnement des supports des LVDT destinés à
la mesure du gonflement a été modifié.
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La figure 8.3-b représente l’intégralité des signaux acoustiques reçus enregistrés avant
et après l’essai d’arrachement. Elle donne donc un aperçu de la forme d’onde résultant
des réflexions multiples à travers le volume de l’éprouvette (y compris la zone d’ancrage
de l’armature). Une analyse visuelle montre que le signal reçu a été influencé par l’en-
dommagement du béton d’enrobage suite à l’application du chargement (i.e. perturbation
des ondes de coda, § 2.2.4). Ce résultat confirme la capacité des méthodes acoustiques à
obtenir des informations sur l’intégrité du béton dans le cadre d’un essai d’arrachement.

Faisant suite à cette première mesure acoustique, de nombreux points d’amélioration
ont été mis en évidence.

En particulier, les nécessités :

— d’augmenter la sensibilité de la mesure aux phénomènes qui se produisent à l’échelle
des granulats et de l’armature en rapprochant, par une augmentation de la fréquence
du signal émis, la longueur d’onde (qui, pour rappel, est de 75 à 85 mm pour une
émission à 54 kHz) de la taille des gros granulats du béton et du diamètre de l’ar-
mature : soit 15 à 20 mm ;

— de numériser plus finement le signal reçu. La quantification sur 8 bits de l’oscilloscope
numérique utilisé s’est avérée insuffisante pour avoir de la précision sur les ondes de
très faible amplitude (typiquement : la première émergence du signal), et, en même
temps, la capacité d’enregistrer l’intégralité des ondes d’amplitude maximale ;

— de travailler à une procédure d’acquisition du signal automatisée assurant un inter-
valle de temps fixe entre deux enregistrements consécutifs.

Figure 8.3 – Résultats expérimentaux relatifs au montage II : a) mécaniques, b)
acoustiques (aperçu de la coda ultrasonore).
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8.2 Adaptation de l’éprouvette d’arrachement

8.2.1 Conception

Faisant suite aux constatations issues des montages I et II introduits ci-dessus, une
proposition d’adaptation de la géométrie de l’éprouvette d’arrachement, favorisant l’étude
des mécanismes physiques liés à l’adhérence a-b, est détaillée dans cette section. Pour cela,
un coffrage métallique a été conçu et dessiné. À nouveau, les plans d’exécution des diffé-
rentes pièces ont été réalisés sur AutoCAD pour être envoyés à une entreprise d’usinage.
On détaille dans les paragraphes suivants les différents aspects qui ont été considérés pour
la conception du coffrage.

8.2.1.1 Orientation de l’armature

La direction du bétonnage par rapport à l’armature a une grande influence sur l’adhé-
rence a-b. Deux cas de figure peuvent être envisagés selon l’orientation de l’armature par
rapport à la direction du coulage :
— armature horizontale (i.e. disposée perpendiculairement à la direction du coulage),

c’est le cas des poutres et des dalles ;
— armature verticale (i.e. dans la direction du coulage), c’est le cas des murs et des

poteaux.

Dans le cadre de l’essai d’arrachement, la première configuration (figure 8.4-a) présente
des avantages pratiques considérables vis-à-vis :
— du maintien de l’armature (qui dépasse alors des faces latérales du coffrage) ;
— de la vibration et du stockage de l’éprouvette (la face inférieure du coffrage est plane,

ce qui permet, entre autres, l’utilisation d’une table vibrante).
Cependant, du point de vue mécanique, la position horizontale de l’armature induit

une anisotropie du béton d’enrobage et de l’interface a-b. Plus précisément, deux effets
parasites sont susceptibles de se produire lors du coulage :
— d’une part, le mouvement descendant des plus gros granulats (ségrégation) provoque

une accumulation de ces derniers sur la face de l’armature dirigée vers le haut et
leur raréfaction sous la face de l’armature dirigée vers le bas [Khayat, 1998; Soylev
et François, 2003] ;

— d’autre part, le mouvement ascendant de l’eau et des bulles d’air (ressuage) provoque
une accumulation de ces dernières sous la face de l’armature dirigée vers le bas et
leur raréfaction sur la face de l’armature dirigée vers le haut [op. cit.].

Notons que ces deux phénomènes sont d’autant plus préjudiciables que l’épaisseur de
béton entre l’armature et le fond du coffrage est importante [Soylev et François, 2003].

La deuxième configuration (figure 8.4-b) est techniquement plus compliquée. En effet,
l’armature dépasse :
— de la face inférieure du coffrage (ce qui nécessite de poser l’éprouvette sur une surface

surélevée du sol et percée),
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Figure 8.4 – Coulage des éprouvettes d’arrachement : a) armature horizontale, b)
armature verticale.

— de la face supérieure du coffrage, ouverte pour permettre le bétonnage (ce qui com-
plique le maintien de l’armature dans sa position verticale).

Cependant, du point de vue mécanique, la configuration verticale à l’avantage de per-
mettre une répartition homogène du béton autour de l’armature, ce qui limite significati-
vement les problématiques de ségrégation et de ressuage évoquées précédemment.

Le présent travail se concentre sur les mécanismes physiques de l’adhérence a-b. Pour
cette raison, l’aspect mécanique a été privilégié. La solution retenue est donc celle d’une
armature verticale (i.e. disposée dans la direction du coulage, figure 8.4-b).

8.2.1.2 Longueur d’ancrage

Nous avons vu au § 4.2.1 que la longueur d’ancrage ladh de l’armature recommandée
par la norme NF-EN-10080 [2005] est de 5 × dnom. On rappelle que cette longueur est
le résultat d’un compromis entre l’uniformité de la contrainte d’adhérence (qui nécessite
un ancrage court), et la représentativité de la géométrie du marquage (qui nécessite un
nombre minimal de verrous en contact avec le béton).

Nous avons cependant vu au chapitre 4 que le phénomène d’adhérence a-b ne peut pas
être restreint à la seule interface a-b, mais qu’il est le produit d’une interaction avec une
épaisseur non négligeable du béton d’enrobage. Pour cette raison, il semble nécessaire de
tenir également compte de la représentativité du béton.

En raisonnant sur une seule dimension, la longueur nécessaire à un comportement
représentatif du béton est estimée à 5 fois le diamètre dg du plus gros granulat entrant
dans sa composition [Van Mier, 2012]. Pour la définition de la longueur d’ancrage, la
prise en compte simultanée des critères de représentativité de l’armature et du béton est
formulée par l’équation 8.1.

ladh = max [5 dnom; 5 dg] (8.1)
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En ce qui concerne les résultats qui seront présentés aux chapitres 9 et 10, compte
tenu de l’utilisation d’une armature HA12 (dnom = 12 mm) et de bétons dont le diamètre
dg du plus gros granulat ne dépasse pas 20 mm, une longueur d’ancrage de 100 mm a été
retenue (zone 3, figure 8.5).

Soulignons également que, afin de maîtriser la longueur d’ancrage tout au long de l’essai
d’arrachement, le marquage de l’armature a été supprimé sur une longueur de 30 mm en
amont de la zone d’ancrage par meulage (zone 4, figure 8.5). Cette disposition, justifiée au
§ 5.3.1, est prise en compte pour le calcul de la contrainte d’adhérence τ (équation 5.5).

Figure 8.5 – Disposition constructives relatives à l’ancrage de l’armature.

8.2.1.3 Hauteurs de gainage

L’importance du gainage de l’armature sur une hauteur hpvc,1 (figure 8.6-a) permettant
d’éloigner le support de l’éprouvette de la zone d’ancrage a été introduite au § 4.2.1 et
étudiée au § 7.1.3. Sur la base des résultats du § 7.1.3 (figure 7.4) et de contraintes
techniques liées à l’espace disponible entre les mors de la machine d’essai (§ 8.1.1), un
critère (équation 8.2) liant la hauteur de gainage hpvc,1 et l’épaisseur d’enrobage cnom a
été établi.

Le gainage inférieur est réalisé en revêtant la barre avec du ruban adhésif épais de
manière à aplanir complètement le relief du marquage (zone 2, figure 8.5). Cela permet de
réduire l’épaisseur du gainage par rapport à un fourreau en plastique de type tube en PVC,
en épousant la forme quasi-elliptique de la section de l’armature. Ainsi la recommandation
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de la norme NF-EN-10080 [2005] visant à limiter l’épaisseur du gainage à un maximum
de 3 mm est satisfaite.

Notons que l’efficacité du ruban adhésif a été démontrée par les résultats obtenus en
émissions acoustiques (§ 6.1). Par précaution, pour anticiper un éventuel évasement de
l’enveloppe en ruban adhésif susceptible de gêner le glissement, trois diamètres de gainage
différents sont mis en œuvre sur la hauteur hpvc,1 (zone 2, figure 8.5).

Bien qu’absente des recommandations de la norme NF-EN-10080 [2005], une hauteur
de gainage entre la zone d’ancrage et l’arase supérieure de l’éprouvette (zone 4, figure 8.5)
a été mise en œuvre dans le cadre du présent travail.

Cette disposition a été adoptée :
— pour éviter toute perturbation de la zone d’ancrage lors de l’arase de la surface libre

du béton après le coulage. En effet, lors du passage de la truelle, les granulats situés
juste sous la surface du béton risquent d’être réarrangés. Il est donc important qu’ils
ne se trouvent pas dans la zone d’ancrage ;

— pour éloigner la zone d’ancrage de la couche la plus haute du béton, où les effets de
la ségrégation des granulats, du ressuage de l’eau et des bulles d’air ainsi que de la
dessiccation sont les plus prononcés.

Sur la base de ces considérations, un critère conventionnel (équation 8.2) liant la hau-
teur de gainage hpvc,2 entre la zone d’ancrage et la surface de l’éprouvette et le diamètre
dg du plus gros granulat du béton a été établi.

hpvc,1
cnom

≥ 1, 2 hpvc,2
dg

≥ 1, 5 (8.2)

En ce qui concerne les résultats qui seront présentés aux chapitres 9 et 10, compte
tenu de l’épaisseur d’enrobage cnom maximale de 87 mm et du diamètre dg du plus gros
granulat de 20 mm, des hauteurs de gainage hpvc,1 et hpvc,2 de respectivement 105 et 35
mm ont été retenues (zones 2 et 4, figure 8.5).

8.2.1.4 Aménagement du plan préférentiel de rupture

La présence des zones gainées, bien qu’indispensable afin de s’affranchir des phéno-
mènes parasites évoqués précédemment, génère un volume de béton important (zones
gainées, figure 8.6-a), qui n’est pas sollicité directement par la contrainte radiale σ agis-
sant à l’interface a-b (zone d’ancrage, figure 8.6-a). Par contre, on conçoit intuitivement b

que ce béton entourant les zones gainées contribue au confinement de l’interface a-b. Ce
confinement « excessif » :
— perturbe la mesure de gonflement réalisée en surface et biaise ainsi la caractérisation

du comportement transversal de l’adhérence a-b ;
— est également susceptible de perturber le phénomène d’adhérence a-b lui-même, en

restreignant le développement de la fissuration de scission à travers l’enrobage (équa-
tions 4.5 et 5.9) dans la zone d’ancrage étudiée (figure 8.6-a).

b. Cette intuition sera confirmée par des mesures expérimentales au chapitre 10.
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Pour limiter au maximum ces effets parasites, la géométrie conventionnelle de l’éprou-
vette d’arrachement a été modifiée.

On s’appuie pour cela sur le fait que l’endommagement du béton d’enrobage se concentre
essentiellement selon le PPR, imposé par l’orientation des verrous en croissants de l’arma-
ture HA utilisée (§ 4.3.2.1 et § 7.2.2, figures 4.11 et 7.6). Or, nous avons vu que l’endom-
magement du volume de béton d’enrobage constitue un des mécanismes fondamentaux
qui gouverne l’adhérence a-b (§ 4.3). De ce fait, une séparation mécanique du volume de
béton entourant les zones gainées selon le seul PPR est proposée afin de neutraliser le
confinement excessif qu’il exerce sur l’interface a-b (figure 8.6-b).

Figure 8.6 – Adaptation de l’éprouvette d’arrachement : a) confinement excessif, b)
solution proposée, c) disposition constructive.

Deux options permettant de scinder le béton entourant les zones gainées en deux
volumes distincts peuvent être envisagées :
— le sciage du béton après durcissement ;
— le moulage lors du coulage du béton.
Le sciage n’est pas adapté à la réalisation des angles vifs qui se trouvent à la jonction

entre la zone gainée (où le béton doit être scié) et la zone d’ancrage (où le béton doit être
conservé). De plus, les chocs et vibrations induits par le sciage risquent d’endommager le
béton et l’interface a-b. Pour cette raison, l’option du moulage a été retenue.

La séparation mécanique du volume de béton entourant les zones gainées est réalisée
par la mise en place, dans le coffrage et le long du PPR, de deux plaques. Ces plaques,
disposées en amont du coulage et appelées « fenêtres », n’autorisent la continuité de l’en-
robage que sur la hauteur ladh de la zone d’ancrage de l’armature (figure 8.6-c).

Par ailleurs, la lame d’air créée après le retrait des fenêtres (au démoulage) joue éga-
lement en faveur des mesures acoustiques. En effet, l’obstacle que représentent ces lames
d’air au passage des ondes sonores (chapitre 2) contraint les ultrasons à se propager par
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la zone d’ancrage de l’armature, où les phénomènes physiques liés à l’adhérence a-b se
produisent.

Compte tenu de la position des fenêtres, confondues avec le PPR, l’épaisseur d’enrobage
cnom peut alors être ajustée en modulant uniquement la largeur de l’ouverture créée par la
fenêtre ; on parlera donc d’enrobage efficace ceff (figures 8.7-a et 8.6-c). De cette manière,
trois types d’éprouvettes MIN, MOY et MAX, d’enrobages efficaces respectifs 42 - 57 et
72 mm (soit 3,50 - 4,75 et 6,00 × dnom), ont été étudiés (figure 8.7-b).

La géométrie des fenêtres est également modifiée de manière à prendre en compte
l’ensemble des aspects introduits précédemment (pour les tirets suivants, se référer aux
figures 8.7-a et 8.6-c) :
— la hauteur du gainage inférieur hpvc,1 (§ 8.2.1.3) conditionne la hauteur de l’aile

inférieure de la fenêtre ;
— la longueur d’ancrage ladh (§ 8.2.1.2) conditionne la hauteur d’ouverture de la fe-

nêtre ;
— la hauteur du gainage supérieur hpvc,2 (§ 8.2.1.3) conditionne la hauteur de l’aile

supérieure de la fenêtre ;
— la longueur des vis de fixation de la fenêtre au fût du coffrage conditionne la largeur

de sa partie pleine (cote A, figure 8.6-c).

Figure 8.7 – Adaptation de l’éprouvette d’arrachement : a) coffrage, b) fenêtres, c)
éprouvette.

Pour des raisons techniques, un petit espace existe entre les extrémités des ailes des
fenêtres et les zones gainées de l’armature (figure 8.7-a). Afin d’assurer une séparation
mécanique totale du PPR (à l’exception de la zone d’ancrage), ce petit espace est comblé
avec de la mousse dont la présence permet d’empêcher la continuité du bétonnage

Compte tenu de l’inclinaison de la résultante de la contrainte d’adhérence τ et de la
contrainte radiale σ, dirigée vers le support de l’éprouvette (§ 4.4.1.5), deux dispositions

143



CHAPITRE 8 - Développement d’un montage expérimental

différentes sont adoptées selon la position de l’espace à combler par rapport à la zone
d’ancrage (figures 8.5, 8.7-a et 8.7-b) :
— en dessous de la zone d’ancrage, où le béton est sollicité par la contrainte résul-

tante inclinée issue de l’interface a-b, l’espace armature-fenêtre est comblé avec deux
bandes de mousse situées hors de l’axe principal de poussée de l’armature (qui est
perpendiculaire aux fenêtres) ;

— au dessus de la zone d’ancrage, où le béton n’est pas sollicité par la contrainte
résultante inclinée issue de l’interface a-b, l’espace armature-fenêtre est comblé avec
un tube en mousse entourant l’armature.

Table 8.1 – Dimensions des éprouvettes d’arrachement.

type d’éprouvette
dimension MIN MOY MAX REF

ladh 100
hpvc,1 105
hpvc,2 35
ceff 42 57 72 87

fenêtres oui oui oui non

Note : Unité : mm.

8.2.1.5 Section du fût du coffrage

Nous avons introduit aux § 4.3.2.1, § 7.2 et au chapitre 6 l’existence d’axes privilégiés
liés à la géométrie du marquage de l’armature (plan principal de poussée, PPR, figures 4.11
et 7.7). Chacun de ces axes est caractérisé par une contrainte dominante de signe différent
(compression pour l’axe de poussée, traction pour l’axe de rupture). Compte tenu de la
sensibilité des ultrasons à la contrainte mécanique et à l’endommagement (chapitre 2), il a
été jugé important, dans le cadre de la conception de l’éprouvette d’arrachement, d’avoir la
possibilité de réaliser des mesures acoustiques selon différents angles de travail par rapport
à ces axes.

Les ondes acoustiques étant affectées par la distance parcourue dans le milieu de pro-
pagation (chapitre 2), une épaisseur de béton constante autour de l’armature (i.e. section
d’éprouvette cylindrique) est préférable afin de pouvoir comparer les résultats de mesures
acoustiques obtenues selon les différents angles de travail. Cependant, le couplage des
transducteurs ultrasonores sur une surface courbe n’est pas optimal pour, entre autres,
des raisons de stabilité du capteur et de convergence/divergence des ondes ultrasonores.

Pour ces raisons, une section d’éprouvette en forme de dodécagone, à la fois très proche
d’un cylindre et offrant de nombreuses faces planes, a été retenue (figure 8.7-a). Une ci-
nématique illustrant la procédure de décoffrage d’une éprouvette d’arrachement modifiée
est donnée en annexe D.

La figure 8.7-c montre l’éprouvette d’arrachement modifiée type obtenue grâce au
coffrage définitif (ici équipé des fenêtres) retenu dans le cadre du présent travail. Le fût
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du coffrage peut également être utilisé sans fenêtre. Dans ce cas, l’éprouvette obtenue,
dite de « référence » (REF), s’apparente à celle définie par la norme NF-EN-10080 [2005].
L’épaisseur d’enrobage correspondant aux éprouvettes de type REF est de 87 mm (soit
7,25 × dnom). Le tableau 8.1 récapitule les dimensions des éprouvettes modifiées. La figure
8.7-c fournit une correspondance graphique avec les données de ce tableau.

8.2.2 Validation

Le montage III (figure 8.8-a) correspond à un essai d’arrachement réalisé avec les
éprouvettes adaptées précédemment introduites. Ses objectifs sont les suivants :
— valider la conception des éprouvettes d’arrachement adaptées ;
— effectuer une nouvelle mesure du gonflement avec un autre support pour les capteurs

LVDT (se référer au § 8.1.2) ;
— compléter la mesure du gonflement par une mesure de l’ouverture du PPR ;
— réaliser une mesure acoustique avec une longueur d’onde de l’ordre de la taille des

gros granulats du béton et du diamètre de l’armature (i.e. 15 à 20 mm, se référer au
§ 8.1.2).

Le bon déroulement de l’essai d’arrachement (jugé, entre autres, par la conformité des
courbes τ − s vis-à-vis du comportement type introduit au § 4.2.2) a permis de valider
la conception des éprouvettes adaptées (figure 8.7). Concernant le béton d’enrobage, une
répartition homogène des granulats le long du PPR a été visuellement confirmée (figure
8.9-a). Concernant l’armature, des indices confirmant l’occurrence du mécanisme local de
rupture 3 (figures 4.4-c et 5.4), à la base du modèle analytique de l’adhérence a-b développé
dans le cadre du présent travail (chapitre 5), ont pu être observés :

— cisaillement de bloc du béton piégé entre les verrous (figure 8.9-b) ;
— intégrité du béton piégé entre les verrous, qui peut être séparé de l’armature sous la

forme de « copeaux » (figure 8.9-c).

Du fait du problème de flexion des tiges du bâti rencontré avec le montage II, les LVDT
horizontaux utilisés pour la mesure du gonflement ont été cette fois-ci fixés à un support
disposé sur l’éprouvette (figure 8.8-a). Afin de s’affranchir d’éventuelles perturbations liées
au gonflement de l’éprouvette (i.e. éloignement des deux moitiés de l’enrobage cylindrique),
le support des LVDT est appuyé de manière à suivre la translation horizontale d’une seule
des deux moitiés de l’enrobage. Par précaution, 3 LVDT sont utilisés de chaque côté du
PPR, soit 6 points de mesure du gonflement.

Le modèle analytique développé au chapitre 5 lie la contrainte radiale σ agissant à l’in-
terface a-b à l’ouverture de la fissure de scission wfpz (équation 5.9). Une mesure directe
de l’ouverture du PPR a donc été mise en place. On utilise pour cela 4 extensomètres à
pointes (2 par fissure de scission), disposés à cheval sur le PPR (figure 8.8-a). Ces extenso-
mètres sont constamment maintenus plaqués contre la face supérieure de l’éprouvette par
des axes métalliques verticaux munis de ressorts qui permettent d’absorber l’allongement
des tiges du bâti au cours du chargement.
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Figure 8.8 – Validation des éprouvettes adaptées : a) aperçu du montage III, b)
mesures de déplacement.

Les déplacements issus de ces deux mesures du comportement transversal de l’adhé-
rence a-b, représentés sur la figure 8.8-b, sont du même ordre de grandeur (quelques
micromètres). Cependant, la mesure du gonflement par les LVDT apparait plus sensible
aux perturbations que celle réalisée avec les extensomètres (« mise en place », figure 8.8-b).
La meilleure performance des extensomètres peut être expliquée par :
— leur emplacement. Les extensomètres sont situés sur le PPR, où se concentre l’en-

dommagement de l’enrobage en traction. A contrario, le gonflement de l’éprouvette
mesuré par les LVDT selon le plan principal de poussée est un phénomène global,
certes maximal sur le plan en question, mais qui résulte de la sollicitation de l’en-
semble du volume de béton d’enrobage ;

— la complexité du support des LVDT (capteurs en porte-à-faux, nombreux assem-
blages, défauts de rectitude).

Pour cette raison, il a été décidé de se concentrer sur la mesure de l’ouverture du PPR,
permettant l’évaluation de la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b (équation 5.9).

Concernant les mesures ultrasonores (§ 8.3.2), les objectifs formulés suite au retour
d’expérience du montage II (§ 8.1.2) ont été atteints. Notamment (§ 10.2), les points
suivants ont pu être confirmés :
— la faisabilité d’une mesure avec des transducteurs piézoélectriques à ondes P de

fréquence centrale 250 kHz (correspondant à une longueur d’onde entre 15 et 20
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Figure 8.9 – Observations post-mortem de l’éprouvette d’arrachement : a) PPR, b)
armature, c) béton piégé entre les verrous.

mm) ;
— la sensibilité de l’instrumentation acoustique à l’endommagement du béton d’enro-

bage ;
— l’automatisation du processus d’acquisition des données ;
— l’intérêt de la géométrie dodécagonale de la section de l’éprouvette.

8.3 Protocole expérimental définitif

8.3.1 Mesures mécaniques

8.3.1.1 Vitesse de déplacement de l’armature

L’arrachement de l’armature est piloté par le déplacement vertical de la traverse mobile
sur laquelle est fixé le mors supérieur de la machine d’essai (figure 8.1-a) à une vitesse de 10
µm/s. Ce déplacement entraine le bâti sur lequel l’éprouvette est posée. Le déplacement de
l’armature ancrée dans l’éprouvette est empêché par son serrage dans le mors inférieur fixe
de la machine d’essai. L’arrachement est alors produit par le déplacement relatif entre le
béton d’enrobage, entraîné par le mouvement ascendant du bâti, et l’armature, maintenue
en place par le mors inférieur de la machine d’essai.

Dans ces conditions, la vitesse de déplacement de l’armature au niveau de l’interface
a-b n’est, sauf cas particulier, pas égale à la consigne en déplacement de 10 µm/s imposée
à la traverse de la machine d’essai. En effet, du fait de l’effort d’arrachement, de nom-
breuses pièces intermédiaires se déforment où bougent (glissement dans les mors, flexion
des plateaux et allongement des tiges du bâti, allongement de l’armature).

De plus, du fait de la variation de l’effort d’arrachement au cours de l’essai, l’écart
entre la vitesse de déplacement de l’armature au niveau de l’interface a-b et celle de la
traverse de la machine d’essai n’est pas constant. Quatre stades peuvent être distingués
(figure 8.10) :
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— lors de la phase dite d’adhésion chimique (avant τadh, figure 4.7), la vitesse de dé-
placement de l’armature (mesurée à partir du glissement de l’extrémité libre de
l’armature, § 8.3.1.3) est quasi-nulle. La rupture d’adhésion chimique est repérée sur
la graphique par la discontinuité de la vitesse de déplacement (zone A, figure 8.10) ;

— après rupture de l’adhésion chimique et jusqu’à l’atteinte de la contrainte d’adhérence
ultime (entre τadh et τmax, figure 4.7), la vitesse de déplacement de l’armature est
d’environ 2 µm/s, soit 20 % de la consigne appliquée à la traverse (zone B, figure
8.10) ;

— à l’atteinte de τmax jusqu’au début du plateau de la contrainte d’adhérence, la vitesse
de déplacement de l’armature augmente jusqu’à dépasser la consigne (maximum :
140 % de la vitesse de chargement imposée). Ce dépassement peut s’expliquer par
la restitution de l’énergie élastique stockée dans le bâti (zone C, figure 8.10) ;

— sur le plateau de la contrainte d’adhérence résiduelle, la vitesse de déplacement de
l’armature converge vers la consigne en déplacement de la traverse (zone D, figure
8.10).

Figure 8.10 – Comparaison des vitesses de déplacement de la traverse et de l’armature
au cours de l’essai d’arrachement.

Cette dernière observation sera exploitée pour étendre la mesure du glissement de
l’armature au delà de la course maximale du capteur de déplacement dédié. D’une manière
générale, au cours des essais d’arrachement menés dans le cadre du présent travail, la
vitesse de déplacement de l’armature est restée comprise dans un intervalle de 0 à 15
µm/s.

8.3.1.2 Effort d’arrachement

L’effort d’arrachement a été mesuré avec un capteur de force d’une capacité maximale
de 150 kN et d’une précision de ± 0,01 kN. Le capteur de force est disposé en série
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au niveau du mors supérieur de la machine d’essai (figure 8.1). Une courbe montrant la
précision du capteur pour de faibles charges est donnée en annexe E.

8.3.1.3 Glissement de l’extrémité libre de l’armature

Le glissement de l’extrémité libre entre l’armature et le béton est mesuré par un cap-
teur de déplacement de type LVDT (figure 8.11-a). Le palpeur du LVDT est disposé sur
l’extrémité non chargée de l’armature. Le support trépied du capteur LVDT est appuyé
sur le béton à une distance de 35 mm de l’axe de l’armature.

La course maximale du LVDT est de 15 mm et sa précision de ± 5 %. Au delà de la
course du LVDT, suite à l’observation introduite au § 8.3.1.1 (figure 8.10), la mesure du
glissement est réalisée à partir du déplacement de la traverse de la machine d’essai. Les
courbes d’étalonnage du LVDT pour les plages de déplacement 0 à 10 µm - 10 à 100 µm
- 0,1 à 1,0 mm et > 1 mm sont données en annexe E.

8.3.1.4 Glissement de l’extrémité chargée de l’armature

Le glissement de l’extrémité chargée entre l’armature et le béton est mesuré par cor-
rélation d’images numériques. Pour cela, deux plaquettes métalliques mouchetées sont
utilisées. Le mouchetis est réalisé par pulvérisation de peinture noire. La plus grande di-
mension de chaque plaquette est mesurée avec une précision de 0,1 mm afin de servir de
base pour la détermination du champ des déplacements.

La première plaquette, placée sur une tige filetée, est fixée le long de l’extrémité chargée
de l’armature avec un collier (figure 8.11-b et 8.11-c). Elle peut ainsi être déportée de
l’armature de manière à se trouver dans le même plan focal que la deuxième plaquette. La
deuxième plaquette est maintenue contre le béton d’enrobage avec des élastiques (figure
8.11-b). Ses appuis (deux pointes et un plat glissant, respectivement repères I et J, figure
8.11-c) sont conçus de manière à suivre la translation du béton situé à la hauteur de
l’extrémité chargée de l’interface a-b (repère K, figure 8.11-b), c’est-à-dire au dessus de la
zone gainée inférieure de l’armature (hpvc,1, figure 8.7).

Le déplacement entre les points de fixation des deux plaquettes mouchetées est évalué
par corrélation d’images numériques (CIN). Ce déplacement, qui inclut l’allongement de
l’armature sur la distance (connue) entre les deux plaquettes mouchetées, est corrigé par
le calcul de cet allongement à partir de la mesure de l’effort d’arrachement. On remonte
ainsi au glissement de l’extrémité chargée de l’armature.

8.3.1.5 Ouverture du plan préférentiel de rupture

La mesure de l’ouverture du PPR, réalisée avec des extensomètres à pointes dans le
cadre du montage III (§ 8.2.2), a été adaptée pour des capteurs de type LVDT.

Les deux raisons de ce changement sont :
— la difficulté de mise en place de l’axe équipé d’un ressort permettant de maintenir

l’extensomètre plaqué contre le béton (figure 8.8-a) ;
— le risque d’abîmer les extensomètres lors de la rupture par scission (brusque) de

l’enrobage. En effet, la course des extensomètres à pointes utilisés est limitée à 0,4
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Figure 8.11 – Mesures de déplacement : a) glissement de l’extrémité non chargée et
ouverture du PPR, b) et c) glissement de l’extrémité chargée.

mm. Or lors de la propagation dynamique de la fissure de scission et du retour
élastique du bâti suite au relâchement de l’effort, un écart de plusieurs millimètres
peut se créer entre les deux moitiés de l’enrobage.

Les quatre LVDT utilisés en remplacement sont fixés sur la face supérieure de l’éprou-
vette par l’intermédiaire de dés métalliques, eux mêmes vissés sur des plaquettes en bois
collées au silicone sur la surface du béton (figure 8.11-a). En face (i.e. sur l’autre moitié de
l’enrobage), des tronçons de cornière métallique servant de butées aux palpeurs des LVDT
sont également vissés sur des plaquettes en bois collées au silicone sur la surface du béton.
À l’échelle du micromètre, la surface métallique des cornières ne s’enfonce pas sous l’effet
de la légère pression exercée par le palpeur du LVDT. La tare est donc stable durant le
déroulement de l’essai.

Chaque plaquette est collée indépendamment de sa voisine. L’espacement entre les
axes des capteurs est de 40 mm. Chaque fissure de scission est équipée de deux LVDT
(figure 8.11-a). Le premier est placé à proximité de l’interface a-b, à 20 mm de l’axe de
l’armature. Le deuxième est placé à 60 mm de l’axe de l’armature. Ce montage permet
d’éviter tout risque d’abimer les capteurs en cas de rupture par scission de l’enrobage. Ces
LVDT ont été étalonnés sur une plage de 0 à 20 µm sur laquelle leur précision est de ±
1,2 µm. Les courbes d’étalonnage sont données en annexe E.

8.3.2 Instrumentation acoustique

8.3.2.1 Disposition des transducteurs

Trois transducteurs piézoélectriques sont utilisés pour la mesure acoustique. Leur prin-
cipales caractéristiques sont :
— la production d’ondes P ;
— une fréquence centrale de 250 kHz (i.e. une période centrale de 4 µs) ;
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— un diamètre de 25 mm ;

Un des transducteurs est utilisé pour l’émission du signal acoustique. Les deux autres
sont utilisés en récepteurs. Les transducteurs sont disposés sur les faces latérales de l’en-
robage, à mi-hauteur de la zone d’ancrage de l’armature. Pour assurer leur stabilité, les
transducteurs sont posés sur des supports collés au béton et maintenus par des élastiques.
Un couplant de type SWC a été utilisé pour des raisons détaillées au § 2.1.2. La figure
8.12 c précise la répartition des transducteurs autour de l’armature :

— l’émetteur E1 est placé sur une des deux faces latérales de l’enrobage qui se trouvent
dans l’axe principal de poussée de l’armature ;

— le premier récepteur, R1, est placé sur la face opposée à celle où se trouve E1 (i.e
toujours dans l’axe principal de poussée mais de l’autre côté du PPR) et enregistre
donc le signal transmis à travers l’éprouvette. La distance entre E1 et R1 est de
186,6 mm (cote A, figure 8.12-b) ;

— le deuxième récepteur, R2, est placé sur une face latérale de l’enrobage adjacente à
celle de l’émetteur E1 (i.e. du même côté du PPR) et a pour objectif d’enregistrer
le signal rétro-diffusé.

Figure 8.12 – Disposition des transducteurs : a) vue d’ensemble, b) répartition autour
de l’armature.

c. Les trois transducteurs non repérés sur la figure 8.12 produisent des ondes S. Les données obtenues
par ces capteurs ne seront pas exploitées dans le cadre du présent travail.
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8.3.2.2 Émission

Le signal acoustique émis est déclenché au moyen d’un signal électrique produit par
un générateur de fonction sous la forme d’un unique tir sinusoïdal d’amplitude 10 V et
de fréquence de 250 kHz, soit une période de 4 µs (figure 8.13). Ce signal électrique, de
fréquence identique à la fréquence centrale des capteurs ultrasonores utilisés, est converti
par le transducteur E1 via l’effet piézoélectrique direct en une vibration mécanique amor-
tie. Un temps de propagation de l’onde à travers la lame adaptatrice (figure 2.6) de 25 µs
a été mesuré. Ce laps de temps est pris en compte pour la détermination des grandeurs
tvol, t0−1 et t0−2 (§ 8.3.2.4).

Compte tenu de la vitesse de propagation du son dans le béton, d’environ 4000 m/s,
la longueur d’onde du signal acoustique émis dans le béton, de l’ordre de 15 à 20 mm,
est proche de la dimension du plus gros granulat du béton (dg = 20 mm) ainsi que du
diamètre nominal de l’armature (dnom = 12 mm). La fréquence de répétition de chaque
tir émis par le générateur de fonction est de 100 Hz, soit un tir chaque 10 ms (figure 8.13).

8.3.2.3 Réception

La réception du signal acoustique est réalisée par les transducteurs R1 et R2. La vi-
bration mécanique de la surface du béton est convertie en un signal électrique via l’effet
piézoélectrique inverse. Du fait du retour d’expérience de la mesure en émissions acous-
tiques introduite au § 6.1, le signal électrique reçu est pré-traité en amont du système
d’acquisition :
— filtrage du bruit audible et des hautes fréquences par, respectivement, un filtre passe-

haut (PH) fixé à 20 kHz et un filtre passe-bas (PB) fixé à 400 kHz ;
— préamplification du signal (multiplication de la tension du signal par 100).
La fréquence d’échantillonnage du système d’acquisition est fixée à 5 MHz, soit un

point enregistré chaque 0,2 µs. Compte tenu de la période du signal électrique émis (4 µs),
cette fréquence d’échantillonnage permet l’enregistrement d’environ 20 points par période
et donc une reconstruction fidèle du signal acoustique. La quantification du signal est
effectuée sur 14 bits (i.e. 16384 valeurs de tension). Chaque enregistrement comprend 25
000 points de mesure, soit une durée totale de 5 ms (i.e. la moitié du temps qui s’écoule
entre deux tirs successifs du générateur de fonction, figure 8.13).

8.3.2.4 Grandeurs mesurées

On distingue généralement la méthode de mesure active, dite de l’émission-réception,
où la source de vibration est contrôlée par l’opérateur (§ 2.2.3) ; de la méthode de mesure
passive, dite des émissions acoustiques, où la source provient de l’endommagement du
matériau (§ 2.2.2). On se propose, dans le cadre du présent travail, de réaliser ces deux
types de mesures de manière simultanée.

Le problème qui se pose est alors celui de la superposition, au niveau des récepteurs
R1 et R2 :
— du signal résultant de l’émission contrôlée via le transducteur E1 ;
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Figure 8.13 – Représentation schématique des signaux électriques émis et enregistrés.

— des émissions acoustiques spontanées provenant de l’endommagement du béton.
Une réponse à cette problématique peut consister à réaliser un chargement par palier

(i.e. succession de montées en charge et de pauses où la charge est maintenue constante,
[Lillamand et al., 2010]). La mesure en émission acoustique est alors réalisée pendant les
phases de montée en charge : quand l’endommagement se produit. La mesure en émission-
réception est quant à elle réalisée pendant les paliers, après un laps de temps permettant
l’atténuation des émissions acoustiques. Le fluage et la relaxation des matériaux sont ce-
pendant susceptibles de se produire pendant ces paliers de charge, ce qui peut remettre
en question la représentativité de la mesure vis-à-vis d’un comportement sous chargement
monotone.

La méthode adoptée au cours de ce travail permet de conserver le caractère monotone
du chargement. La distinction entre les signaux superposés issus des deux types de sources
est réalisée par post-traitement des données.

Figure 8.14 – Paramétrage du front d’onde.
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• Volet émission-réception
L’analyse en émission-réception nécessite d’isoler la partie du signal acoustique résul-

tant de l’émission contrôlée via le transducteur E1. Pour cela, il est nécessaire de retirer du
signal toutes les ondes « parasites » issues des émissions acoustiques. On s’appuie alors sur
le caractère irrégulier des émissions acoustiques qui se manifestent de manière aléatoire et
possèdent chacune une forme d’onde singulière.

En effet, si on considère deux formes d’ondes successives enregistrées à 10 ms d’in-
tervalle (la fréquence de répétition de chaque tir), la partie du signal due à l’émission
contrôlée ne varie que très peu entre ces deux instants. Les émissions acoustiques, très
brèves, produisent quant à elles deux signaux très différents en termes d’amplitude, de
fréquence, et de position le long de la fenêtre temporelle d’acquisition de 5 ms. De ce fait,
la réalisation d’une moyenne entre les deux signaux superposés espacés de 10 ms tend à
conserver la forme d’onde régulière, liée à l’émission contrôlée, et à annuler les signaux
irréguliers, issus des émissions acoustiques.

Cette procédure est d’autant plus performante que le nombre de formes d’ondes utilisé
pour réaliser la moyenne est important. Cependant, le temps consacré à l’acquisition des
signaux pour réaliser cette moyenne doit être suffisamment petit pour que la variation du
signal dû à l’émission contrôlée reste négligeable (cet impératif est à l’origine, entre autres,
de la vitesse de chargement adoptée pour notre essai d’arrachement).

Il s’agit donc de trouver un juste milieu qui, dans le cadre de ce travail, s’est traduit
par la réalisation d’une moyenne toutes les 5 secondes, sur la base de 250 signaux en-
registrés. On obtient alors, toutes les 5 secondes, les deux formes d’ondes reçues par R1
et R2 qui, du fait du traitement, correspondent uniquement au signal contrôlé émis par E1.

Les caractéristiques du signal traité extraites pour chaque récepteur et pour chaque
pas de temps de 5 secondes sont les suivantes (figure 8.14) :
— le temps tvol écoulé entre l’émission et la première émergence du signal reçu. Pour

déterminer ce temps, on calcule la moyenne et l’écart-type du bruit de la mesure
en isolant une fenêtre temporelle située avant l’arrivée du front d’onde (figure 8.14).
La valeur moyenne du bruit, si elle est non nulle, est systématiquement soustraite
à l’ensemble du signal. Le temps tvol est associé au premier dépassement d’un seuil
fixé à 5 fois l’écart-type du bruit.

— le temps t0−1 écoulé entre l’émission et le premier passage à 0 du signal reçu. Le
passage à 0 est identifié lorsque le produit de deux valeurs de tensions reçues consé-
cutives devient négatif. On réalise ensuite une interpolation linéaire entre les deux
points de signes opposés précédemment identifiés.

• Volet émissions acoustiques
L’analyse des émissions acoustiques nécessite d’isoler la partie du signal acoustique

résultant des émissions spontanées. On enregistre pour cela l’intégrale Etot du carré de
l’amplitude de chaque signal enregistré (i.e. pour chaque récepteur et pour chaque pas
de temps de 10 ms). La valeur enregistrée de cette intégrale peut être divisée en deux
composantes :
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— l’aire EE1 sous la partie du signal dû à l’émission contrôlée, dont la valeur varie de
manière graduelle en fonction de l’endommagement de la zone située entre l’émetteur
et le récepteur ;

— l’aire EEA associée aux émissions spontanées se produisant dans l’ensemble du vo-
lume de l’échantillon, très variable, qui s’ajoute à la composante continue.

On a donc Etot = EE1 + EEA.

La procédure adoptée pour isoler la composante EEA provenant des émissions acous-
tiques consiste à se baser sur la stabilité relative de la composante continue EE1 issue de
l’émission contrôlée (figure 8.15).

Pour comprendre cette procédure, considérons un point de mesure quelconque (i.e. une
valeur de Etot à un instant donné t). On cherche à déterminer EE1 pour en déduire EEA
par différence. Pour cela, on calcule la valeur moyenne de Etot au voisinage de cet instant t
(i.e. ± 4 µs, soit 20 valeurs de Etot de part et d’autre de l’instant t considéré). Les valeurs
de Etot supérieures à 1,03 fois cette moyenne locale sont considérées comme correspondant
à des émissions spontanées. On répète ce calcul de moyenne, pour le même voisinage, en
éliminant du calcul les valeurs de Etot précédemment identifiées. On obtient alors une
nouvelle valeur moyenne qui se rapproche un peu plus du niveau EE1 de la composante
continue. On répète ce processus itératif jusqu’à converger vers une valeur moyenne stable
qui correspond à la composante continue EE1 à l’instant t. On en déduit EEA.

Figure 8.15 – Procédure d’identification des sources acoustiques spontanées.

Notons que l’analyse des émissions acoustiques réalisée dans le cadre de ce travail ne
représente qu’une version restreinte de la méthode originale telle qu’introduite en 2.2.2 et
utilisée en 6.1. En effet, pour des raisons matérielles, l’enregistrement que nous réalisons
(25 000 points à 5 MHz, soit une durée de 5 ms) ne représente que la moitié du temps qui
s’écoule entre chaque tir (10 ms). Les émissions acoustiques produites au cours de la moitié
restante, soit 50 % des éventualités, ne sont donc pas enregistrées. Cependant, bien que
partiel, cet échantillonnage offre une représentation statistique des variations de l’activité
acoustique spontanée au cours de l’essai d’arrachement.
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Cinquième partie

Résultats et discussion
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Chapitre 9

Caractérisation des matériaux

Ce chapitre récapitule les principales propriétés mécaniques des bétons et de l’armature
entrant dans la fabrication des éprouvettes d’arrachement. Ces propriétés seront utilisées
pour identifier certains paramètres du modèle développé au chapitre 5 ainsi que pour
l’interprétation des résultats sur l’adhérence a-b discutés au chapitre 10.

9.1 Les bétons

9.1.1 Formulations

Un béton de granulats naturels et deux bétons de GBR ont été étudiés. Le béton de
granulats naturels est noté 0r-0R (i.e. taux de remplacement du sable et des gravillons
égal à 0). Le premier béton de GBR, noté 0r-100R, est basé sur la conservation du sable
naturel (i.e. 0r) et un remplacement total des petits et gros gravillons naturels par des
GBR (i.e. 100R). Le deuxième béton de GBR, noté 100r-100R, est un béton où l’ensemble
des granulats sont des GBR (sable et gravillons).

Les formulations utilisées proviennent du projet national RECYBETON et ont été
retenues pour les raisons suivantes :
— ces formulations sont le résultat de travaux d’accompagnement du projet RECYBE-

TON (thème 0, § 1.1.2) et ont donc fait l’objet d’études spécifiques par des groupes
dédiés ;

— ces bétons ont été conçus pour offrir des résistances en compression comparables,
indépendamment du taux de remplacement des granulats naturels par des GBR. Ce
point présente un intérêt fort pour l’interprétation des résultats ;

— compte tenu de la participation de notre groupe au projet RECYBETON, les consti-
tuants nécessaires à la fabrication des bétons étaient déjà disponibles au laboratoire.
De plus, nous avions une expérience de la réalisation de ces bétons en amont du
présent travail.

Les granulats naturels et les GBR sont séparés en trois coupures granulaires : sable,
petits gravillons et gros gravillons. Pour chaque coupure, le tableau 9.1 donne la masse
volumique réelle des granulats ρrd ainsi que leur coefficient d’absorption d’eau à 24 h WA24
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[NF-EN-1097-6, 2001]. Les données du tableau 9.1 sont cohérentes avec les distributions
statistiques introduites au chapitre 1 (figure 1.7).

Table 9.1 – Principales propriétés des granulats utilisés dans les bétons.

type de granulat coupure ρrd (kg/m3) WA24 (%)
0/4 2580 1,1

naturel 4/10 2740 0,9
6,3/20 2700 0,5
0/4 2070 9,9

GBR 4/10 2320 5,9
10/20 2340 5,4

Les granulats ont été stockés dans un environnement intérieur (figure 9.1) à la tempé-
rature et l’hygrométrie stables (T = 24 ± 2 °C et HR = 55 ± 5 %).

Durant la période de fabrication des bétons, la teneur en eau de chaque coupure gra-
nulaire a été mesurée deux fois par semaine suivant les prescriptions de la norme NF-EN-
1097-5 [2008] (annexe F.1). La teneur en eau des granulats naturels se révèle très faible,
de l’ordre de 0,2 %. Celle des GBR est plus élevée : 2,5 à 3,5 % pour les gravillons recyclés
et 5 % pour le sable recyclé. Cette eau contenue dans les granulats a été prise en compte
dans l’ajustement de la quantité d’eau des formulations de béton.

Figure 9.1 – Zone de stockage des granulats.

L’objectif de classe de résistance visé est celui d’un béton C25/30 au sens de l’Eurocode
2 [NF-EN-1992, 2005] (i.e. 25 MPa de résistance caractéristique en compression mesurée
sur cylindre après 28 jours de cure normalisée).

Les trois formulations de béton (détaillées en annexe F.2) ont en commun l’utilisation
d’un ciment Portland composite CEM II/A 45,5N [NF-EN-197-1, 2012]. Le rapport eau
efficace/ciment des formulations 0r-0R et 0r-100R est de 0,67. Celui du béton 100r-100R,
entièrement constitué de GBR, est de 0,61.

Un filler calcaire Betocarb HP OG est ajouté au mélange. Différentes proportions d’ad-
juvants superplastifiant MC PowerFlow 3140 et retardateur de prise Centrament Retard
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370 sont utilisées afin d’atteindre une ouvrabilité adéquate et l’objectif de résistance en
compression.

Figure 9.2 – Coffrages utilisés pour chaque gâchée : a) éprouvettes d’arrachement, b)
éprouvettes pour caractériser le béton.

9.1.2 Fabrication

On souhaite étudier le comportement de l’adhérence a-b en considérant 3 épaisseurs
d’enrobage (i.e. fenêtres MIN, MOY et MAX, figure 8.7-b et tableau 8.1), ainsi qu’une
éprouvette de référence (i.e. sans fenêtre), soit 4 géométries différentes. 3 éprouvettes par
géométrie, soit 12 éprouvettes d’arrachement par type de béton, ont été fabriquées.

Pour des raisons de coût, 4 coffrages ont pu être usinés. 3 gâchées de béton sont donc
nécessaires pour réaliser les 12 éprouvettes planifiées par type de béton. Compte tenu des
trois types de bétons que l’on souhaite étudier, 9 gâchées de béton ont donc été réali-
sées au total (soit 36 éprouvettes d’arrachement). Les types d’éprouvettes d’arrachement
confectionnées au cours de chaque gâchée sont donnés dans le tableau 9.2.

Bien que, pour un même type de béton, les proportions ne varient pas d’une gâchée
à l’autre, il a été choisi de réaliser un seul type d’éprouvette d’arrachement modifiée (i.e.
MIN ou MOY ou MAX) par gâchée (figure 9.2-a et tableau 9.2). Cette précaution permet,
en cas de fort écart entre deux gâchées d’une même formulation de béton, de garantir la
validité du résultat pour chaque type de fenêtre.

Afin de caractériser le béton de chaque gâchée, les éprouvettes suivantes sont coulées
en plus des éprouvettes d’arrachement (figure 9.2-b) :
— 3 cylindres 11-22 pour la résistance en compression fcm ;
— 3 cylindres 11-22 pour la résistance en traction par fendage fctm,sp ;
— 3 cylindres 11-22 pour le module d’élasticité en compression statique Ecm ;
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— 3 prismes rectangulaires 7-7-28 pour la résistance en traction par flexion fctm,fl ;
— 3 prismes rectangulaires 7-7-28 pour étudier la formation d’une fissure de flexion.

Table 9.2 – Types d’éprouvettes d’arrachement par gâchée.

numéro de type de type d’éprouvette
gâchée béton MIN MOY MAX REF

1 0 0 3 1
2 0r-0R 0 3 0 1
3 3 0 0 1
4 0 0 3 1
5 0r-100R 0 3 0 1
6 3 0 0 1
7 0 0 3 1
8 100r-100R 0 3 0 1
9 3 0 0 1

Pour chaque gâchée, les éprouvettes d’arrachement nécessitent environ 25 L de béton.
L’ensemble des éprouvettes nécessaires à la caractérisation du béton représente le même
volume. Le volume total de béton coulé atteint donc environ 450 L, soit près d’une tonne
de béton.

La réalisation des éprouvettes peut être décomposée en 5 étapes :

(i) Préparation (1/2)
Les différents constituants du béton sont pesés suivant les proportions données en an-

nexe F.2 et stockés dans des fûts hermétiques (figure 9.3-a). Les armatures des éprouvettes
d’arrachement sont également préparées :
— nettoyage à la brosse métallique ;
— meulage de certains verrous (zone 4, figure 8.5) ;
— réalisation du gainage inférieur et des raccords en mousse (zones 2 et 4, figure 8.5) ;
— fixation dans le coffrage, contrôle de l’orientation (vis-à-vis du PPR attendu, figures

4.11 et 6.10) et de la verticalité.

La régularité entre les armatures a été estimée en comparant leur masse linéique après
mise en œuvre de ces dispositions. On obtient, en considérant les 36 armatures de l’étude,
un écart relatif maximal de 2,8 % par rapport à leur masse linéique moyenne. La produc-
tion peut donc être jugée régulière.

(ii) Coulage
Les différents constituants du béton sont mélangés dans un malaxeur (figure 9.3-b).

Le béton est ensuite réparti dans les différents coffrages puis vibré.
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— les cylindres et les prismes servant à la caractérisation du béton sont vibrés à la table
vibrante (figure 9.2-b) ;

— les éprouvettes d’arrachement, du fait de la présence de l’armature qui dépasse du
fond du coffrage (figure 9.2-a), sont vibrées à l’aiguille vibrante.

La régularité entre le béton des éprouvettes servant à la caractérisation du béton et
les éprouvettes d’arrachement, vibrées par un moyen différent, a été estimée en comparant
leur masse volumique à l’état durci. On obtient, en considérant les 36 éprouvettes d’arra-
chement de l’étude, un écart relatif maximal de 1,6 % entre le béton des cylindres 11-22
et le béton des éprouvettes d’arrachement.

Figure 9.3 – Fabrication du béton : a) préparation des constituants, b) malaxeur
SKAKO utilisé pour le mélange.

(iii) Décoffrage

Les éprouvettes sont décoffrées entre 2 et 4 jours après le coulage (exceptionnellement
5 ou 6 jours, annexe F.3). Elles sont ensuite stockées dans une salle de conservation (T =
22 ± 1 °C et HR = 72 ± 5 %) jusqu’au moment des essais. Après chaque décoffrage, les
moules sont nettoyés et graissés en vue du prochain coulage.

(iv) Préparation (2/2)

Quelques jours avant les essais, un ragréage (sable, ciment et eau) de la face supérieure
de l’éprouvette d’arrachement est mis en œuvre (figure 9.4-b). Cette étape a pour but
d’aplanir la rainure créée par la présence de la pince qui maintient l’armature dans le
coffrage (figure 9.4-a) et ainsi de permettre un collage optimal des plaquettes en bois sur
lesquelles sont fixés les LVDT qui suivent l’ouverture du PPR (figure 9.4-c). Compte tenu
de la précision micrométrique de cette mesure, cette étape doit faire l’objet d’un soin très
particulier.
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(v) Essais

Pour chaque gâchée, l’ensemble des essais (caractérisation du béton et essais d’arra-
chement) est effectué sur une durée maximale de deux jours et entre 27 et 29 jours après
le coulage (exceptionnellement entre 29 et 30 jours, annexe F.3). Le calendrier précis de
la réalisation de chaque gâchée et des tests associés est donné en annexe F.3.

Figure 9.4 – Préparation des éprouvettes d’arrachement : a) décoffrage, b) ragréage, c)
collage des plaquettes support des LVDT.

Concernant le malaxage du béton, la quantité totale d’eau du mélange, calculée à
partir de l’équation 9.1, est introduite en deux fois. On distingue en effet l’eau de pré-
humidification de l’eau de malaxage (figure 9.3-a). L’eau de pré-humidification est définie
par l’équation 9.2. Son objectif est double :

— saturer la porosité ouverte des granulats afin de limiter l’effet de succion de l’eau
lors du mélange des constituants ;

— pré-humidifier la surface des granulats, ce qui limite leur abrasion par frottement au
cours du malaxage.

L’eau de malaxage est calculée comme la différence entre l’eau totale et l’eau de pré-
humidification. Les adjuvants sont mélangés à cette eau de malaxage.

eau totale = eau efficace a

+ eau potentiellement absorbée par les granulats b

− eau déjà absorbée par les granulats c

− eau contenue dans les adjuvants d (9.1)

eau de pré-humidification = eau potentiellement absorbée par les granulats
− eau déjà absorbée par les granulats
+ eau forfaitaire e (9.2)
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Le mélange des constituants du béton est alors réalisé en appliquant le protocole sui-
vant :
— mélange des granulats et de leur eau de pré-humidification dans les fûts (1’) ;
— introduction des granulats humides et du filler dans le malaxeur → malaxage (30”) ;
— introduction du ciment → malaxage (1’) ;
— introduction de l’eau de malaxage mélangée aux adjuvants → malaxage (2’ 30”).

9.1.3 Caractérisation

Les propriétés mécaniques des bétons suivantes ont été déterminées à partir de mesures
expérimentales. On fait figurer entre parenthèses le nombre et le type d’échantillons à la
base de la mesure :
— la masse volumique apparente ρc (9 cylindres 11-22) [NF-EN-12390-7, 2012] ;
— la résistance en compression fcm (3 cylindres 11-22) [NF-EN-12390-3, 2012] ;
— la résistance en traction par fendage fctm,sp (3 cylindres 11-22) [NF-EN-12390-6,

2012]. La figure 9.5 donne un aperçu macroscopique de la structure interne des
bétons étudiés suite à leur rupture par fendage ;

— la résistance en traction par flexion fctm,fl (3 prismes 7-7-28) [NF-EN-12390-5, 2012] ;
— le module d’élasticité sécant en compression statique Ecm (3 cylindres 11-22) [NF-

EN-12390-13, 2014] ;

Table 9.3 – Principales propriétés mécaniques des bétons.

propriété unité 0r-0R 0r-100R 100r-100R
ρc kg/m3 2350 (6) 2203 (11) 2076 (10)
fcm MPa 27,2 (0,7) 25,7 (1,1) 25,7 (2,5)
fctm MPa 2,3 (0,2*) 1,9 (0,1*) 1,9 (0,3*)
Ecm GPa 31,4 (0,6) 26,6 (0,5) 18,9 (1,0)
Ec,dyn GPa 45,4 (0,6) 35,4 (0,9) 29,5 (0,9)
Ec,dyn

Ecm
- 1,44 (0,02) 1,33 (0,02) 1,56 (0,04)

cP,c m/s 4633 (31) 4226 (72) 3971 (58)

Note : Les écart-types marqués d’une * sont calculatoires (i.e. liés
à la dispersion des différentes approches de calcul utilisées pour la
détermination indirecte de la résistance fctm en traction du béton.

Le tableau 9.3 rassemble les principales propriétés de chaque type de béton (écart-
types entre parenthèses). Les résultats pour chaque gâchée sont donnés en annexe F.4. Les

a. i.e. eau du rapport eau/ciment, annexe F.2.
b. déterminée à partir du coefficient d’absorption d’eau WA24, tableau 9.1.
c. déterminée à partir de la teneur en eau, annexe F.1.
d. déterminée à partir de l’extrait sec de l’adjuvant [NF-EN-480-8, 2012].
e. fixée à 1 % de la masse sèche des granulats.
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résistances en compression des différents bétons sont comparables (écart maximal de 6 %
entre le béton de granulats naturels et les deux bétons de GBR), ce qui est conforme à
l’objectif du thème 0 du projet RECYBETON (§ 1.1.2).

Figure 9.5 – Surfaces de rupture par fendage des bétons étudiés (de gauche à droite :
0r-0R, 0r-100R et 100r-100R).

Parmi les propriétés des bétons listées dans le tableau 9.3, la vitesse de propagation des
ondes P cP,c, le module d’élasticité dynamique Ec,dyn et la résistance en traction directe
fctm ont été déterminés de manière indirecte. Les paragraphes suivants apportent des
détails concernant les méthodes qui ont été employées.

9.1.3.1 Vitesse des ondes P et module d’élasticité dynamique

Les deux transducteurs (un émetteur et un récepteur) utilisés pour l’estimation de cP,c
sont identiques à ceux de l’essai d’arrachement (chapitre 8). L’émetteur et le récepteur
sont disposés en vis-à-vis, chacun sur une face du cylindre 11-22.

— la distance retenue pour le trajet acoustique de l’onde P la plus rapide est la longueur
du trajet direct entre l’émetteur et le récepteur mesurée après rectification des faces
de l’éprouvette cylindrique (soit environ 22 cm) ;

— la mesure du temps de vol de l’onde P est effectuée avec un oscilloscope numérique
DPO2024B.

On détermine cP,c à partir de ces deux données expérimentales et de l’équation 2.4. Le
module d’élasticité dynamique du béton Ec,dyn est ensuite calculé à partir de l’équation
2.2 en utilisant la valeur de cP,c (tableau 9.3) et en supposant νdyn = 0,2.

166



SECTION 9.1 - Les bétons

La figure 9.6-a, qui représente les rapports Ec,dyn

Ecm
des trois bétons étudiés, montre que,

contrairement à la majorité des propriétés du tableau 9.3, la valeur de ce ratio n’est pas
corrélée avec le taux de remplacement des granulats naturels par des GBR.

Analysons plus finement cette observation. On adopte pour cela comme référence le
rapport Ec,dyn

Ecm
du béton 0r-0R. On souligne également que les deux modules d’élasticité,

statique et dynamique, analysés séparément, diminuent systématiquement avec l’augmen-
tation du taux de remplacement (tableau 9.3). À partir de ces considérations :

— le rapport Ec,dyn

Ecm
plus faible du béton 0r-100R indique que, par rapport au béton de

granulats naturels, le remplacement des gravillons naturels par des gravillons recyclés
induit une baisse plus importante du module dynamique que du module statique ;

— le rapport Ec,dyn

Ecm
plus élevé du béton 100r-100R indique que, par rapport au béton de

granulats naturels, le remplacement de l’ensemble des granulats par des GBR induit
une baisse plus importante du module statique que du module dynamique.

En raisonnant pas-à-pas (i.e. de 0r-0R à 0r-100R puis de 0r-100R à 100r-100R) , on
arrive à la conclusion :

— que le remplacement des gravillons impacte plus sévèrement le module dynamique
(- 22 % pour Ec,dyn contre - 15 % pour Ecm) ;

— que le remplacement du sable impacte plus sévèrement le module statique (- 29 %
pour Ecm contre - 17 % pour Ec,dyn).

Afin de justifier cette observation, on propose une interprétation basée sur la nature
différente, mécanique et acoustique, des deux mesures du module d’élasticité.

Le module d’élasticité dynamique Ec,dyn dépend de la vitesse de propagation du son
cP,c et donc du temps mis par l’onde la plus rapide pour traverser le béton (équations
2.4 et 2.2). Or, dans un béton, la raideur des granulats est supérieure à celle de la pâte
de ciment (§ 1.2.2). De ce fait, il est probable que l’onde la plus rapide soit celle qui suit
le parcours distance/raideur optimisé (figure 2.3-c), passant donc majoritairement par les
gros granulats. De ce fait, une fois que les gros granulats ont été remplacés, la baisse
significative de Ec,dyn aurait eu lieu. En effet, le remplacement du sable aurait un impact
mineur sur Ec,dyn car ce dernier ralentirait le passage direct du son seulement au niveau
des jonctions entre deux gros granulats. Ce caractère « filaire » de la mesure acoustique
(figure 9.6-b) pourrait justifier la sensibilité relativement plus importante de Ec,dyn au
remplacement des gravillons qu’à celui du sable.

A contrario, le module d’élasticité statique Ecm est déterminé à partir d’une mesure de
déformation d’un volume de béton cylindrique de 11 cm de diamètre et 10 cm de hauteur.
L’ensemble du volume étant chargé, cette mesure de la raideur du béton prend en compte
la contribution de chacun de ses constituants (granulats, matrice cimentaire, pores). La
raideur du mortier liant les gros granulats jouerait donc un rôle plus important que dans
le cas de la mesure acoustique. Ce caractère « volumique » de la mesure mécanique (figure
9.6-b) pourrait justifier la sensibilité relativement plus importante de Ecm au remplacement
du sable qu’à celui des gravillons.
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Figure 9.6 – Influence du taux de remplacement sur rapport entre les modules
dynamique et statique : a) représentation, b) interprétation.

9.1.3.2 Résistance en traction directe

La résistance en traction directe du béton fctm constitue un paramètre fondamental
du modèle analytique développé au chapitre 5. Elle est en effet nécessaire à l’estimation
de la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b (équation 5.9). De par sa nature, la
détermination expérimentale de fctm s’avère complexe (§ 3.1). De ce fait, la résistance en
traction directe du béton fctm est estimée de manière indirecte. Compte tenu du caractère
crucial de ce paramètre, quatre approches différentes sont utilisées :

— une corrélation avec la résistance en traction par fendage fctm,sp (§ 3.1.2 de la NF-
EN-1992 [2005]) ;

— une corrélation avec la résistance en traction par flexion fctm,fl (§ 3.1.8 de la NF-EN-
1992 [2005]). Soulignons que, dans le cadre de l’essai de flexion 3 points, la rupture
de l’échantillon ne se produit pas nécessairement dans sa section médiane où le mo-
ment fléchissant est maximal. Ce comportement s’explique par l’hétérogénéité de
la résistance en traction du béton. Pour tenir compte de ce phénomène, on utilise
dans la corrélation de l’Eurocode 2 une valeur fctm,fl,modif calculée à partir du mo-
ment fléchissant agissant à l’abscisse où la rupture de l’échantillon s’est effectivement
produite ;

— une autre corrélation avec la résistance en traction par flexion fctm,fl (§ 5.1.5.1 du
MC2010 [2013]). Comme pour le point précédent, on considère fctm,fl,modif au lieu
de fctm,fl.

— une identification expérimentale de la contrainte fctm,nl correspondant à l’instant de
la sortie du comportement linéaire (point A, figure 9.8) d’un échantillon testé en
flexion 3 points. Cette mesure est détaillée au § 9.1.3.3.

La résistance en traction directe du béton fctm du tableau 9.3 est calculée comme la
moyenne des estimations issues des quatre approches précédentes.
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9.1.3.3 Suivi de la formation d’une fissure de flexion

Trois prismes 7-7-28 ont été réalisés par gâchée afin d’étudier la formation d’une fissure
de flexion dans un échantillon de béton. Les éprouvettes sont testées en flexion 3 points
(figure 9.7-a). Pour pallier l’hétérogénéité du béton et s’assurer du développement de la
fissure de flexion à mi-portée (§ 9.1.3.2), une entaille de 5 mm de profondeur a été réalisée
en trois passes avec une scie sur table à lame diamantée de 1 mm d’épaisseur.

Figure 9.7 – Étude de la formation d’une fissure de flexion à travers un prisme 7-7-28
de béton : a) montage, b) courbe type.

Le même LVDT que celui utilisé pour mesurer le glissement s de l’extrémité non chargée
de l’armature lors du test d’arrachement (annexe E.2) est utilisé pour mesurer l’allonge-
ment ∆L de la zone de 60 mm de longueur dans laquelle se situe l’entaille (figure 9.7-a).
Le même capteur de force que celui utilisé pour mesurer l’effort de traction F appliqué
à l’armature lors du test d’arrachement (annexe E.1) est utilisé pour mesurer l’effort P
appliqué à mi-portée de l’échantillon.

La courbe type issue de cet essai de flexion 3 points (figure 9.7-b) peut être interprétée
à partir des éléments concernant la ruine du béton en traction introduits au chapitre 3.
Pour des raisons propres au cadre de notre essai d’arrachement, détaillées au § 5.2.2.2,
on s’intéresse uniquement au comportement du béton avant le pic de résistance Pmax de
l’échantillon (figure 9.8).

On observe sur la figure 9.8 relative à notre essai de flexion 3 points un comportement
analogue à celui mis en évidence par Evans et Marathe [1968] lors d’un essai de traction
directe (figure 3.2) :
— un comportement linéaire jusqu’à un effort Pnl, associé à une ouverture ∆Lnl du

LVDT ;
— un comportement non linéaire durcissant jusqu’à la charge maximale Pmax, associée

à une ouverture ∆Lmax du LVDT.

La sortie du domaine de comportement linéaire est associée à l’atteinte de la résistance
en traction directe du béton fctm au niveau de la fibre inférieure de la section entaillée.
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La contrainte correspondant à l’effort Pnl, utilisée au § 9.1.3.2 pour une des estimations
(fctm,nl) de la résistance du béton en traction directe fctm, est calculée en supposant
une répartition linéaire des contraintes dans la section droite de l’échantillon. Les valeurs
de ∆Lnl et de Pnl sont identifiées à partir des mesures expérimentales au moyen d’une
approximation linéaire de la courbe P −∆L dont l’écart par rapport aux efforts P mesurés
est inférieur à 3 %.

Figure 9.8 – Comportement type du prisme 7-7-28 avant l’atteinte de sa charge
maximale et hypothèses de calcul.

Au delà de Pnl, l’endommagement du béton s’initie et se développe jusqu’à l’atteinte de
la charge maximale Pmax (figure 9.8). On note a∆L le rapport ∆Lmax/∆Lnl et aP le rapport
Pmax/Pnl. Le tableau 9.4 rassemble les valeurs des paramètres précédemment introduits,
ainsi que leurs écart-types entre parenthèses, pour les trois bétons étudiés. Ces données
seront utilisées pour l’interprétation des résultats issus des essais d’arrachement (chapitre
10).

Table 9.4 – Suivi de la formation d’une fissure de flexion.

propriété unité 0r-0R 0r-100R 100r-100R
∆Lnl µm 7,1 (1,0) 7,3 (0,6) 7,5 (0,7)

∆Lmax µm 27,8 (4,7) 28,6 (7,3) 34,5 (6,1)
a∆L - 3,9 (0,6) 4,0 (1,0) 4,6 (1,0)
Pnl kN 2,1 (0,3) 1,9 (0,2) 1,5 (0,3)
Pmax kN 4,0 (0,4) 3,5 (0,3) 3,1 (0,6)
aP - 1,9 (0,4) 1,9 (0,2) 2,1 (0,3)

On peut extraire du tableau 9.4 les observations suivantes :
— pour tous les bétons étudiés et compte tenu des écart-types associés, les déplacements

∆Lnl sont proches (écart relatif maximal des valeurs moyennes d’environ 5 %) ;
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— selon le type de béton, la coalescence de microfissures (i.e. atteinte de Pmax) se
produit pour un déplacement ∆Lmax de l’ordre de 25 à 40 µm) ;

— les déplacements ∆Lmax des bétons 0r-0R et 0r-100R sont relativement proches
(écart relatif des valeurs moyennes d’environ 3 %). Concernant le béton 100r-100R,
une nette augmentation (environ 20 %) de ∆Lmax est observée par rapport à la valeur
correspondant au béton de granulats naturels. Cette observation suggère que, vis-à-
vis de l’endommagement du béton en traction, le remplacement du sable naturel par
des GBR possède un impact plus important que le remplacement des petits et gros
gravillons uniquement. Elle est également appuyée par le paramètre a∆L qui semble
indiquer une ductilité plus importante du béton 100r-100R entièrement recyclé par
rapport aux bétons 0r-0R et 0r-100R ;

— les efforts Pnl et Pmax tendent tous deux à diminuer avec l’augmentation du taux
de remplacement des granulats naturels par des GBR. Le paramètre aP montre
cependant que la charge maximale Pmax de l’échantillon est de l’ordre du double de
la charge Pnl qui provoque la sortie du domaine linéaire, et ce, indépendamment du
taux de remplacement.

9.2 L’armature

Une armature HA12 du commerce est utilisée pour la campagne expérimentale faisant
l’objet des résultats et de la discussion du chapitre 10. L’armature utilisée comprend deux
rangées de verrous séparées par deux nervures longitudinales opposées diamétralement
(figure 9.9-a). Chaque rangée de verrous possède un marquage qui lui est propre :
— un marquage régulier d’inclinaison βreg ' 60° et de périodicité spatiale Λreg égale à

l’espacement ereg = 7 mm des verrous ;
— un marquage alterné d’inclinaisons βalt,1 ' 50°, βalt,2 ' 70° et de périodicité spatiale

Λalt égale à la somme des espacements ealt,1 = 4 mm et ealt,2 = 8 mm, soit 14 mm.
On déduit de ces mesures les propriétés suivantes :

βreg '
βalt,1 + βalt,2

2 Λreg '
Λalt

2 (9.3)

Concernant la section de l’armature (figure 9.9-b), le diamètre du noyau de l’armature,
noté dmin, est d’environ 11,3 mm. La hauteur des verrous est variable autour du périmètre
de l’armature (verrou « en croissant »). La hauteur maximale des verrous est d’environ
0,8 mm. La distance entre les sommets des deux rangées de verrous, notée dmax, est donc
proche de 12,9 mm.

La surface occupée par béton piégé entre les verrous par rapport à la surface nominale
de l’armature (figure 9.9-c) a été estimée à 70 % au moyen d’une procédure graphique
basée sur la géométrie du marquage de l’armature. On retient donc un coefficient η = 0, 7
(§ 5.2.1).
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Figure 9.9 – Géométrie d’une armature HA12 : a) marquages, b) section c)
« rendement ».

Les principales caractéristiques mécaniques de l’armature sont rassemblées dans le
tableau 9.5 (écart-types entre parenthèses). La masse volumique de l’acier ρs a été dé-
terminée par pesée hydrostatique sur la base de trois échantillons. Le module d’élasticité
statique Es et la limite d’élasticité fy proviennent de données du fournisseur. La vitesse
de propagation cP,s des ondes P dans l’acier a été mesurée en suivant le même protocole
que pour le béton (§ 9.1.3.1).

Table 9.5 – Principales propriétés mécaniques de l’acier de l’armature.

propriété unité valeur
ρs kg/m3 7794 (18)
fy MPa 500
Es GPa 200
cP,s m/s 5589 (59)
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Chapitre 10

Caractérisation de l’adhérence

Suivant le programme expérimental introduit au chapitre précédent, 36 essais d’arra-
chement (PO1 à PO36, tableau G.1) ont été réalisés. Le tableau G.1 donné en annexe G
récapitule le mode de ruine associé à chaque essai d’arrachement. Notamment, ce tableau
indique que :
— 4 essais d’arrachement ont suivi un comportement éloigné de celui de la grande

majorité des 36 essais. Par précaution, les mesures correspondant à ces 4 essais ne
seront pas considérées dans l’interprétation des résultats ;

— comme escompté, toutes les éprouvettes de type REF (i.e. confinement excessif, §
8.2.1.4) ont suivi une rupture de type « pull-out » (rupture ductile par ruine de
l’interface a-b, § 4.2.2).

10.1 Mesures mécaniques

10.1.1 Glissement de l’armature

Nous avons vu au § 8.3 que deux techniques différentes de mesure du glissement de
l’armature ont été mises en œuvre (figure 8.11) :
— la mise en place d’un capteur de déplacement de type LVDT pour le glissement de

l’extrémité libre de l’armature ;
— l’utilisation de la corrélation d’images numériques (CIN) pour le glissement de l’ex-

trémité chargée de l’armature ;

La figure 10.1-a montre, pour une éprouvette type de béton 0r-0R, les courbes τ−s ob-
tenues à partir de ces deux types de mesures. L’allure des deux courbes est bien similaire.
De plus, le décalage entre les courbes confirme que le glissement de l’extrémité chargée de
l’armature (courbe bleue, figure 10.1-a) est supérieur à celui de son extrémité libre (courbe
rouge, figure 10.1-a). La différence de glissement entre ces deux courbes correspond, en
théorie, à l’allongement de l’armature provoqué par l’effort d’arrachement.

La mesure expérimentale de cet allongement est représentée par la courbe en pointillés
bleus de la figure 10.1-b pour la phase ascendante de la courbe τ − s (i.e. de τ = 0 à
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τ = τmax). On rappelle (figure 4.6) que la barre est uniquement soumise à un effort de
traction appliqué à une de ses extrémités. La contrainte de traction agissant le long de
l’armature varie donc entre un maximum au niveau de son extrémité chargée et 0 au niveau
de son extrémité libre. La courbe pleine noire de la figure 10.1-b représente l’allongement
théorique de l’armature dans le cas idéalisé où la contrainte de traction agissant au niveau
de son extrémité chargée (i.e. la contrainte maximale) serait constante tout au long de
l’interface a-b. Il apparaît que l’allongement obtenu par différence entre la mesure par
CIN et celle par LVDT est supérieure à cette limite théorique surévaluée.

Cette incohérence peut être imputable au dispositif expérimental relatif à la CIN (fi-
gure 8.11). En effet, une rotation, même légère, de la tige filetée sur laquelle est fixée
la plaquette mouchetée peut induire un déplacement parasite de cette dernière, et donc
une erreur de mesure. Des courbes analogues à la figure 10.1 pour les bétons 0r-100R et
100R-100R sont disponibles en annexe G et conduisent à la même observation.

Compte tenu de cette observation, la mesure du glissement de l’extrémité chargée de
l’armature par CIN ne sera pas exploitée dans la suite de ce chapitre. Notons que cette
mesure a été mise en œuvre uniquement dans le but de compléter la mesure du glissement
par LVDT. En effet, en accord avec les recommandations de la norme NF-EN-10080 [2005],
seule la mesure du glissement de l’extrémité libre de l’armature est nécessaire.

Figure 10.1 – Mesures types du glissement de l’armature : a) courbes τ − s, b) analyse
des mesures.

10.1.2 Courbe caractéristique

On s’intéresse dans cette section aux courbes caractéristiques τ − s de chaque essai
d’arrachement (figures 10.3, 10.4 et 10.5). La valeur de la contrainte d’adhérence τ a
été calculée suivant l’équation 5.5. Compte tenu de la plage importante de la mesure du
glissement (s varie de 0 à 30 mm), différentes plages de glissement sont représentées :

— s = 0 à 6 µm (figure 10.4) : plage de l’adhésion chimique τadh et de l’amorçage du
glissement ;
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— s = 0 à 1,5 mm (figure 10.5) : plage pré-pic/pic incluant la branche ascendante
indicative de la raideur tangentielle ks de l’interface a-b et la contrainte d’adhérence
ultime τmax ;

— s = 0 à 30 mm (figure 10.3) : plage de mesure complète illustrant la branche adou-
cissante et la contrainte d’adhérence résiduelle τres associée au plateau final.

Le tableau 10.1 rassemble :
— les valeurs expérimentales des paramètres τadh, ks, τmax et τres (§ 4.2.2) relevées sur

les différentes courbes ;
— la valeur du glissement s(τmax) à l’atteinte de τmax ;
— pour chaque gâchée, le décompte des types de ruptures des éprouvettes d’arrache-

ment.
Les résultats de ce tableau sont également illustrés par la figure 10.2.

Figure 10.2 – Paramètres expérimentaux d’adhérence.
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a)  
 

 

b)  
 

 

c)  

 

Figure 10.3 – Courbes expérimentales τ − s, plage de mesure complète.
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Table 10.1 – Paramètres d’adhérence.

béton enrobage τadh ks τmax τres s(τmax) Nb. Nb.
(MPa) (MPa/mm) (MPa) (MPa) (mm) SP PO

MIN 2,0 (0,1) 47,0 (1,7) 15,9 (1,3) - (-) 0,54 (0,09) 3 0
0r-0R MOY 1,5 (0,1) 44,0 (11) 17,7 (0,6) 4,9 (-) 0,92 (0,09) 2 1

MAX 2,0 (-) 42,5 (-) 18,2 (-) - (-) 0,90 (-) 1 0
REF 2,1 (0,5) 16,4 (2,6) 15,0 (1,6) 3,9 (0,9) 1,32 (0,07) 0 3
MIN 2,3 (0,2) 39,8 (7,2) 14,3 (0,9) - (-) 0,53 (0,09) 3 0

0r-100R MOY 2,1 (0,3) 36,7 (6,5) 14,7 (1,9) - (-) 0,65 (0,05) 3 0
MAX 2,2 (0,2) 38,6 (5,6) 16,6 (1,2) 3,7 (0,5) 0,91 (0,11) 1 2
REF 1,9 (0,5) 15,8 (5,0) 13,2 (0,9) 3,2 (0,1) 1,20 (0,15) 0 3
MIN 1,4 (0,1) 26,4 (0,4) 11,5 (0,2) 2,3 (0,3) 0,95 (0,18) 0 2

100r-100R MOY 1,6 (0,3) 46,5 (4,0) 13,6 (0,5) - (-) 0,82 (0,07) 2 0
MAX 1,9 (0,8) 46,0 (11) 13,8 (1,9) 2,4 (0,3) 0,92 (0,06) 0 3
REF 1,3 (0,1) 20,3 (6,3) 12,7 (0,2) 2,3 (0,2) 1,27 (0,15) 0 3

Note : SP = split (i.e. rupture quasi-fragile par scission du bé-
ton d’enrobage. PO = pull-out (i.e. rupture ductile par ruine de
l’interface a-b.

10.1.2.1 La résistance d’adhésion chimique τadh

La figure 10.4 montre que, pour les trois bétons étudiés, deux stades peuvent être
distingués.

1. de s = 0 à environ 2 µm : la contrainte d’adhérence augmente, d’abord sans glisse-
ment significatif (s ' 0), puis de manière non proportionnelle ;

2. au-delà d’environ 2 µm, relativement au stade précédent, la contrainte d’adhérence
augmente très peu par rapport au glissement.

Le premier stade, habituellement attribué à l’adhésion chimique acier-béton (§ 4.2.2),
peut être interprété, compte tenu de l’approche introduite dans le cadre du présent tra-
vail (§ 5.1.2), par la sollicitation en cisaillement du béton piégé entre les verrous. Le
faible niveau de « glissement » (à cette échelle, le terme général de déplacement rela-
tif est plus adapté) peut être attribué à la déformation de cisaillement du béton. La
non-proportionnalité qui s’ensuit peut, quant à elle, indiquer l’endommagement du béton
préfigurant la formation de la surface de rupture en cisaillement (mécanisme local de rup-
ture 3, figure 4.4-c). La raideur tangentielle correspondant à ce stade est, en accord avec
l’observation de Torre-Casanova [2012], de l’ordre de 1012 Pa/m (figure 10.4).

Le deuxième stade correspond à la sortie du domaine des déformations et à l’amorçage
du glissement de l’armature (i.e. déplacement relatif des surfaces du béton préalablement
cisaillé). Entre 2 et 10 µm, la contrainte d’adhérence augmente peu par rapport au glisse-
ment (figure 10.4). Pour cette raison, la résistance d’adhésion chimique τadh est déterminée
comme la contrainte d’adhérence agissant pour une valeur conventionnelle du glissement
de 5 µm.
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c)  

 

Figure 10.4 – Courbes expérimentales τ − s, plage de l’adhésion chimique.
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La résistance d’adhésion chimique τadh (tableau 10.1) est, pour les trois bétons étudiés,
comparable à la résistance en traction du béton fctm (tableau 9.3). En effet, les écarts entre
τadh (moyenne sur toutes les éprouvettes testées) et fctm sont de -19, +6 et -17 % pour
respectivement les bétons 0r-0R, 0r-100R et 100r-100R. Au moins deux raisons peuvent
expliquer l’écart observé entre la résistance d’adhésion chimique τadh et la résistance en
traction du béton fctm :

— premièrement, la structure interne du béton piégé entre les verrous, qui conditionne
τadh, diffère de celle du béton « de masse » utilisé pour la détermination de fctm. En
effet, l’espacement entre les verrous de l’armature, de l’ordre de quelques millimètres,
ne favorise pas la présence de gros granulats. Ainsi la structure interne du béton
piégé entre les verrous se rapproche plus de celle d’un mortier [Tixier, 2013], dont
les propriétés peuvent s’écarter de celles du béton de masse.

— deuxièmement, l’état de cisaillement pur que l’on suppose agir à l’interface a-b avant
la rupture du béton piégé entre les verrous n’est pas identique à un état de contrainte
correspondant à de la traction directe ; même si, compte tenu de l’écart entre les
résistances du béton en compression fcm et en traction fctm, il s’en rapproche (figure
5.4-b). Pour du béton, cette conclusion est confirmée (§ 12.32 de l’ouvrage de Perchat
[2013]) par une corrélation entre la résistance en traction du béton et sa résistance
au cisaillement (évaluée entre 0,6 et 0,8 × fctm).

Cette proximité entre τadh et fctm appuie l’hypothèse de l’occurrence du mécanisme
local de rupture 3 à l’atteinte de τadh (figure 5.4). Notons que le taux de remplacement
n’impacte pas nécessairement de manière négative la résistance d’adhésion chimique τadh
(figure 10.2-a, basée sur les données du tableau 10.1).

Enfin, la figure 10.4 montre que la résistance d’adhésion chimique est indépendante, non
seulement de l’épaisseur d’enrobage (éprouvettes MIN, MOY et MAX, tableau 10.1), mais
aussi du confinement excessif apporté par le béton entourant les zones gainées (éprouvettes
REF, tableau 10.1). Ces deux observations suggèrent :
— que les mécanismes physiques à l’origine de la résistance d’adhésion chimique se

produisent au voisinage direct de l’armature ;
— que le confinement radial apporté par le béton d’enrobage ne contribue pas, ou seule-

ment de manière mineure, à la résistance d’adhésion chimique.

Ces conclusions supportent l’hypothèse de contrainte radiale nulle formulée au § 5.2.1
et, par voie de conséquence, l’occurrence du mécanisme local de rupture 3 à l’atteinte de
τadh (figure 5.4) qui constitue la base de la modélisation analytique de l’adhérence a-b
développée dans le cadre du présent travail.

10.1.2.2 La raideur tangentielle de l’interface ks

La raideur tangentielle ks de l’interface a-b est déterminée par régression linéaire (co-
efficient de corrélation supérieur à 0,98) des mesures situées entre des valeurs convention-
nelles de glissement de 50 et 200 µm (portion sensiblement rectiligne de la courbe τ − s
jusqu’à environ 50 % de τmax, figure 10.5).
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c)  

 

Figure 10.5 – Courbes expérimentales τ − s, plage pré-pic/pic.
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La figure 10.2-b, basée sur les données du tableau 10.1, montre que :
— indépendamment du type de béton, ks est de l’ordre de 35 à 50 MPa/mm. Cet ordre

de grandeur de 1010 Pa/m confirme la baisse d’un facteur 100 évoquée au § 4.2.3
par rapport au stade dit « d’adhésion chimique » ;

— le remplacement de la fraction grossière (petits et gros gravillons) des granulats
naturels par des GBR semble diminuer ks ;

— au dessus d’un seuil éventuel de ceff > cMIN , le remplacement total (fractions
grossière et sable) des granulats naturels par des GBR semble être bénéfique à ks
(retour à une raideur tangentielle comparable à celle d’un béton naturel).

Ces deux dernières observations sur l’impact des GBR doivent cependant être nuancées
compte tenu de la dispersion des mesures. Notamment, pour le béton 100r-100R entière-
ment recyclé, on observe une diminution très importante (environ -40 %) de la raideur
relative à l’enrobage MIN par rapport aux enrobages MOY et MAX.

La comparaison des valeurs de ks des éprouvettes modifiées MIN, MOY et MAX et
celles des éprouvettes REF (i.e. les inclinaisons des droites en pointillés, figure 10.5) montre
que la raideur de l’interface a-b est impactée de manière significative par la conception
de l’éprouvette d’arrachement. En effet, la valeur de ks des éprouvettes modifiées est,
environ et en moyenne pour les différents bétons étudiés, 2,35 fois celle des éprouvettes
REF (tableau 10.1), et ce, malgré une épaisseur d’enrobage moins importante (42, 57 ou 72
mm au lieu de 87 mm). Cette observation est vérifiée pour tous les types de bétons étudiés.
Elle confirme (§ 8.2.1.4) que le confinement excessif des éprouvettes REF impacterait le
phénomène physique à la base de l’adhérence a-b ; probablement suivant cet enchaînement :

1. restriction du développement de la fissuration de scission wfpz ;
2. réduction du taux de dilatance ψ de l’interface a-b (équation 5.4, figure 10.14) ;
3. réduction a de ks (équation 5.13).
Cette discussion sur la raideur tangentielle de l’interface a-b sera complétée au § 10.1.7

par le calcul de ks,TH via l’équation 5.13 développée dans le cadre du présent travail.

10.1.2.3 La contrainte d’adhérence ultime τmax

La contrainte d’adhérence ultime τmax correspond à la valeur maximale de la contrainte
d’adhérence. La figure 10.2-b, basée sur les données du tableau 10.1, montre que :
— τmax diminue avec l’augmentation du taux de remplacement des granulats naturels

par des GBR ;
— τmax est d’autant plus élevée que l’épaisseur d’enrobage est importante, ce qui semble

cohérent. Cependant, en termes de pourcentages, l’augmentation de la contrainte
d’adhérence τmax (environ et en moyenne pour les différents bétons étudiés +15 %
entre MIN et MAX) est moins importante que celle de l’enrobage (+70 % entre MIN
et MAX). Il est possible que cette observation soit liée à un effet d’échelle (§ 3.6) ;

a. Notons que l’équation 4.5 de l’analogie hydraulique (§ 4.3.3), basée sur une analyse du comportement
transversal de l’enrobage uniquement, ne permet pas, en l’état, de prédire cette conclusion sur la raideur
tangentielle de l’interface a-b.
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— de manière analogue à ks, la valeur de τmax relative aux éprouvettes modifiées est,
pour les bétons 0r-0R et 0r-100R, environ 1,15 fois celle des éprouvettes REF, et ce,
malgré une épaisseur d’enrobage moins importante.

Cette dernière observation confirme celle établie pour ks au paragraphe précédent.
L’enchaînement probable des causes et effets est, en ce qui concerne la contrainte d’adhé-
rence, le suivant :

1. restriction du développement de la fissuration de scission rcr ou wfpz ;

2. réduction de l’intensité de la contrainte radiale de confinement σ exercée par le béton
d’enrobage sur l’interface a-b (équations 4.5 ou 5.9 pour respectivement rcr ou wfpz) ;

3. réduction de l’intensité de la contrainte tangentielle (i.e. d’adhérence) à l’interface
a-b (équation 4.7).

En ce qui concerne le glissement s(τmax) à l’atteinte de la contrainte d’adhérence
ultime, la figure 10.2-d, basée sur les données du tableau 10.1, montre que :

— s(τmax) varie, pour les éprouvettes modifiées, entre environ 0,5 et 1,0 mm avec une
dispersion moyenne proche de 20 % et sans corrélation évidente avec l’épaisseur
d’enrobage ou le type de béton ;

— s(τmax) varie, pour les éprouvettes REF, entre environ 1,2 et 1,3 mm avec une
dispersion plus réduite de 5 %, toujours sans corrélation avec le type de béton ;

— La valeur de s(τmax) des éprouvettes modifiées est, environ et en moyenne pour les
différents bétons étudiés, 0,60 fois celle des éprouvettes REF. Il s’agit là du troisième
point de divergence entre l’essai d’arrachement conventionnel tel qu’introduit par la
norme NF-EN-10080 [2005] et l’essai modifié développé dans le cadre du présent
travail (§ 8.2).

Figure 10.6 – Divergence entre les résultats expérimentaux REF et MIN, MOY ou
MAX.
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10.1.2.4 La contrainte d’adhérence résiduelle τres

La contrainte d’adhérence résiduelle τres correspond à la dernière valeur de la contrainte
d’adhérence, mesurée après un glissement d’au moins 30 mm. Soulignons que les valeurs
manquantes du tableau 10.1 ne sont pas dues à un problème de mesure mais au mode
de rupture de l’éprouvette d’arrachement. En effet, en cas de split (SP, tableau 10.1), la
valeur de τres n’existe pas. La figure 10.2-e, basée sur les données du tableau 10.1, montre
que :
— de manière analogue à ks, τmax et s(τmax), la valeur de τres relative aux éprouvettes

modifiées est, pour les bétons 0r-0R et 0r-100R, environ 1,20 fois celle des éprouvettes
REF. L’enchaînement des causes et effets détaillé précédemment pour τmax pourrait
également expliquer cette observation ;

— τres diminue avec le taux de remplacement des granulats naturels par des GBR.
Cette observation peut être expliquée, compte tenu du glissement d’au moins 30 mm
entre l’armature et le béton, de la sensibilité des GBR à l’abrasion (environ deux
fois plus importante que celles des granulats naturels, § 1.2.1.6 et figure 1.8).

L’impact des 4 points de divergence ks, τmax, s(τmax) et τres entre les courbes τ − s
issues des éprouvettes d’arrachement conventionnelles (REF) et modifiées (MIN, MOY
et MAX) est schématisé par la figure 10.6. Ces écarts liés au comportement longitudinal
de l’adhérence a-b, et notamment ceux relatifs à la phase précédant le pic d’adhérence,
pourraient avoir un impact non négligeable :

— sur l’évaluation de la réponse mécanique des éléments de structures en béton armé.
En effet, dans de nombreux modèles [Dominguez, 2005; Torre-Casanova, 2012; Tas-
tani et Pantazopoulou, 2013], la loi τ − s est généralement utilisée comme donnée
d’entrée ;

— pour le dimensionnement aux ELS, où l’adhérence a-b joue un rôle clé, particulière-
ment pour l’évaluation de l’espacement et de l’ouverture des fissures.

10.1.3 Ouverture du plan préférentiel de rupture

Le développement des deux fissures de scission à travers l’enrobage a été suivi par une
mesure de l’ouverture du PPR via deux LVDT (LVDT-4 et LVDT-5) disposés de part et
d’autre de l’interface a-b (§ 8.3.1.5 et figure 8.11-a).

La figure 10.7 montre, pour les trois types de bétons étudiés, l’évolution conjointe des
mesures des deux LVDT b en fonction du glissement. Elle montre que l’ouverture du PPR
s’effectue de manière uniforme c (i.e. les mesures renvoyées par les LVDT 4 et 5 sont très
proches). Pour cette raison le paramètre wXP d’ouverture du PPR est calculé par la suite
comme la moyenne des valeurs renvoyées par ces deux LVDT.

b. L’allure en escalier des courbes expérimentales présentées dans ce chapitre est justifiée par la profon-
deur de quantification limitée (8 bits) du système d’acquisition utilisé pour réaliser la mesure. Les créneaux
observés ne sont donc, a priori, pas liés à un processus de fissuration dynamique par paliers.

c. Pour une raison d’équilibre en rotation de l’enrobage autour de l’axe z de l’armature, ce résultat
était attendu. Il était toutefois nécessaire de le confirmer expérimentalement.
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a)  b)  

Figure 10.7 – Ouverture du PPR de part et d’autre de l’interface a-b : a) plage
pré-pic/pic du glissement, b) plage complète du glissement.

La figure 10.8 montre, pour une éprouvette type de béton d 0r-100R et en fonction du
glissement, l’évolution conjointe :
— de la contrainte d’adhérence τ , qui est une mesure de contrainte associée à la direction

longitudinale z de la liaison a-b ;
— et de l’ouverture wXP du PPR, qui est une mesure de déplacement associée au

contraintes circonférentielles agissant dans le plan (r, θ) transversal à la liaison a-b.
Elle montre que ces deux mesures de nature différente, et relatives à des directions

orthogonales, sont corrélées tout au long du glissement. Cela semble confirmer la pertinence
du couplage longitudinal/transversal introduit au § 4.4 et intégré au modèle analytique
développé au chapitre 5.

Figure 10.8 – Mise en évidence expérimentale du couplage longitudinal/transversal
pour une éprouvette type de béton 0r-100R : a) plage pré-pic/pic du glissement, b) plage

complète du glissement.

d. Des courbes analogues à la figure 10.8 pour les bétons 0r-0R et 100r-100R sont disponibles en annexe
G et conduisent aux mêmes observations.
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a)  
 

 

b)  
 

 

c)  

 

Figure 10.9 – Ouverture du PPR en fonction du glissement, plage de mesure complète.
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Notons également (figure 10.8-a) que le pic de contrainte d’adhérence τ est atteint pour
un glissement s(τmax) inférieur à celui s(wmax) correspondant au pic d’ouverture wXP du
PPR, et donc, suivant l’équation 5.9, au pic de contrainte radiale σ.

Cette observation, confirmée par les mesures expérimentales de Gambarova et al.
[1989b]; Tepfers et Olsson [1992], permet de distinguer quatre stades :

1. de s = 0 à s = s(τadh) : τ augmente pour σ ' 0 ;
2. de s = 0 à s = s(τmax) : τ et σ augmentent conjointement ;
3. de s = s(τmax) à s = s(wmax) : τ diminue et σ augmente ;
4. au-delà de s = s(wmax) : τ et σ diminuent conjointement.
Suivant le critère de rupture de Mohr-Coulomb (équation 4.7), le troisième stade peut

vraisemblablement être interprété comme un endommagement de la rugosité du contact
béton-béton à l’interface a-b (i.e. diminution de µ et/ou de c). Notons que le décalage entre
les pics de τ et de wXP supportent l’absence corrélation entre la mesure de l’ouverture wXP
du PPR et un effet parasite lié à la déformation du bâti sous l’effet de l’effort d’arrachement
(§ 8.1.2).

Table 10.2 – Paramètres cinématiques.

béton enrobage wmax wsp wpo wres ∆w
(µm) (µm) (µm) (µm) (µm)

MIN 16,5 (2,5) 16,5 (2,5) - (-) - (-) 1,2 (0,5)
0r-0R MOY 16,7 (1,6) 17,0 (2,1) 16,0 (-) 9,0 (-) 1,0 (0,3)

MAX 17,0 (-) 17,0 (-) - (-) - (-) 1,7 (-)
REF 3,0 (1,0) - (-) 3,0 (1,0) 0,2 (0,3) - (-)
MIN 17,2 (2,0) 17,2 (2,0) - (-) - (-) 1,7 (< 0,1)

0r-100R MOY 19,8 (2,5) 19,8 (2,5) - (-) - (-) 1,0 (0,3)
MAX 16,5 (3,3) 19,5 (-) 15,0 (2,8) 6,3 (0,4) 0,8 (0,3)
REF 4,8 (0,6) - (-) 4,8 (0,6) 0,8 (0,8) - (-)
MIN 19,3 (1,8) - (-) 19,3 (1,8) 4,0 (0,7) 2,0 (< 0,1)

100r-100R MOY 20,5 (0,7) 20,5 (0,7) - (-) - (-) 1,8 (0,7)
MAX 16,8 (2,0) - (-) 16,8 (2,0) 5,8 (1,2) 2,1 (< 0,1)
REF 4,7 (0,3) - (-) 4,7 (0,3) -0,5 (1,0) - (-)

Le tableau 10.2, basé sur les données expérimentales de la figure 10.9, donne l’ouverture
wmax maximale du PPR pour les différents types d’éprouvettes et de bétons. La distinction
est également faite entre l’ouverture maximale du PPR en cas de rupture par split (wsp)
ou par pull-out (wpo). Enfin, l’ouverture wres résiduelle du PPR évoquée précédemment
est également renseignée. Ce tableau montre que :
— indépendamment du mode de rupture des éprouvettes modifiées, l’ouverture wmax

maximale du PPR est de l’ordre de 15 à 20 µm. Cette mesure est cohérente avec
celle réalisée par Ghandehari et al. [1999] sur la base d’une technique de mesure
différente (§ 4.3.2.2 et figure 4.12). Compte tenu de l’ordre de grandeur de cette
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mesure, cette « ouverture de fissure de scission » correspond plutôt, comme précisé
au § 4.3.2.2, au cumul de déformations plastiques locales : germination des défauts
et microfissuration diffuse du béton (repères A-B et B-C, figure 3.6) précédant la
coalescence des microfissures et donc la localisation de la rupture ;

— l’ouverture wmax maximale du PPR tend, en moyenne, à augmenter avec le taux de
remplacement des granulats naturels par des GBR. Les valeurs moyennes de wmax
sont en effet de 16,7 - 17,8 et 18,9 µm pour respectivement les bétons 0r-0R, 0r-
100R et 100r-100R. Cette conclusion doit cependant être nuancée compte tenu de la
dispersion de la mesure et du cas des éprouvettes MAX ;

— l’absence de corrélation évidente entre wsp et l’épaisseur d’enrobage suggère que la
rupture de ce dernier est gouvernée par un effet de seuil lié au dépassement d’une
ouverture critique du PPR au niveau de l’interface a-b ;

— le faible écart entre les valeurs wsp et wpo semble indiquer que le mode de rupture suivi
par l’éprouvette d’arrachement (split ou pull-out) dépend d’un équilibre instable.
En effet, deux issues très différentes sont observées malgré deux ouvertures du PPR
comparables : (i) scission de l’enrobage par propagation dynamique d’une fissure à
travers le PPR ; (ii) retour élastique partiel du béton d’enrobage ;

— l’ouverture wmax maximale du PPR des éprouvettes REF (i.e. confinement excessif)
est environ et en moyenne 4 fois moins importante que celle des éprouvettes modi-
fiées. Cette mesure supporte l’idée que la présence du béton autour des zones gainées
restreint l’ouverture du PPR au niveau de la zone d’ancrage. Elle pourrait également
justifier la faible quantité d’émissions acoustiques détectées le long du PPR (figure
6.3) dans le cadre de la mesure exploratoire introduite au § 6.1 ;

— l’ouverture wres résiduelle du PPR des éprouvettes REF est quasi-nulle (i.e. retour
élastique presque total de l’enrobage) ;

— pour ce qui est des éprouvettes modifiées, l’ouverture wres résiduelle du PPR (i.e.
retour élastique partiel de l’enrobage) semble d’autant plus réduite que le taux de
remplacement des granulats naturels par des GBR est important.

Cette dernière observation peut être complétée par la figure 10.10. Elle représente, en
fonction du glissement et pour les éprouvettes modifiées ayant suivi une rupture de type
pull-out, l’ouverture du PPR normalisée par rapport à son ouverture maximale. Cette
figure confirme que le retour élastique du PPR est d’autant plus important que le béton
contient une quantité élevée de GBR.

Au moins deux raisons peuvent justifier cette observation :
— on rappelle que l’ouverture wmax maximale du PPR est comparable peu importe le

type de béton étudié. Ainsi, pour une ouverture du PPR identique, les bétons de
GBR 0r-100R et 100r-100R, d’autant moins raides qu’ils contiennent une quantité
importante de GBR (Ecm, tableau 9.3) et donc plus déformables, pourraient subir
moins d’endommagement que le béton 0r-0R de granulats naturels ;

— nous verrons au § 10.2.2 qu’il est probable que les aspérités qui assurent la rugosité
des surfaces de béton cisaillé à l’interface a-b (figure 5.4-c) s’endommagent au-delà de
la contrainte d’adhérence ultime τmax. Du fait du glissement, un milieu pulvérulent
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composé de grains de béton se forme alors progressivement entre les deux surfaces
de béton cisaillé. L’empilement désordonné de cette poudre la rend moins compacte
que la structure interne du béton sain (phénomène de foisonnement). De ce fait, le
retour élastique potentiel du béton d’enrobage peut être gêné par cette augmentation
du volume de l’interface a-b. Or nous avons vu précédemment que la sensibilité des
GBR à la fragmentation est supérieure à celle des granulats naturels (§ 1.2.1.6 et
figure 1.8). On peut alors supposer que la finesse de la poudre formée à l’interface
a-b est d’autant plus importante que le taux de remplacement des granulats naturels
par des GBR est élevé, ce qui diminue la gêne du retour élastique de l’enrobage.

Figure 10.10 – Retour élastique du PPR pour les différents bétons étudiés.

10.1.4 Cohésion apparente c

On rappelle (§ 4.4.1.1) que le paramètre c, dit de cohésion, intervenant dans le critère de
rupture de Mohr-Coulomb (équation 4.7), représente la capacité d’une interface à équilibrer
une contrainte de cisaillement pur. Cette définition, appliquée à l’approche de l’adhérence
a-b développée dans le cadre du présent travail, peut être assimilée à la résistance au
cisaillement du béton piégé entre les verrous. Or, nous avons vu au § 5.2.1 et au § 10.1.2.1
que la rupture en cisaillement du béton piégé entre les verrous pourrait correspondre à
ce que l’approche conventionnelle de l’adhérence a-b (§ 4.2.2) considère être la résistance
d’adhésion chimique acier-béton τadh. De ce fait, suite à ce raisonnement et dans le cadre
du présent travail, l’équation 10.1 est adoptée.

Comme précisé au § 5.2.1, le terme cohésion « apparente » est employé ici pour établir
une distinction par rapport à la cohésion des sols fins tels que les argiles, qui repose
vraisemblablement sur un mécanisme physique différent de celui ayant lieu au sein du
béton.

c ≡ τadh (10.1)
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10.1.5 Coefficient de frottement µ

En accord avec l’expression du critère de rupture de Mohr-Coulomb (équation 4.7),
l’identification de trois grandeurs est nécessaire pour déterminer le coefficient de frottement
µ de l’interface a-b :
— la cohésion apparente c : elle est déterminée expérimentalement, compte tenu de

l’équation 10.1, par l’identification de la résistance d’adhésion chimique τadh (tableau
10.1) ;

— la contrainte d’adhérence τ : elle est déterminée expérimentalement par l’équation
5.5 qui nécessite la mesure de l’effort d’arrachement F et celle du glissement s de
l’extrémité libre de l’armature ;

— la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b.
La principale difficulté provient de cette dernière grandeur. En effet, dans le cadre du

présent travail, contrairement aux études de Gambarova et al. [1989b,a]; Malvar [1992];
Tepfers et Olsson [1992] introduites au § 4.4.1, la contrainte radiale σ résulte uniquement
du confinement passif exercé par l’enrobage de béton. La valeur de σ n’est donc explicite-
ment corrélée à aucune charge extérieure contrôlée. Cependant, l’équation 5.9, développée
dans le cadre du présent travail, fournit une expression théorique liant la contrainte radiale
σ à l’ouverture wfpz de la FPZ à l’interface a-b.

Figure 10.11 – Détermination de ∆w1 et ∆w2.

Soulignons que la mesure expérimentale de l’ouverture wXP du PPR ne peut, a priori,
pas être utilisée directement dans l’équation 5.9. En effet, la mesure de wXP comprend en
principe une part de déplacement ∆w due à la déformation circonférentielle élastique du
béton d’enrobage. Cependant, en accord avec les notions introduites au § 3.3.1 et au § 3.4
et les développements théoriques du § 4.3.3 et du § 5.3.2, l’ouverture wfpz de la FPZ se
réfère uniquement aux déplacements résultant de l’endommagement du béton (i.e. à partir
de l’instant où la contrainte de traction circonférentielle σθ(rs) atteint fctm au niveau de
l’interface a-b, § 4.3.3). Par conséquent, la part ∆w du déplacement issu à la déformation
élastique du béton d’enrobage a été soustraite à l’ouverture wXP du PPR de manière à
obtenir l’ouverture wfpz de la FPZ (équation 10.2). Afin d’évaluer ∆w, deux termes ont
été additionnés (équation 10.2) :

— le premier terme, ∆w1, correspond à l’ouverture wXP du PPR à l’instant où la
résistance d’adhésion chimique τadh (i.e. la cohésion apparente c) est atteinte (fi-
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gure 10.11-a). En effet, avant τadh (i.e. avant la rupture en cisaillement du béton
piégé entre les verrous), la contribution du confinement radial apporté par le béton
d’enrobage à l’adhérence a-b est négligeable (§ 10.1.2.1) ;

— le deuxième terme, ∆w2, évalue le déplacement issu de la déformation élastique
du béton d’enrobage en extrapolant la tangente à l’origine de la courbe σ − wfpz
(équation 5.9) jusqu’à σ = 0 (figure 10.11-b). La démonstration permettant d’aboutir
à l’équation 10.2 de ∆w2 est donnée en annexe B.3.

wfpz = wXP −∆w avec ∆w = ∆w1 + ∆w2 et ∆w2 = π dnom
4

fctm
Ecm

(10.2)

Figure 10.12 – État de contrainte à l’interface a-b au cours du glissement.

La figure 10.12 représente, pour les trois bétons étudiés et en amont du pic d’adhé-
rence τmax, l’évolution conjointe au cours du glissement s de la contrainte d’adhérence τ
(équation 5.5) et de la contrainte radiale σ (équation 5.9 utilisée en considérant l’ouverture
wfpz de la FPZ telle qu’exprimée par l’équation 10.2).

Plus particulièrement, la figure 10.12-a illustre, pour l’ensemble des essais d’arrache-
ment, les fuseaux de contrainte radiale σ (en vert) et de contrainte d’adhérence τ (en
orange).
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Cette figure montre que :
— d’une manière générale, la contrainte radiale σ est supérieure à la contrainte d’adhé-

rence τ . Cette observation sous-entend un coefficient de frottement µ de l’interface
a-b inférieur à 1 ;

— les fuseaux de σ et τ semblent suivre la même allure, ce qui laisse entrevoir un
coefficient de frottement µ relativement stable, au moins jusqu’à l’atteinte du pic
d’adhérence τmax.

Comme indiqué sur la figure 10.12-b, il est possible de déterminer, pour une valeur
quelconque de glissement s∗, l’état de contrainte (σ∗, τ∗) agissant à l’interface a-b. Ce
couple (σ∗, τ∗) peut alors être reporté comme un point dans le plan de Mohr (figure
10.13-b) . La figure 10.13 est obtenue en répétant cette opération sur toute la plage de
glissement précédant l’atteinte de τmax. Dans le plan de Mohr, la tendance linéaire de
l’état de contrainte agissant à l’interface a-b (figure 10.13-a, qui rassemble les mesures de
l’ensemble des essais d’arrachement) confirme la stabilité relative évoquée précédemment
à propos du coefficient de frottement µ.

Table 10.3 – Paramètres de frottement.

béton enrobage c ψ µ
(MPa) (µm/mm) (-)

MIN 2,0 (0,1) 33 (14) 0,42 (0,09)
0r-0R MOY 1,5 (0,1) 26 (4) 0,39 (0,04)

MAX 2,0 (-) 21 (-) 0,35 (-)
REF 2,1 (0,5) 4 (2) - (-)
MIN 2,3 (0,2) 37 (9) 0,41 (0,01)

0r-100R MOY 2,1 (0,3) 30 (2) 0,35 (0,06)
MAX 2,2 (0,2) 22 (3) 0,40 (0,07)
REF 1,9 (0,5) 6 (2) - (-)
MIN 1,4 (0,1) 38 (4) 0,41 (< 0,01)

100r-100R MOY 1,6 (0,3) 50 (16) 0,45 (0,06)
MAX 1,9 (0,8) 51 (21) 0,34 (0,02)
REF 1,3 (0,1) 6 (1) - (-)

Le tableau 10.3 donne les coefficients de frottement µ obtenus par régression linéaire
des données montrées par la figure 10.13 jusqu’à une valeur d’environ 80 % de la contrainte
d’adhérence maximale τmax (coefficient de corrélation supérieur à 0,95). Ce tableau montre
que :
— aucune corrélation évidente ne peut être établie entre le coefficient de frottement µ

et l’épaisseur d’enrobage cnom ;
— le coefficient de frottement est, environ et en moyenne, identique pour les trois types

de bétons étudiés (0,39 - 0,39 et 0,40 pour respectivement les bétons 0r-0R, 0r-100R
et 100r-100R, soit un angle de frottement ϕ de 21 à 22°).
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Figure 10.13 – État de contrainte à l’interface a-b dans le plan de Mohr.

Ainsi, sur la base des données expérimentales obtenues dans le cadre du présent travail
et jusqu’à l’atteinte de 80 % de τmax, le coefficient de frottement µ apparaît constant,
proche de 0,40 et indépendant du taux de remplacement des granulats naturels par des
GBR. Étant donnée l’absence de corrélation évidente entre µ et cnom (premier tiret pré-
cédent), µ peut, a priori, être considéré comme une propriété intrinsèque de l’interface a-b.

Ces résultats peuvent être mis en perspective par rapport à d’autres travaux issus de
la littérature.

Premièrement, il a été évoqué au § 10.1.2.1 que la structure interne du béton piégé entre
les verrous se rapproche de celle d’un mortier (i.e. sable et pâte de ciment) [Tixier, 2013].
De ce fait, la rugosité des surfaces de béton cisaillé qui frottent au cours du glissement
résulterait de la formation d’une fissure à travers ce mélange sable/pâte de ciment. Il est
alors intéressant de se référer aux essais de cisaillement réalisés par Moosavi et Bawden
[2003] sur des échantillons cylindriques de 100 mm de diamètre composés de pâte de ciment
(w/c = 0,4 et 0,5 pour respectivement fcm = 50,6 et 40,3 MPa). Ces essais, menés pour des
contraintes normales comprises entre 2 et 50 MPa, ont permis de déterminer un angle de
frottement au pic de résistance de la pâte de ciment compris entre 22,3 et 22,8°. Par ailleurs,
nous avons vu au § 4.4.1.3 que les résultats de Malvar [1992], basés sur des contraintes σ
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et τ uniformisées sur la surface cylindrique enveloppant l’armature, permettent de déduire
un angle de frottement au pic de résistance de l’interface a-b d’environ 17°. Ces angles de
frottement sont comparables à ceux obtenus dans le cadre du présent travail.

D’autre part, les travaux de Hossaini et al. [2014] montrent que la déformabilité (i.e.
souplesse) des aspérités d’une interface contribue à améliorer sa résistance au cisaillement.
Cet effet est attribué à l’augmentation de la surface de contact due à la déformation
des aspérités lors du cisaillement. Or le tableau 9.3 montre que la raideur des bétons
étudiés est d’autant plus faible que la proportion de GBR entrant dans la formulation du
béton est importante. Une compensation résistance/déformabilité des aspérités pourrait
justifier l’indépendance observée du coefficient de frottement µ par rapport au taux de
remplacement des granulats naturels par des GBR.

10.1.6 Taux de dilatance ψ

Table 10.4 – Analyse du taux de dilatance.

béton enrobage ψ ψ × cnom ψ × cnom × Ecm
(µm/mm) (mm) (kN/mm)

MIN 33 (14) 1,39 43,8
0r-0R MOY 26 (4) 1,45 45,7

MAX 21 (-) 1,49 46,7
Σ1 24 % 3 % 3 %
MIN 37 (9) 1,54 41,1

0r-100R MOY 30 (2) 1,73 45,3
MAX 22 (3) 1,57 42,0

Σ2 26 % 6 % 5 %
Σ12 23 % 8 % 5 %
MIN 38 (4) 1,57 29,2

100r-100R MOY 50 (16) 2,84 51,2
MAX 51 (21) 3,69 74,2

Σ3 16 % 40 % 44 %
Σ123 32 % 26 % 42 %

Note : Les lignes Σ sont calculées en rapportant l’écart-type des
données à leur valeur moyenne. Pour Σ1, Σ2, et Σ3, les données
utilisées sont respectivement celles des bétons 0r-0R, 0r-100R et
100r-100R. Pour Σ12 et Σ123, les données utilisées sont respecti-
vement celles de la réunion des bétons 0r-0R et 0r-100R puis de
l’ensemble des bétons.

Le taux de dilatance ψ de l’interface a-b est défini, dans le cadre du présent travail
(équation 5.4), comme le taux d’accroissement de l’ouverture wFPZ de la FPZ au cours
du glissement s de l’armature. Le paramètre ψ peut donc être représenté graphiquement
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comme la pente de la courbe wFPZ − s (figure e 10.14).

Le tableau 10.3 donne les taux de dilatance ψ de l’ensemble des bétons et des types
d’éprouvettes testées. Ils sont obtenus par régression linéaire des données montrées par la
figure 10.14. Les données utilisées pour la régression sont comprises entre 0 et 50 % ou 0
et 90 % de l’ouverture wmax du PPR pour respectivement les ruptures par pull-out ou par
split (coefficient de corrélation supérieur à 0,97). Ce tableau 10.3 montre que :

— ψ est de l’ordre de quelques dizaines de micromètres par millimètre de glissement
(ce qui est cohérent avec l’ordre de grandeur de 20 µm/mm déduit de l’étude de
Ghandehari et al. [1999], § 4.4.1.2 et figure 4.15-c) ;

— ψ tend à augmenter avec le taux de recyclage (environ et en moyenne 27 - 30 et 46
µm/mm pour respectivement les bétons 0r-0R, 0r-100R et 100r-100R). Notons que,
malgré une légère augmentation d’environ 10 %, les valeurs de ψ des bétons 0r-0R
et 0r-100R restent comparables. Par contre, une nette augmentation de ψ d’environ
60 % est observée pour le béton 100r-100R. Cette observation est en accord avec les
résultats du tableau 9.4 relatifs à la formation d’une fissure de flexion. Cela suggère,
en ce qui concerne l’adhérence a-b, un rôle prédominant du sable entrant dans la
composition du béton ;

— pour ce qui est des éprouvettes modifiées et au moins pour les bétons 0r-0R et 0r-
100R, ψ semble corrélé à l’épaisseur d’enrobage. En effet, la valeur de ψ diminue
avec l’augmentation de l’épaisseur d’enrobage.

Compte tenu de cette corrélation avec l’épaisseur d’enrobage, ψ ne peut pas être consi-
déré comme une propriété intrinsèque à l’interface a-b. Le volume de béton d’enrobage
semble, en effet, restreindre la dilatance de l’interface a-b (ce qui paraît cohérent).

Le tableau 10.4 donne le résultat du produit du taux de dilatance par l’épaisseur
d’enrobage. La grandeur résultante ψ × cnom, homogène à une longueur, devient alors
comparable pour les différents enrobages des bétons 0r-0R et 0r-100R (Σ1 et Σ2, tableau
10.4). On s’intéresse ensuite au produit de la précédente longueur par le module d’élasticité
du béton. La grandeur résultante ψ×cnom×Ecm, homogène à une raideur, reste comparable
pour les différents enrobages (Σ1 et Σ2, tableau 10.4) mais devient également comparable
pour les bétons 0r-0R et 0r-100R (Σ12, tableau 10.4).

Pour ce qui est des bétons 0r-0R et 0r-100R, la raideur ψ × cnom × Ecm semble donc
se conserver (44 ± 2 kN/mm). Cette conclusion est très importante puisqu’elle permet, à
partir de deux données facilement accessibles en laboratoire (cnom et Ecm), de déduire le
taux de dilatance ψ de l’interface a-b dont la mesure est relativement complexe. Notons
que la raideur ψ× cnom×Ecm est très certainement corrélée à la résistance mécanique du
béton. L’étude de cette corrélation représente une perspective intéressante à la poursuite
de ce travail sur l’adhérence a-b.

e. On représente sur cette figure l’évolution de l’ouverture wXP du PPR en fonction du glissement. On
rappelle que wfpz est obtenue à partir de wXP par soustraction du déplacement élastique constant ∆w
(équation 10.2). De ce fait, bien que ψ soit défini à partir de l’ouverture wfpz de la FPZ (équation 5.4), la
pente (et donc la valeur de ψ) n’est pas impactée par ce choix de variable. On choisit ici de représenter la
mesure expérimentale brute wXP .
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Figure 10.14 – Ouverture du PPR en fonction du glissement (plage pré-pic/pic).
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Enfin, la figure 10.14 montre que :
— pour les ruptures de type split : la linéarité wXP − s est effective jusqu’à la rupture ;
— pour les ruptures de type pull-out : une rupture de pente est observée à environ 50

% de l’ouverture wmax maximale du PPR.
Cette perte de linéarité (dont l’origine reste à déterminer) semble caractéristique des

ruptures par pull-out (figure 10.14) et pourrait être liée à un endommagement précoce de
l’interface a-b.

10.1.7 Validation de ks,TH
Le tableau 10.5 confronte la mesure expérimentale ks de la raideur tangentielle de

l’interface a-b à sa valeur ks,TH calculée à partir de l’équation 5.13 développée dans le
cadre du présent travail. Ce tableau montre que la valeur ks,TH calculée :
— est en adéquation avec l’ordre de grandeur des mesures expérimentales ;
— tend à suivre les variations des mesures expérimentales (notamment la corrélation

entre ks et l’épaisseur d’enrobage ou encore la raideur tangentielle comparable des
bétons 0r-0R et 100r-100R) ;

— est en capacité de prédire certaines singularités expérimentales (forte diminution de
ks de l’éprouvette 100r-100R MIN) ;

L’équation 5.13, basée sur un nombre limité de paramètres physiques non ajustables,
constitue donc un outil potentiel pour une étude plus approfondie de l’impact de l’adhé-
rence a-b sur la réponse mécanique des éléments en béton armé (déformation, fissura-
tion. . . ).

Table 10.5 – Calcul de la raideur tangentielle.

béton enrobage γcvr ks,TH ks (rappel)
(-) (MPa/mm) (MPa/mm)

MIN 0,95 63,5 47,0 (1,7)
0r-0R MOY 0,97 45,9 44,0 (11)

MAX 0,98 34,1 42,5 (-)
MIN 0,95 58,6 39,8 (7,2)

0r-100R MOY 0,97 41,7 36,7 (6,5)
MAX 0,98 34,9 38,6 (5,6)
MIN 0,95 41,5 26,4 (0,4)

100r-100R MOY 0,97 59,7 46,5 (4,0)
MAX 0,98 52,7 46,0 (11)

10.2 Mesures acoustiques
On présente dans cette section les résultats des mesures acoustiques réalisées conjoin-

tement aux mesures mécaniques précédemment introduites.
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10.2.1 Le temps de vol tvol
On rappelle (§ 8.3.2) qu’une onde acoustique est émise de manière périodique par

le transducteur E1 (figure 8.12) au cours de l’essai d’arrachement. Une partie du signal
acoustique résultant de la propagation et de la diffusion de l’onde émise par E1 est captée
par le récepteur R1 situé en face de l’émetteur E1. L’armature se trouve en travers du
chemin acoustique direct (i.e. la ligne droite) entre E1 et R1 (figure 8.12-b).

Compte tenu de la distance entre E1 et R1 (187 mm, cote A de la figure 8.12-b) et de
la vitesse de propagation du son dans le béton (tableau 9.3), il s’écoule un certain temps,
appelé temps de vol et noté tvol, entre l’émission de l’onde par E1 et la détection de sa
première émergence au niveau de R1 (figure 8.14). On s’intéresse dans cette section à cette
grandeur tvol.

10.2.1.1 Détermination de tvol à partir des données expérimentales

Au cours de l’essai d’arrachement, l’endommagement du béton est à l’origine d’ondes
acoustiques qui se superposent au signal résultant de l’émission de E1. Malgré la réalisation
d’une moyenne à partir d’un grand nombre d’enregistrements successifs (§ 8.3.2), de petites
perturbations du signal subsistent. La faible amplitude de la première émergence du signal
la rend particulièrement sensible à ces perturbations, ce qui limite la précision de la mesure
du temps de vol.

Figure 10.15 – Évolution conjointe type du temps de vol et de celui du premier passage
à 0 au cours d’un essai d’arrachement (éprouvette PO7).

La figure 10.15 illustre l’évolution conjointe type du temps de vol tvol correspondant
à la première émergence et de celui t0−1 (figure 8.14), associé au premier passage à 0 du
signal reçu au cours de l’essai d’arrachement (le déroulement de l’essai d’arrachement est
traduit par l’écoulement du temps en abscisse). Cette figure montre que la mesure de t0−1
(courbe pleine bleue, 10.15) :
— est beaucoup moins bruitée que celle correspondant à tvol, ce qui confirme la sensi-

bilité de la première émergence aux perturbations évoquées précédemment ;
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— suit, tout au long de l’essai d’arrachement, la même allure que tvol (i.e. laps de temps
quasi-constant entre la valeur moyenne glissante de tvol et la valeur de t0−1).

Ainsi, dans le cadre du présent travail, le temps de vol tvol est calculé à partir de t0−1
(i.e. premier passage à 0) en soustrayant à ce dernier le laps de temps t0−1 − tvol mesuré
expérimentalement juste avant l’application de l’effort d’arrachement. On s’affranchit ainsi
des perturbations liées à l’endommagement qui se produisent en cours d’essai.

Le tableau 10.6 permet de comparer, pour une éprouvette type de chaque formulation
de béton étudiée, le laps de temps t0−1 − tvol mesuré avant l’application du chargement
à celui issu d’une moyenne basée sur l’ensemble des laps de temps t0−1 − tvol mesurés au
cours de ce même essai. L’écart relatif maximal entre ces deux valeurs est d’environ 2 %,
ce qui valide la procédure de détermination du temps de vol précédemment introduite.
Les courbes correspondant aux éprouvettes d’arrachement PO13 et PO33 à la base des
données du tableau 10.6 sont données en annexe G.

Table 10.6 – Laps de temps entre le temps de vol et celui du premier passage à 0.

éprouvette béton mesure avant l’essai moyenne sur l’essai écart relatif (%)
PO7 0r-0R 4,15 4,09 (0,94) 1,4
PO13 0r-100R 5,68 5,71 (0,91) 0,5
PO33 100r-100R 4,62 4,72 (0,97) 2,2

La figure 10.16-a montre, pour chaque formulation de béton étudiée, l’évolution type
de la valeur du temps de vol au cours de l’essai d’arrachement. Cette figure montre que :
— le temps nécessaire à l’onde qui suit le parcours le plus rapide entre E1 et R1 est,

selon la quantité de GBR présente dans le béton, de l’ordre de 40 à 50 µs ;
— le temps de vol est d’autant plus long que le taux de remplacement des granulats

naturels par des GBR est important. Cette observation est cohérente avec la diminu-
tion de la vitesse de propagation cP,c des ondes P induite par l’utilisation des GBR
(tableau 9.3) ;

— En termes de variations absolues, le temps de vol semble quasi-constant au cours de
l’essai d’arrachement (variation maximale de l’ordre de 2 % de la valeur moyenne).

La figure 10.16-b est obtenue à partir des mêmes données que celles de la figure
10.16-a mais avec l’axe des ordonnées centré sur la courbe correspondant au béton 0r-
0R (39, 1 µs ≤ tvol ≤ 40, 1 µs). Cette courbe montre des variations relatives significatives
du temps de vol au cours de l’essai d’arrachement, dont l’allure est comparable à celle de
la courbe τ − s (figure 10.3) ou encore à l’évolution de l’ouverture wXP du PPR au cours
du glissement (figure 10.9). La figure 10.16-b illustre également la précision de la mesure
acoustique réalisée dans le cadre du présent travail.

Compte tenu de l’intérêt porté ici à l’endommagement induit par l’arrachement de
l’armature, on s’intéressera par la suite uniquement à la variation du temps de vol ∆tvol
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par rapport à sa valeur initiale, jugée représentative d’un état de référence où l’éprouvette
est considérée comme non endommagée.

a)   b)  

Figure 10.16 – Variation type du temps de vol au cours de l’essai d’arrachement : a)
pleine échelle, b) échelle zoomée.

10.2.1.2 Corrélations entre ∆tvol et les mesures mécaniques

À travers les essais d’arrachement réalisés sur les éprouvettes modifiées MIN, MOY
ou MAX, nous avons vu au § 10.1.3 que la contrainte d’adhérence τmax est atteinte avant
l’ouverture wmax maximale du PPR. Toujours concernant ces éprouvettes modifiées, la
figure 10.17 montre l’évolution conjointe type au cours d’un essai d’arrachement de (i)
la contrainte d’adhérence τ normalisée par rapport à τmax ; (ii) l’ouverture wXP du PPR
normalisée par rapport à wmax ; (iii) la variation du temps de vol ∆tvol.

Figure 10.17 – Corrélation entre les pics d’ouverture du PPR et de variation du temps
de vol.
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Cette figure montre que le pic de variation du temps de vol est atteint pour le même
niveau de glissement s(wmax) que celui correspondant au pic de l’ouverture du PPR. Ce
résultat est cohérent compte tenu de la direction transversale à laquelle appartiennent ces
deux mesures. Notons par ailleurs que cette corrélation entre les pics de wXP et ∆tvol
constitue un élément supplémentaire supportant l’absence de corrélation entre la mesure
de l’ouverture wXP du PPR et un effet parasite lié à la déformation du bâti sous l’effet
de l’effort d’arrachement (§ 8.1.2).

La figure 10.18 montre, pour deux éprouvettes modifiées identiques (épaisseur d’enro-
bage et type de béton) l’évolution conjointe au cours de l’essai d’arrachement de l’ouverture
wXP du PPR et de la variation du temps de vol ∆tvol (données non normalisées). Cette
figure montre une corrélation entre l’ouverture wmax maximale du PPR et la variation
maximale du temps de vol ∆tmax. En effet, ∆tmax est d’autant plus grande que wmax est
importante.

Figure 10.18 – Corrélation entre l’ouverture du PPR et la variation du temps de vol.

10.2.1.3 Influence du mode de rupture de l’éprouvette

Il a été confirmé tout au long du § 10.1 que le confinement excessif des éprouvettes
REF perturbe de manière non négligeable le phénomène d’adhérence a-b en restreignant
le développement de l’endommagement à travers l’enrobage (figures 10.5 et 10.14). De ce
fait, pour ce qui est des résultats de la présente étude, trois catégories de ruine peuvent
être distinguées :
— pull-out (i.e. rupture ductile par ruine de l’interface a-b) des éprouvettes REF de

référence ;
— pull-out des éprouvettes MIN, MOY et MAX modifiées ;
— split (i.e. rupture quasi-fragile par scission du béton d’enrobage) des éprouvettes

modifiées.
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La figure 10.19 illustre la variation type du temps de vol mesurée au cours d’un essai
d’arrachement relative à chacune de ces catégories. Cette figure montre que :

— entre 0 et environ 200 s, une variation rapide (i.e. un « saut ») de ∆tvol est observée
(point A, figure 10.19) ;

— jusqu’à environ 700 s, ∆tvol évolue de manière comparable peu importe la catégorie
de l’éprouvette ;

— au-delà d’environ 700 s, trois types d’évolutions peuvent être distingués selon la
catégorie de l’éprouvette.

Figure 10.19 – Variations types du temps de vol selon la catégorie d’éprouvette
d’arrachement.

Les trois types d’évolutions évoquées précédemment sont les suivantes :

1. pour les éprouvettes REF ruinées par pull-out (pull-out REF, figure 10.19) : on
observe l’atteinte d’un pic de ∆tvol (point B, figure 10.19), corrélée à l’atteinte de
l’ouverture wmax maximale du PPR (§ 10.2.1.2 et figure 10.17). Elle est suivie d’une
diminution de ∆tvol, également corrélée à la diminution de l’ouverture wXP du PPR ;

2. pour les éprouvettes MIN, MOY ou MAX ruinées par pull-out (pull-out WIN, figure
10.19) : l’évolution observée est comparable à celles des éprouvettes REF précédentes
mais avec des valeurs de ∆tvol au pic (point C, figure 10.19) et post-pic amplifiées
d’un facteur proche de 2.

3. pour les éprouvettes MIN, MOY ou MAX ruinées par split (splitting WIN, figure
10.19) : on observe une augmentation des valeurs de ∆tvol au-delà du point C et
jusqu’à la rupture. Notons que l’augmentation de ∆tvol est d’autant plus rapide que
l’on s’approche de la rupture par scission (écart croissant entre les points de mesure
successifs, figure 10.19).
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10.2.1.4 Interprétation des variations du temps de vol

Sources de perturbation de tvol - Les variations du temps de vol introduites précé-
demment peuvent indiquer des changements de la structure interne de l’éprouvette d’ar-
rachement. Or, nous avons vu au § 2.1.1.3 que le temps de vol correspond à l’onde qui
suit le chemin acoustique le plus rapide entre l’émetteur et le récepteur (qui, pour rappel,
n’est pas nécessairement le plus court). De ce fait, et compte tenu du lien physique vitesse
- distance - temps, toute variation du temps de vol ∆tvol peut être justifiée par une mo-
dification de la distance parcourue par l’onde, de sa vitesse moyenne le long du parcours,
ou bien des deux à la fois.

Figure 10.20 – Sources potentielles de variations du temps de vol : a) état de référence,
b) effet des hétérogénéités, c) effet de la fissuration.

Dans le cadre du présent travail, deux sources potentielles de perturbation du temps
de vol sont exploitées (figure 10.20) :

1. la présence d’hétérogénéités : Au sein d’un milieu homogène A, le chemin acous-
tique le plus rapide entre un émetteur et un récepteur est confondu avec le chemin
acoustique le plus court (figure 10.20-a). Maintenant, si on intègre dans ce milieu
A une inclusion B telle que la vitesse de propagation du son dans B est supérieure
à celle dans A, alors le chemin acoustique 2 passant partiellement par B peut être,
malgré une distance plus longue, plus rapide que le chemin direct passant exclu-
sivement par A (figure 10.20-b). Ainsi, dans un matériau hétérogène et composite
comme le béton armé, l’endommagement des interfaces entre les différents consti-
tuants (granulat-pâte de ciment, armature-béton) peut conduire à un changement
du chemin acoustique le plus rapide, et donc à une variation du temps de vol ;

2. la propagation de fissures : Considérons à nouveau la situation de référence de la
figure 10.20-a. Nous avons vu au § 2.1.1.4 que, étant donné l’écart d’impédance
acoustique entre l’air et le béton, la fissuration peut provoquer une réflexion totale
des ondes acoustiques incidentes. Ainsi, le développement d’une fissure, s’il « coupe »
le chemin acoustique le plus rapide (figure 10.20-c), modifie la longueur de ce dernier
en déviant sa trajectoire ; ce qui peut également conduire à une variation du temps
de vol.
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État acoustique de référence - En accord avec les éléments qui précédent, l’identi-
fication des mécanismes d’endommagement à partir des variations ∆tvol du temps de vol
mesurées au cours de l’essai d’arrachement (figure 10.19) nécessite de se référer à un état
initial, dit de référence, où le chemin acoustique le plus rapide est connu.

Pour l’essai d’arrachement développé ici, il est essentiel de tenir compte : (i) de la
position et de la largeur des transducteurs E1 et R1 (figure 8.12) ; (ii) de l’orientation de
l’armature par rapport à l’axe des transducteurs ultrasonores (figure 8.12-b) ; (iii) de la
géométrie des verrous de l’armature (figure 9.9).

Sur cette base et compte tenu de l’effet des hétérogénéités (figure 10.20-b), le chemin
acoustique le plus rapide correspond vraisemblablement au trajet rectiligne entre E1 et R1
passant par l’axe de la section de l’armature (figure 10.21-a). En effet, la vitesse du son cP,s
dans l’acier étant supérieure à celle cP,c dans le béton (tableaux 9.5 et 9.3, respectivement),
le chemin acoustique le plus rapide est, en théorie, celui qui maximise la distance parcourue
dans l’acier.

Figure 10.21 – État acoustique de référence de l’essai d’arrachement : a) coupe
transversale, b) coupe longitudinale.
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Étant donnée la présence des verrous, il est nécessaire de compléter ce raisonnement
mené sur une coupe transversale de l’éprouvette d’arrachement (figure 10.21-a) par une
analyse basée sur une coupe verticale passant par le chemin acoustique le plus rapide pré-
cédemment identifié (figure 10.21-b). Cette figure 10.21-b à la géométrie idéalisée met en
évidence que, parmi tous les chemins acoustiques passant par l’axe de l’armature (dont
P1 et P2 font partie, figure 10.21-b), c’est P1 qui emprunte le chemin le plus rapide. En
effet, en passant par les sommets des verrous (dmax = 12, 9 mm, figure 9.9) plutôt que par
le noyau de l’armature (dmin = 11, 3 mm, figure 9.9), P1 maximise la distance parcourue
dans l’acier.

Le temps de vol tvol,P1 théorique correspondant à cet état de référence (i.e. chemin
acoustique P1) est donné par l’équation 10.3. Le tableau 10.8 compare, pour chaque gâ-
chée, cette valeur théorique, calculée à partir des mesures réalisées sur les échantillons de
matériaux (tableaux 9.3 et 9.5), à la mesure expérimentale réalisée sur les éprouvettes d’ar-
rachement. Cette comparaison (écart relatif moyen de 1,6 ± 1,0 %) montre que le chemin
acoustique de référence P1 défini à partir du raisonnement qui précède est en adéquation
avec les mesures expérimentales.

tvol,P1 = dE1−R1
cP,c

− dmax
cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(10.3)

Table 10.7 – État acoustique de référence de l’essai d’arrachement.

béton gâchée tvol,P1 (XP) tvol,P1 (TH) écart relatif
(µs) (µs) (%)

1 39,4 (-) 39,6 0,6
0r-0R 2 39,0 (0,4) 39,7 1,9

3 39,9 (0,9) 40,1 0,4
4 43,9 (0,7) 43,3 1,4

0r-100R 5 44,1 (0,6) 43,9 0,5
6 44,3 (0,3) 43,1 2,9
7 46,7 (0,3) 45,3 3,1

100r-100R 8 47,3 (0,7) 46,5 1,8
9 47,4 (0,3) 46,3 2,3

Scénarios d’endommagement - De manière analogue à l’approche illustrée par la
figure 10.20, on conjecture, à partir de cet état acoustique de référence, différents scéna-
rios d’endommagement susceptibles de perturber le temps de vol. On s’intéresse dans un
premier temps aux deux scénarios qui suivent :
— le scénario 1 (figure 10.22-a) correspond à l’occurrence du mécanisme local de rup-

ture 3 (i.e. cisaillement du béton piégé entre les verrous, figure 4.4-c) et à l’hypothèse
fondamentale de la modélisation physique de l’adhérence a-b développée au chapitre
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5. Pour rappel, cette hypothèse attribue l’adhérence a-b à l’enchevêtrement méca-
nique des aspérités présentes au niveau des zones de contact béton-béton le long de
la surface cylindrique de rupture enveloppant l’armature (figure 5.4-c). On s’appuie
alors sur l’effet de la fissuration introduit précédemment et sur la dilatance de l’in-
terface a-b caractérisée expérimentalement au § 10.1.6 (figure 10.14 et tableau 10.4).
Sur cette base, on émet l’hypothèse que le chemin acoustique P1 de référence est ré-
fléchi par la discontinuité qui se forme à l’interface a-b et le décollement induit par sa
dilatance (figure 10.22-a). Du fait de l’enchevêtrement mécanique béton-béton, qui
implique l’existence de points de contact entre les parois de la surface cylindrique
de rupture, on suppose que P2 n’est pas impacté et devient de ce fait le chemin
acoustique le plus rapide.

— le scénario 2 (figure 10.22-b) considère comme chemin acoustique le plus rapide le
trajet direct P3 passant exclusivement par le béton (i.e. sans bénéficier de la vitesse
du son plus élevée de l’acier de l’armature). Une telle situation pourrait être jus-
tifiée par un endommagement de l’interface a-b, qui au-delà d’un certain degré, ne
permettrait plus à l’onde acoustique de traverser la surface de rupture cylindrique
enveloppant l’armature. Par exemple, la figure 10.13 montre que σ, évaluée à par-
tir de la mesure expérimentale de wXP (figure 10.9), l’estimation de ∆w (§ 10.1.5
et tableau 10.2) et l’équation 5.9, atteint des valeurs de l’ordre de la résistance en
compression fcm des bétons étudiés (tableau 9.3). De plus, on rappelle que dans le
cadre de l’analogie hydraulique (§ 4.3.3), la répartition de σ est supposée uniforme
autour de la section de l’armature. Or nous avons vu au chapitre 6 que cette répar-
tition pourrait suivre un profil sinusoïdal dont la valeur maximale serait confondue
avec le sommet de chaque verrou. Ainsi, il est probable que l’état de contrainte
au voisinage de l’armature dépasse localement la résistance en compression du bé-
ton. L’endommagement résultant pourrait vraisemblablement agir comme un écran
(figure 10.22-b), conduisant P3 à devenir le chemin acoustique le plus rapide.

Figure 10.22 – Mécanismes idéalisés d’endommagement à l’interface a-b : a) scénario 1,
b) scénario 2.
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Les temps de vol tvol,P2 et tvol,P3 correspondant respectivement aux scénarios 1 et 2
sont donnés par les équations 10.4 et 10.5

tvol,P2 = dE1−R1
cP,c

− dmin
cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(10.4)

tvol,P3 = dE1−R1
cP,c

(10.5)

On déduit des équations 10.3, 10.4 et 10.5 et par rapport à l’état acoustique de ré-
férence, les variations théoriques ∆tP1−P2 et ∆tP1−P3 du temps de vol (équations 10.6
et 10.7) qui correspondent respectivement aux scénarios d’endommagement 1 et 2. Le ta-
bleau 10.8 donne, pour les trois bétons étudiés, les résultats de l’application numérique
des équations 10.6 et 10.7 à partir des propriétés des matériaux (tableaux 9.3 et 9.5 et
figure 9.9).

∆tP1−P2 = (dmax − dmin) cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(10.6)

∆tP1−P3 = dmax
cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(10.7)

Table 10.8 – Variations calculées du temps de vol relatives aux scénarios
d’endommagement 1 et 2.

béton ∆tP1−P2 ∆tP1−P3
(ns) (µs)

0r-0R 59 0,476
0r-100R 92 0,744

100r-100R 117 0,940

Interprétation de ∆tA - La figure 10.23 représente, au voisinage du point A (figure
10.19), l’évolution conjointe type du glissement s de l’armature et de la variation ∆tvol du
temps de vol. Elle montre que :
— en l’absence de déplacement relatif entre l’armature et le béton (i.e. s ' 0), aucune

variation du temps de vol n’est observée. Cette observation est cohérente avec les
conclusions tirées au § 10.1.2.1 (mesures mécaniques) qui attribuent à cette phase la
déformation élastique en cisaillement du béton piégé entre les verrous ;

— la variation du temps de vol s’amorce dès le but de la phase d’évolution non linéaire
du glissement (i.e. à partir d’environ 90 s, figure 10.23). À nouveau, on note une
cohérence avec les conclusions du § 10.1.2.1 qui attribuent à cette phase l’endomma-
gement du béton piégé entre les verrous suite à sa déformation en cisaillement ;
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— en aval du point A (i.e. juste après la rupture en cisaillement du béton piégé entre
les verrous), l’évolution de la variation du temps de vol est marquée par un fort
ralentissement se traduisant par une rupture de pente. Cette stabilisation relative
de ∆tvol est à l’origine du « saut » de temps de vol, noté ∆tA, observé sur la figure
10.19 ;

— l’ordre de grandeur du saut de temps de vol ∆tA (moins d’une centaine de nanose-
condes, figure 10.23) est comparable aux valeurs calculées ∆tP1−P2 (tableau 10.8)
relatives au scénario 1 d’endommagement.

Table 10.9 – Identification expérimentale du cisaillement du béton piégé entre les
verrous.

béton ∆tA ∆tP1−P2 (rappel) écart relatif
(ns) (ns) (%)

0r-0R 75 (18) 59 28
0r-100R 121 (27) 92 32

100r-100R 103 (29) 117 12

Figure 10.23 – Corrélation entre l’amorçage du glissement et la variation du temps de
vol.

Le tableau 10.9 compare la mesure expérimentale ∆tA du saut de temps de vol cor-
respondant au point A (figures 10.19 et 10.23) à la variation théorique du temps de vol
∆tP1−P2 associée au scénario 1 d’endommagement (figure 10.22-a). Ce tableau montre
que :
— l’écart relatif modéré entre la théorie et l’expérience (compte tenu du caractère idéa-

lisé du modèle théorique et de l’ordre de grandeur nanométrique de la variation
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mesurée), semble confirmer l’hypothèse fondamentale de la modélisation physique
de l’adhérence a-b développée au chapitre 5 et illustrée par la figure 5.4-c ;

— pour ce qui est des bétons 0r-0R et 0r-100R, une tendance croissante de la variation
du temps de vol est prédite par la théorie en fonction de l’augmentation du taux
de remplacement des granulats naturels par des GBR (∆tP1−P2 = 59 et 92 ns pour
respectivement les bétons 0r-0R et 0r-100R). Cette prédiction est confirmée par
l’expérience (∆tA = 75 et 121 ns pour ces mêmes bétons) ;

— la tendance évoquée au point précédent, sans remettre en cause l’affirmation formulée
au premier point, n’est pas vérifiée pour le béton 100r-100R incluant du sable recyclé
(∆tA diminue à 103 ns au lieu d’augmenter vers la valeur théorique de 117 ns). Ce
résultat pourrait être attribué à la déformabilité plus importante [Hossaini et al.,
2014] du béton 100r-100R (tableau 9.3) et suggère une sensibilité particulière du
mécanisme d’adhérence a-b au sable entrant dans la formulation du béton. Notons
que cette sensibilité est cohérente avec le modèle de l’adhérence a-b proposé dans le
cadre du présent travail. En effet, nous avons vu au § 10.1.2.1 que, pour des raisons
liées à la géométrie des verrous, la structure interne du béton piégé entre ces derniers
est proche de celle d’un mortier (i.e. sable et pâte de ciment). Or, dans le modèle
proposé ici, l’adhérence a-b est justement attribuée au frottement entre les lèvres
d’une fissure formée à travers ce mortier piégé entre les verrous (figure 5.4-c).

Interprétation de ∆tB - On rappelle (début de ce § 10.2.1.4) que le point B (figure
10.19) se réfère aux éprouvettes de type REF (i.e. confinement « excessif ») et que le pic
de ∆tvol est corrélé à l’atteinte de l’ouverture wmax maximale du PPR (§ 10.2.1.2). La
figure 10.24 représente, pour tous les bétons étudiés, la variation ∆tvol du temps de vol
au cours de l’essai d’arrachement pratiqué sur les éprouvettes de type REF.

Le tableau 10.10 donne, pour l’ensemble des éprouvettes testées, les variations ∆tmax
et ∆tres (figure 10.24-a) de temps de vol correspondant respectivement à l’ouverture wmax
maximale et l’ouverture wres résiduelle du PPR. Ce tableau montre que :
— pour tous les bétons étudiés, la variation ∆tmax maximale du temps de vol reste

inférieure à la variation théorique du temps de vol ∆tP1−P3 (tableau 10.8) corres-
pondant au scénario 2 d’endommagement (figure 10.22-b). Cette observation suggère
que, pour les éprouvettes de type REF, l’endommagement du béton au voisinage
de l’armature n’atteint pas un degré suffisant pour empêcher le passage des ondes
acoustiques par la section de l’armature. Ce résultat pourrait être lié à l’intensité
de contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b des éprouvettes REF qui, en accord
avec les résultats des tableaux 10.1 et 10.2 et les conclusions du § 10.1, serait moins
élevée que dans le cas des éprouvettes modifiées MIN, MOY ou MAX ;

— l’écart entre ∆tmax et ∆tP1−P3 (i.e. occurrence du scénario 2) est d’autant plus
important que le taux de remplacement des granulats naturels par des GBR est
élevé (20 - 44 et 74 % pour respectivement les bétons 0r-0R, 0r-100R et 100r-100R).
Cette observation peut également être justifiée par la diminution de la contrainte
radiale σ agissant à l’interface a-b évoquée au point précédent. En effet, l’intensité
de σ est corrélée à la quantité de GBR présente dans le béton à travers ses propriétés
mécaniques fctm et Ecm qui interviennent dans les équations 5.8 et 5.9 ;
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— pour les bétons 0r-0R et 0r-100R, une diminution de la variation du temps de vol
(∆tres < ∆tmax) est observée au-delà de l’atteinte de l’ouverture wmax maximale du
PPR (i.e. à environ 700 s du début de l’essai d’arrachement, figure 10.24). Les ratios
wmax−wres

wmax
et ∆tmax−∆tres

∆tmax
calculés dans le tableau 10.10 permettent de comparer le

retour élastique du PPR au « retour élastique acoustique ». Ces ratios montrent que
le retour élastique du PPR est, pour ce qui est des éprouvettes REF, quasi-total (de
l’ordre de 80 à 100 %). Or le retour élastique acoustique de ces mêmes éprouvettes
n’est que de 20 à 30 %. Cette observation semble confirmer que la mesure acoustique
associée aux éprouvettes REF (figure 10.24) concerne exclusivement l’endommage-
ment du voisinage de l’armature et non pas l’ouverture du PPR ;

— pour le béton 100r-100R entièrement recyclé, une augmentation de la variation du
temps de vol (∆tres > ∆tmax) est observée au-delà de l’atteinte de l’ouverture wmax
maximale du PPR (i.e. à environ 700 s du début de l’essai d’arrachement, figure
10.24). En ce qui concerne les mesures acoustiques, le comportement singulier du
béton 100r-100R, mis en évidence (tableau 10.9) dans l’interprétation de la varia-
tion ∆tA du temps de vol relative au point A (figure 10.19), semble se confirmer.

Figure 10.24 – Variation du temps de vol au cours de l’essai d’arrachement pour les
éprouvettes de type REF.
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Table 10.10 – Analyse comparative mécanique/acoustique du retour élastique du PPR.

béton enrobage ∆tmax ∆tres ∆tmax−∆tres
∆tmax

wmax−wres
wmax

(µs) (µs) (%) (%)
MIN - (-) - (-) - (-) - (-)

0r-0R MOY 0,88 (-) 0,62 (-) 30 (-) 44 (-)
MAX - (-) - (-) - (-) - (-)
REF 0,38 (0,04) 0,27 (0,05) 28 (10) 96 (7)
MIN - (-) - (-) - (-) - (-)

0r-100R MOY - (-) - (-) - (-) - (-)
MAX 1,10 (0,29) 0,78 (0,20) 29 (1) 57 (10)
REF 0,42 (0,02) 0,34 (0,06) 20 (13) 83 (17)
MIN 0,27 (0,05) 0,24 (0,04) 11 (1) 79 (2)

100r-100R MOY - (-) - (-) - (-) - (-)
MAX 0,30 (0,14) 0,29 (0,14) 3 (1) 65 (8)
REF 0,24 (0,08) 0,30 (0,04) 0 ou -100 111 (29)

En ce qui concerne l’armature étudiée dans le cadre du présent travail (figure 9.9), nous
avons vu au § 4.3 et au chapitre 6 que la contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b n’est
pas répartie uniformément le long du périmètre de l’armature mais varie suivant un pro-
fil périodique (théoriquement sinusoïdal, § 6.2) corrélé à la géométrie des verrous (figure
6.10). On peut alors supposer que, dans le cadre du scénario 2 d’endommagement (figure
10.22-b) et toujours suivant une approche idéalisée, la dégradation du béton s’amorce au
niveau du sommet des verrous et se développe de part et d’autre de ces sommets (variable
r, figure 10.25-a) jusqu’à faire le tour du périmètre de l’armature.

Figure 10.25 – Progression idéalisée de l’endommagement autour de l’armature : a)
modélisation, b) application pour le béton 0r-0R.

Notons que ce processus décrit la transition entre les chemins acoustiques P2 et P3
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(figure 10.22) qui correspondent respectivement aux points A et B de la figure 10.19.
L’équation 10.8, démontrée en annexe H.1, exprime la variation théorique du temps de
vol ∆tP2−P (r) associée à cette progression idéalisée de l’endommagement. La courbe cor-
respondant à cette équation est représentée par la figure 10.25-b. Son allure parabolique
semble corrélée avec l’évolution de ∆tvol entre les points A et B (figure 10.19) qui cor-
respondent respectivement aux trajets acoustiques idéalisés P2 et P3. Cette corrélation
supporte la validité des scénarios d’endommagement postulés.

∆tP2−P (r) =
(
dmin −

√
d2
min − 4 r2

)
cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(10.8)

Figure 10.26 – Variation du temps de vol au cours de l’essai d’arrachement pour les
éprouvettes modifiées MIN, MOY ou MAX (rupture par pull-out).

Interprétation de ∆tC - On rappelle (début de ce § 10.2.1.4) que le point C (figure
10.19) se réfère aux éprouvettes modifiées MIN, MOY ou MAX ayant suivi une rupture par
pull-out. Comme pour les éprouvettes de type REF, le pic de ∆tvol est corrélé à l’atteinte
de l’ouverture wmax maximale du PPR (§ 10.2.1.2). La figure 10.26 représente, pour tous
les bétons étudiés, (i) la variation expérimentale ∆tvol du temps de vol au cours de l’essai
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d’arrachement pratiqué sur les éprouvettes modifiées ; (ii) la variation théorique ∆tP1−P3
du temps de vol (tableau 10.8) correspondant au scénario 2 d’endommagement (figure
10.22-b). À partir de cette figure, on développe ci-dessous deux observations majeures.

Premièrement, pour les bétons 0r-0R et 0r-100R et malgré un type de ruine simi-
laire aux éprouvettes REF (pull-out), les variations du temps de vol mesurées avec les
éprouvettes modifiées sont supérieures à la variation théorique du temps de vol ∆tP1−P3
(tableau 10.8) correspondant au scénario 2 d’endommagement (figure 10.22-b). Cette ob-
servation sous-entend que l’endommagement associé au scénario 2 ne suffit pas à justifier
la variation de temps de vol mesurée.

Dans le but d’interpréter ces mesures, un troisième scénario idéalisé (scénario 3) peut
être postulé. On exploite pour cela les éléments relatifs à la ruine en traction du béton
introduits au chapitre 3 et les mesures mécaniques interprétées au § 10.1.3. Ces éléments
permettent vraisemblablement d’associer l’ouverture wXP du PPR à la germination des
défauts et la microfissuration diffuse du béton tendu (repères A-B et B-C, figure 3.6). Sur
cette base, on peut supposer qu’à partir d’un certain degré d’endommagement en traction
(i.e. densité critique de microfissuration diffuse) les ondes acoustiques sont réfléchies au
niveau du PPR, ce qui modifie le chemin acoustique le plus rapide (P4, figure 10.27-a), et
produit donc une variation du temps de vol plus importante que celle ∆tP1−P3 associée
au scénario 2.

De manière analogue aux scénarios d’endommagement 1 et 2, on s’appuie sur le cadre
idéalisé du scénario 3 pour exprimer la variation ∆tP3−P4 théorique du temps de vol qui
lui est associée. Notons que dans le cas particulier du scénario 3, ∆tP3−P4 est fonction
de la progression r∗cr du front de densité critique de microfissuration (figure 10.27-a).
Ainsi, la valeur de r∗cr peut être déterminée (équation 10.9) à partir de la mesure de ∆tvol
(figure 10.26), de la valeur calculée de ∆tP1−P3 (tableau 10.8) et des caractéristiques de
l’éprouvette d’arrachement (tableau 9.3 et figure 10.21).

Figure 10.27 – Mécanismes idéalisés d’endommagement à l’interface a-b (suite) : a)
scénario 3, b) interprétation pour le béton 100r-100R.
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L’application de l’équation 10.9 pour les trois éprouvettes ayant dépassé le seuil ∆tP1−P3
(figures 10.26-b et 10.26-c) aboutit à des valeurs r∗cr au pic ∆tmax de variation du temps de
vol comprises entre 8 et 15 mm, ce qui n’entre en contradiction avec aucune des conclusions
du présent travail.

r∗cr =

√
c2
P,c ∆t2P3−P4 + 2 dE1−R1 cP,c ∆tP3−P4

2 (10.9)

Deuxièmement, pour le béton 100r-100R, la figure 10.26-d montre que le pic ∆tmax de
variation du temps de vol n’atteint pas le seuil ∆tP1−P3 correspondant à l’occurrence du
scénario 2 d’endommagement. Or, pour ce qui est des résultats mécaniques, une ouverture
wmax maximale du PPR pourtant supérieure à celles des bétons 0r-0R et 0r-100R est
mesurée (tableau 10.2).

Cette observation pourrait être justifiée par la contrainte radiale σ moins élevée agis-
sant à l’interface a-b dans le cas du béton 100r-100R (§ « interprétation de ∆tB », page
208). Il est en effet possible que, du fait de cette contrainte radiale σ moins élevée, l’endom-
magement du contour de l’armature ne soit que partiel (figure 10.27-b). Ainsi, le chemin
acoustique le plus rapide (dans ce cas, un chemin intermédiaire entre P2 et P3) passe par
une corde du noyau de l’armature et ne permet donc pas de suivre la progression de la
densité de microfissuration critique (dont le chemin acoustique associé P4 est plus long,
figure 10.27-b).

Cette hypothèse vis-à-vis du chemin acoustique particulier suivi dans le cas du béton
100r-100R est supportée par les données du tableau 3 qui montrent que :
— pour les bétons 0r-0R et 0r-100R, un retour élastique acoustique de l’ordre de 30

% est observé. Notons que, compte tenu du raisonnement précédent, ce retour élas-
tique acoustique peut être interprété comme un recul partiel de point de densité
critique de microfissuration (i.e. diminution de r∗cr, figure 10.27-a). Ce recul de r∗cr,
bien qu’inférieur, est corrélé au retour élastique du PPR caractérisé par les mesures
mécaniques (44 et 57 % pour respectivement les bétons 0r-0R et 0r-100R) ;

— pour le béton 100r-100R, un retour élastique acoustique de seulement 3 à 11 % est
observé. Or, en accord avec les mesures mécaniques, le retour élastique du PPR le
plus élevé est justement celui associé au béton 100r-100R (65 à 79 %). Cette observa-
tion appuie l’idée précédemment évoquée que, pour le béton 100r-100R, la variation
du temps de vol mesurée n’est pas associée à la progression de l’endommagement le
long du PPR (figure 10.27-b).

Pour conclure ce paragraphe dédié à l’interprétation de la variation du temps de vol,
la figure 10.28 représente, pour tous les bétons étudiés, l’évolution de ∆tvol au cours de
l’essai d’arrachement pratiqué sur les éprouvettes modifiées ayant suivi une rupture par
split. Cette figure montre que :
— pour les bétons 0r-0R et 0r-100R, au-delà de ∆tP1−P3 (i.e. scénario 2 d’endomma-

gement, figure 10.22-b), l’espacement des points de mesure tend à augmenter. Or,
compte tenu de la fréquence d’acquisition régulière de ces points (toutes les 5 s, §
8.3.2), toute variation de leur espacement peut indiquer un changement de vitesse
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du mécanisme d’endommagement suivi. Cette observation pourrait indiquer la tran-
sition entre, d’une part, le suivi de la progression de l’endommagement autour de la
section de l’armature (i.e. portion parabolique de l’évolution de ∆tvol, figure 10.25)
et, d’autre part, le suivi de la progression de la densité critique de microfissuration
le long du PPR (i.e. scénario 3 d’endommagement, figure 10.27) ;

— pour le béton 100r-100R, peu de points sont mesurés au-delà de ∆tP1−P3. Cette
observation supporte le fait que, pour le béton 100r-100R, un chemin acoustique
P(r) (figure 10.25-a) intermédiaire entre P2 et P3 (figure 10.22) subsiste ; empêchant
ainsi le suivi du chemin acoustique P4 (figure 10.27-b), moins rapide, associé à la
progression de la densité critique de microfissuration le long du PPR.

Figure 10.28 – Variation du temps de vol au cours de l’essai d’arrachement pour les
éprouvettes modifiées MIN, MOY ou MAX (rupture par split).

10.2.2 L’énergie associée aux craquements EEA
On rappelle (§ 8.3.2) que « l’énergie des craquements » EEA est calculée à partir de

l’intégrale du carré de l’amplitude de chaque signal (électrique) enregistré, auquel on a
soustrait la composante continue EE1 due à l’émission, par le transducteur E1, du signal
acoustique contrôlé (figure 8.15).
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Figure 10.29 – Suivi des craquements au cours de l’essai d’arrachement.

Le terme « énergie » est ici utilisé par abus de langage mais également par commodité.
En effet :
— le carré d’une tension électrique est proportionnel à une puissance électrique (P =

U2

R ). L’intégrale du carré de l’amplitude de chaque signal enregistré EEA est donc
seulement proportionnelle à une énergie électrique (car l’impédance R associée n’est
pas connue) ;

— l’énergie acoustique ne constitue qu’une fraction du bilan énergétique (retour élas-
tique partiel, production de chaleur. . . ) relatif à un craquement. Or la part d’énergie
acoustique peut, selon la nature du craquement, ne pas être constante ;

— le signal électrique enregistré constitue un échantillon de l’énergie acoustique totale
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libérée par les craquements.
Ainsi, l’énergie EEA peut être considérée comme statistiquement représentative de

l’activité acoustique globale spontanée de l’éprouvette, corrélée à l’énergie libérée par les
craquements.

La figure 10.29 montre, pour tous les bétons étudiés, une représentation conjointe type
de la contrainte d’adhérence τ et de l’énergie EEA au cours de l’essai d’arrachement.
La colonne de gauche représente les craquements isolés, celle de droite les craquements
cumulés. Cette figure montre que :
— d’une manière globale et vis-à-vis des craquements, les trois bétons étudiés semblent

suivre un comportement comparable ;
— les craquements s’amorcent principalement à l’atteinte du pic de contrainte d’adhé-

rence τmax. Cette observation supporte le caractère constant du coefficient de frot-
tement µ (figure 10.13) identifié via les mesures mécaniques pour ce qui est de la
phase de montée en résistance de l’adhérence a-b ;

— les craquements majeurs se produisent essentiellement pendant la phase adoucissante
du comportement τ − s (i.e. après τmax et jusqu’à l’atteinte du plateau). Cette
observation suggère que l’essentiel de l’endommagement des aspérités du contact
béton-béton se produit pendant cette phase adoucissante ;

— le long du plateau de contrainte d’adhérence, l’activité acoustique tend à être stable
(i.e. évolution linéaire des craquements cumulés). Ainsi, ce plateau peut vraisem-
blablement être associé à l’usure et la réorganisation des grains de béton créés par
l’endommagement du contact béton-béton.

Figure 10.30 – Corrélation entre les craquements et la géométrie du marquage de
l’armature.

Du fait de l’épaisseur erib des verrous (figure 10.30-a), les zones rugueuses de contact
béton-béton, qui selon le modèle proposé ici assurent l’adhérence a-b, sont séparées par des
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zones moins rugueuses de contact acier-béton. La figure 10.30-b montre, pour l’éprouvette
PO7 (0r-0R, MOY), que l’évolution des craquements de plus forte énergie est corrélée aux
recouvrements de ces zones de contact béton-béton au cours du glissement de l’armature.

En effet, suivant la figure 10.30-a et la géométrie de l’armature HA12 utilisée (figure
9.9) :
— pour le motif régulier (REG), ces recouvrements se produisent théoriquement pour

des glissements s égaux à erib, erib + ereg, erib + 2 ereg. . . soit pour s ' 2 - 9 et 16
mm ;

— pour le motif alterné (ALT), ces recouvrements se produisent théoriquement pour
des glissements s égaux à erib, erib + ealt,1, erib + ealt,2. . . soit pour s ' 2 - 6 et 12
mm ;

Par ailleurs, la tendance décroissante de l’amplitude des craquements de plus forte
énergie confirme l’endommagement progressif précédemment évoqué du contact béton-
béton au cours du glissement. Soulignons cependant que la figure 10.30-b à l’origine de
ces observations concerne une seule éprouvette de béton 0r-0R. Ces conclusions, bien que
cohérentes, doivent donc être confirmées par des mesures complémentaires.

10.2.3 L’énergie acoustique transmise EE1

On rappelle (§ 8.3.2) que « l’énergie transmise » correspond à la composante continue
EE1 due à l’émission contrôlée du signal acoustique par le transducteur E1, à laquelle on
a retiré l’énergie EEA des craquements (figure 8.15). La discussion du § 10.2.2 qui précède
concernant l’emploi du terme « énergie » reste valable ici.

La figure 10.31 montre, pour trois éprouvettes d’arrachement modifiées ayant suivi
une rupture par pull-out, l’évolution de l’ouverture wXP du PPR en fonction de l’énergie
transmise EE1. Cette représentation a été retenue par analogie avec la courbe type σ − ε
d’un essai de traction sur un acier (figure 10.31-a), qui permet de mettre en évidence
l’endommagement du matériau par la mesure d’une déformation résiduelle εp.

En ce qui concerne l’essai d’arrachement, la grandeur analogue à la contrainte de trac-
tion dans l’acier est l’ouverture wXP du PPR, qui, suivant l’équation 5.9, est corrélée à la
contrainte radiale σ agissant à l’interface a-b. La grandeur analogue à la déformation de
traction de l’acier est l’énergie transmise EE1 qui, en incluant dans son calcul les ondes
multiplement réfléchies dans l’éprouvette, est vraisemblablement corrélée à l’intégrité de
la structure interne de la masse du béton d’enrobage.

Il apparaît sur la figure 10.31 un comportement des éprouvette d’arrachement com-
parable à la courbe type σ − ε d’un acier testé en traction au-delà de sa limite élastique
(figure 10.31-a). Trois phases peuvent être distinguées :
— entre A et B, l’énergie transmise EE1 varie peu avec l’ouverture wXP du PPR, ce

qui sous-entend un endommagement limité de l’éprouvette ;
— entre B et C, l’augmentation de wXP s’accompagne d’une diminution de plus en plus

importante de EE1, traduisant l’endommagement du béton d’enrobage, vraisembla-
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blement suivant les scénarios 1 - 2 et 3 d’endommagement introduits précédemment
(figures 10.22-a, 10.22-b et 10.27-a) ;

— entre C et D, la diminution de wXP s’accompagne d’une augmentation plus ou moins
importante de EE1, pouvant être associée au retour élastique partiel de la masse du
béton d’enrobage.

Soulignons tout de même que, compte tenu du comportement singulier du béton 100r-
100R vis-à-vis des mesures acoustiques (figure 10.26 et § « interprétation de ∆tC », page
213), ces résultats n’ont pu être obtenus qu’avec les bétons 0r-0R et 0r-100R.

a)  b)  

c)  d)  

Figure 10.31 – Caractérisation mécanique/acoustique du retour élastique du béton
d’enrobage.
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Conclusion

Ce travail concerne l’étude de l’adhérence armature-béton (a-b) dans le cas de bétons
incluant des GBR (chapitre 1) et avec l’utilisation de techniques relatives à l’acoustique
des matériaux (chapitre 2). Un modèle prédictif de l’adhérence a-b a été développé. Ce
modèle est basé sur :

— des considérations liées à l’endommagement et à la rupture du béton (chapitre 3) ;
— l’état de l’art actuel de l’adhérence a-b (chapitre 4) ;
— des études relatives à la mécanique des joints rocheux (chapitre 5).

L’originalité du modèle proposé réside dans le nombre limité de paramètres physiques
non ajustables sur lesquels il est fondé. Afin d’identifier expérimentalement ces paramètres
physiques caractérisant l’adhérence a-b, une modification de l’essai d’arrachement conven-
tionnel a été proposée (chapitre 8). Sur cette base, une campagne expérimentale incluant
trois types de bétons, dont deux bétons de GBR, mêlant mesures mécaniques et acous-
tiques, a été menée (chapitres 9 et 10). Les principales conclusions issues de ce travail sont
présentées ci-après.

• Unification des mécanismes à l’origine de l’adhérence a-b.

La description phénoménologique de l’adhérence a-b qui découle du présent travail
nuance l’interprétation conventionnelle fondée sur la séquence « adhésion chimique - en-
chevêtrement mécanique - frottement résiduel » (§ 4.2.2).

L’approche soutenue ici étend en effet le mécanisme de frottement, généralement in-
voqué au-delà du pic d’adhérence, à la plage complète de glissement de l’armature. Ainsi,
dans l’interprétation proposée, l’efficacité relative de la barre HA par rapport à une barre
lisse n’est pas attribuée à la butée des verrous contre le béton d’enrobage mais à la capa-
cité de la barre HA à jouer le rôle d’emporte-pièce (i.e. d’entraîner dans son mouvement
le béton piégé entre les verrous, figure 5.4-c). La phase de montée en résistance caracté-
ristique des barres HA (enchevêtrement mécanique, figure 4.7) est alors attribuée à deux
phénomènes conjoints :

— la rugosité du contact béton-béton (i.e. du contact entre le béton piégé entre les ver-
rous et le béton d’enrobage), traduite par le coefficient de frottement µ de l’interface
a-b ;
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— la contrainte radiale σ générée par le désenchevêtrement des aspérités de l’interface
a-b au cours du glissement de l’armature. Ce mécanisme est traduit par le taux de
dilatance ψ de l’interface a-b.

• Validation du modèle physique de l’adhérence a-b proposé.

Le modèle proposé dans le cadre de ce travail, à l’instar de l’approche adoptée par
Tastani et Pantazopoulou [2013], tient compte des aspects de l’adhérence a-b se produisant
selon les directions parallèle (longitudinale, § 4.2) et perpendiculaire (transversale, § 4.3)
à l’axe de l’armature. Ce modèle est fondé sur un ensemble d’hypothèses :
— la formation précoce d’une surface de rupture cylindrique enveloppant l’armature

(figure 5.4-a) ;
— l’existence d’un PPR de l’enrobage dont l’orientation est conditionnée par la géomé-

trie des verrous de l’armature (équation 5.2) ;
— la modélisation des contraintes dans le béton endommagé par un comportement

plastique parfait (équation 5.3).
Sur la base de ces hypothèses est déterminé l’état de contrainte agissant à l’interface

a-b (équations 5.5 et 5.9). Enfin, deux critères de couplage (équations 4.7 et 5.4) per-
mettent de relier les aspects longitudinaux et transversaux du phénomène d’adhérence
a-b. À partir de l’ensemble des points qui précèdent est déduite l’équation 5.13 de la rai-
deur tangentielle de l’interface a-b. L’adéquation entre l’expérience et les prédictions de
cette équation 5.13 (tableau 10.5), qui constitue la « dernière brique » du modèle proposé,
valide vraisemblablement ce dernier.

• Comparaison des essais d’arrachement conventionnel et modifié.

Nous avons vu au § 4.2.1 que la configuration de l’essai d’arrachement conventionnel
(i.e. éprouvettes REF) diffère de celle dans laquelle se trouve une armature en situation
réelle. En particulier, l’état de contrainte de compression généré au contact de l’éprouvette
avec son plateau support est généralement déploré [Tastani et Pantazopoulou, 2002, 2007;
Carvalho et al., 2018].

Les résultats expérimentaux obtenus dans le cadre du présent travail suggèrent l’exis-
tence d’un autre biais propre à l’essai d’arrachement conventionnel. En effet, des écarts
non négligeables entre les courbes τ − s relatives aux éprouvettes REF et celles obtenues
à partir des éprouvettes modifiées MIN, MOY ou MAX (figure 10.6) ont pu être observés.
Le confinement excessif des éprouvettes REF, au delà de l’obstacle qu’il représente vis-à-
vis de la mesure expérimentale de l’ouverture du PPR, semble donc également influer de
manière significative sur le phénomène d’adhérence a-b lui-même. Cette influence est, a
fortiori, contre-intuitive : moins de matière, plus de résistance.

Une telle observation pourrait amener à discuter la représentativité de l’essai d’ar-
rachement conventionnel, aujourd’hui majoritairement utilisé pour la caractérisation de
l’adhérence a-b. Notons cependant que les courbes τ − s caractéristiques de l’adhérence
a-b obtenues à partir des éprouvettes REF vont, en ce qui concerne le critère de résistance
mécanique, dans le sens de la sécurité structurale.
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• Influence des GBR sur l’adhérence a-b.

Sur la base de résistances à la compression comparables, l’utilisation des GBR semble
diminuer la contrainte d’adhérence ultime (figure 10.2-c). Cette diminution d’environ 25
% pour un remplacement total des granulats naturels par des GBR ne semble cependant
pas exclure, pour ce qui est de l’adhérence a-b, l’utilisation d’une quantité importante de
GBR (y compris du sable recyclé). À l’exception des éprouvettes MIN de béton 100r-100R
(i.e. entièrement recyclé), la raideur tangentielle de l’interface a-b apparaît peu impactée
par l’utilisation des GBR (figure 10.2-b), et ce, même en cas d’un remplacement total (une
légère tendance à l’augmentation pourrait même être observée). Cette observation pourrait
expliquer la diminution de l’espacement des fissures de flexion avec l’augmentation du
taux de remplacement des granulats naturels par des GBR constatée par certains auteurs
[Arezoumandi et al., 2015] ainsi que par notre groupe dans le cadre du projet national
RECYBETON.

Concernant les paramètres de frottement (tableau 10.3), le coefficient de frottement
µ de l’interface a-b semble être indépendant du type de béton. Le taux de dilatance ψ
de l’interface a-b apparaît quant à lui impacté par l’utilisation des GBR. Notamment, et
toujours à l’exception des éprouvettes MIN de béton 100r-100R (i.e. entièrement recyclé),
une augmentation significative de ψ est observée pour le cas du béton 100r-100R. Cette
observation semble indiquer que le phénomène d’adhérence a-b est principalement condi-
tionné par le sable entrant dans la composition du béton.

• Apport des mesures acoustiques.

Parmi l’ensemble des grandeurs acoustiques étudiées dans le cadre du présent travail,
la variation du temps de vol (§ 10.2.1.4) apparaît comme l’indicateur le plus sensible et
le plus reproductible vis-à-vis des phénomènes d’endommagement à l’œuvre. Notamment,
la variation du temps de vol semble confirmer deux éléments fondamentaux du modèle
physique de l’adhérence a-b proposé :

— la formation précoce d’une surface de rupture cylindrique enveloppant l’armature
(figure 10.22-a). Cette mesure conforte l’idée que le frottement béton-béton entre le
béton piégé entre les verrous et le béton d’enrobage pourrait constituer la principale
source de l’adhérence a-b ;

— la progression de deux fronts d’endommagement de part et d’autre de l’interface a-b
et selon le PPR dont l’orientation est conditionnée par la géométrie des verrous de
l’armature (figure 10.27-a).

Concernant l’étude de l’activité acoustique spontanée, la quantité relativement faible de
craquements détectés en amont du pic d’adhérence (figure 10.29) s’avère être en accord avec
le coefficient de frottement quasi-constant mis en évidence par les mesures mécaniques. La
non-linéarité du comportement pré-pic de l’adhérence a-b serait donc principalement due à
l’évolution non linéaire du confinement exercé par le volume de béton d’enrobage au cours
de son endommagement plutôt qu’à une dégradation de l’interface a-b (i.e. écrasement du
béton situé sous les verrous de l’armature).
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Perspectives

Sur la base des résultats obtenus dans le cadre du présent travail, les perspectives sui-
vantes pourraient être envisagées :

• Amorcer, sur la base des paramètres physiques du modèle proposé et des
observations expérimentales réalisées, une approche ELS de l’adhérence
a-b.

Par exemple, il semblerait intéressant de formuler un critère limitant l’ouverture wXP
du PPR à une fraction de l’ouverture wmax seuil provoquant la rupture par scission de
l’enrobage (tableau 10.2).

Un tel critère permettrait de définir, par l’intermédiaire des paramètres µ et ψ, un do-
maine du comportement longitudinal τ−s de l’interface a-b dont l’exploitation garantirait
un certain niveau d’intégrité de l’adhérence a-b en service ; améliorant ainsi la durabilité
des éléments de structure en béton armé.

• Optimiser la géométrie du marquage des armatures HA.

En effet, compte tenu des observations soulevées dans le cadre du présent travail, il
semblerait intéressant de concevoir une armature maximisant la surface et la rugosité du
contact béton-béton. Par exemple, à diamètre nominal d’armature constant, l’impact de
verrous moins larges et plus hauts sur l’adhérence a-b pourrait être étudié.

Concernant cette perspective, rappelons tout de même le rôle fondamental joué par
la non-uniformité de la hauteur des verrous de l’armature HA étudiée. En effet, la forme
« en croissant » des verrous (figures 4.11-a et 9.9), en induisant l’existence d’un PPR bien
défini, contribue de manière significative à la faisabilité de la mise en équation de l’adhé-
rence a-b introduite au chapitre 5.

• Étendre le modèle analytique de l’adhérence a-b proposé au delà du pic
d’adhérence.

Ce point pourrait être traité par l’introduction d’une loi d’endommagement du coef-
ficient de frottement µ de l’interface a-b. Il serait pour cela nécessaire de compléter la
modélisation du comportement de l’enrobage de béton de manière à être en mesure de
déterminer la valeur de la contrainte radiale σ (équation 5.9) au cours du retour élastique
de ce dernier.

Cette modélisation du comportement adoucissant de la liaison a-b pourrait notam-
ment être utile à la conception des structures en béton armé dans l’hypothèse d’un état
d’endommagement très sévère (e.g. dimensionnement parasismique).

• Utiliser les mesures acoustiques pour suivre l’endommagement de l’adhé-
rence a-b au sein d’éléments de structure en béton armé.

Les différents scénarios d’endommagement associés à la variation du temps de vol dans
le cadre des essais d’arrachement réalisés ici pourraient vraisemblablement être identifiés
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lors du chargement d’éléments de structure en béton armé. Le recours à une mesure acous-
tique analogue à celle réalisée dans ce travail permettrait ainsi d’assurer un suivi in situ
de la dégradation de l’adhérence a-b de manière très peu intrusive et non destructive, et
ce, tout au long de la vie d’un ouvrage.

Bien entendu, les résultats obtenus dans le cadre du présent travail demandent à être
complétés par l’étude d’autres formulations de bétons et d’autres diamètres d’armatures.
À titre d’exemple, l’étude de la formulation 100r-0R permettrait d’étayer l’impact signi-
ficatif, soulevé dans ce travail, du sable recyclé sur l’adhérence a-b. La confirmation des
conclusions tirées de la présente étude sur la base d’autres diamètres d’armatures per-
mettrait quant à elle d’appuyer la robustesse du modèle analytique de l’adhérence a-b
proposé.

Également, compte tenu du caractère original du montage expérimental développé
et exploité ici, les résultats de cette étude gagneraient à être confirmés par d’autres ex-
périmentateurs et/ou d’autres techniques de mesure. De plus, malgré toute l’attention
portée au développement de ce montage expérimental (chapitre 8), des améliorations de
ce dernier sont certainement envisageables. En particulier, nous avons vu au cours de ce
manuscrit les compromis imposés par l’étude expérimentale de l’adhérence a-b, notam-
ment du fait de la proximité entre l’échelle relative à la géométrie de l’armature et celle de
la structure interne du béton. Ainsi, d’autres critères géométriques (longueur d’ancrage,
épaisseur d’enrobage. . . ) que ceux retenus ici pourraient être privilégiés et mériteraient
d’être étudiés.

Enfin, une amélioration de la précision du modèle prédictif de l’adhérence a-b proposé
dans ce travail est probablement envisageable. Une telle amélioration pourrait par exemple
être réalisée par une modélisation plus fine de l’endommagement du béton, et en particulier
de celui des bétons de GBR, plus respectueux de l’environnement.
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Annexe A

Équation simplifiée de fR

On rappelle que le paramètre fR, dit de surface relative des verrous, est défini comme
le rapport entre, d’une part, l’aire issue de la projection de l’ensemble des verrous sur un
plan perpendiculaire à l’axe de la barre et, d’autre part, le produit de l’espacement des
verrous par la circonférence nominale de la barre.

Considérons la géométrie idéalisée de l’armature HA utilisée par Tepfers et Olsson
[1992] illustrée par la figure A.1. Dans ce cadre, en tenant compte du fait que dnom ' dmin,
le paramètre fR peut s’écrire :

fR =
π(dmin+2h)2

4 − π(dmin)2

4
π dmin e

(A.1)

fR = dmin h+ h2

dmin e
(A.2)

Il vient, en tenant compte du fait que h << dmin :

fR '
h

e
(A.3)

Figure A.1 – Paramétrage de la géométrie d’une barre HA idéalisée.
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Annexe B

Démonstrations relatives au
modèle analytique proposé

B.1 Équation 5.9 (forme 1)
On rappelle les équations 4.4, 5.6 et 5.7 établies en amont de cette démonstration :

γcr = r2
c − r2

cr

r2
c + r2

cr

σ

fctm
= 1
η

[
rcr
rs

(γcr + 1)− 1
]

wfpz = χ (rcr − rs) avec χ = π
fctm
Ecm

L’objectif est de combiner ces équations de manière à obtenir l’équation 5.9 reliant la
contrainte radiale σ à l’ouverture de la fissure de scission wfpz, toutes deux relatives à
l’interface a-b.

Réarrangeons l’équation 5.7 de manière à exprimer rcr en fonction de wfpz :

rcr = wfpz + χ rs
χ

(B.1)

On injecte ensuite cette expression de rcr dans celle de la contrainte radiale σ. Pour
alléger les développements, on procède par étapes :

γcr =
r2
c − 1

χ2

(
w2
fpz + 2χ rswfpz + χ2 r2

s

)
r2
c + 1

χ2

(
w2
fpz + 2χ rswfpz + χ2 r2

s

) (B.2)
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γcr =
χ2 r2

c − w2
fpz − 2χ rswfpz − χ2 r2

s

χ2 r2
c + w2

fpz + 2χ rswfpz + χ2 r2
s

(B.3)

Étape 2 :

γcr + 1 =
χ2 r2

c −w2
fpz − 2χ rswfpz −χ2 r2

s + χ2 r2
c +w2

fpz + 2χ rswfpz +χ2 r2
s

χ2 r2
c + w2

fpz + 2χ rswfpz + χ2 r2
s

(B.4)

γcr + 1 = 2χ2 r2
c

χ2 r2
c + w2

fpz + 2χ rswfpz + χ2 r2
s

(B.5)

Étape 3 :

rcr
rs

(γcr + 1) =
(
wfpz + χ rs

χ rs

)( 2χ2 r2
c

χ2 r2
c + w2

fpz + 2χ rswfpz + χ2 r2
s

)
(B.6)

rcr
rs

(γcr + 1) = 2χ r2
c wfpz + 2χ2 r2

c rs
χ2 r2

c rs + rsw2
fpz + 2χ r2

s wfpz + χ2 r3
s

(B.7)

Étape 4 :

rcr
rs

(γcr + 1)− 1 =
2χ r2

c wfpz + 2χ2 r2
c rs − χ2 r2

c rs − rsw2
fpz − 2χ r2

s wfpz − χ2 r3
s

χ2 r2
c rs + rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 r3

s

(B.8)

rcr
rs

(γcr + 1)− 1 =
−rsw2

fpz + 2χ (r2
c − r2

s)wfpz + χ2 rs (r2
c − r2

s)
rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 rs (r2

c + r2
s)

(B.9)

Étape 5 :

1
η

[
rcr
rs

(γcr + 1)− 1
]

= 1
η

[
−rsw2

fpz + 2χ (r2
c − r2

s)wfpz + χ2 rs (r2
c − r2

s)
rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 rs (r2

c + r2
s)

]
= σ

fctm

(B.10)

CQFD
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B.2 Équation 5.9 (forme 2)
Le numérateur N de l’équation 5.9 fait intervenir des termes structurés de manière

comparable à ceux de son dénominateur D, mais de signes opposés. On adopte donc la
stratégie d’écriture suivante dans l’espoir de simplifications :

N

D
= N

D
+ 1− 1 = N

D
+ D

D
− 1 = N +D

D
− 1 (B.11)

Calculons N +D :

N +D = − rsw2
fpz + 2χ (r2

c − r2
s)wfpz + χ2 rs (r2

c − r2
s) + rsw

2
fpz + 2χ r2

s wfpz + χ2 rs (r2
c + r2

s)
(B.12)

N +D = 2χ r2
c wfpz + 2χ2 r2

c rs (B.13)

Finalement :

σ

fctm
= 1
η

[
2χ r2

c (wfpz + χ rs)
rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 rs (r2

c + r2
s)
− 1

]
(B.14)

L’équation 5.9 peut donc être réécrite sous la forme suivante, dite forme 2 :

σ(wfpz)
fctm

= Σ2 − 1
η

avec

Σ2 = 2χ r2
c (wfpz + χ rs)

rsw2
fpz + 2χ r2

s wfpz + χ2 rs (r2
c + r2

s)

χ = π
fctm
Ecm

(B.15)

B.3 Dérivation de l’équation 5.9 par rapport à wfpz
B.3.1 Calcul de la fonction dérivée

Pour réaliser cette dérivation, on se base sur la forme 2 de l’équation σ = f(wfpz). Il
vient alors, en négligeant la variation de η par rapport à wfpz :

∂σ

∂wfpz
= ∂

∂wfpz

[
fctm
η

(Σ2 − 1)
]

= fctm
η

∂Σ2
∂wfpz

(B.16)

Or ∂Σ2
∂wfpz

est de la forme
(
u

v

)′
= u′ v − u v′

v2 (B.17)

229



ANNEXE B - Démonstrations relatives au modèle analytique proposé

Pour alléger les développements, on procède par étapes en commençant par le terme
u′ v :

u′ v = 2χ r2
c

[
(rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 rs (r2

c + r2
s)
]

(B.18)

u′ v = 2χ r2
c rsw

2
fpz + 4χ2 r2

c r
2
s wfpz + 2χ3 r2

c rs (r2
c + r2

s) (B.19)

Puis u v′ :

u v′ = (2χ r2
c wfpz + 2χ2 r2

c rs)(2 rswfpz + 2χ r2
s) (B.20)

u v′ = 4χ r2
c rsw

2
fpz + 8χ2 r2

c r
2
s wfpz + 4χ3 r2

c r
3
s (B.21)

Il vient :

u′ v − u v′ = −2χ r2
c rsw

2
fpz − 4χ2 r2

c r
2
s wfpz − 2χ3 r2

c rs (r2
c − r2

s) (B.22)

On aboutit alors à la fonction dérivée suivante :

∂σ

∂wfpz
= fctm

η


2χ r2

c rs
[
−w2

fpz − 2χ rswfpz + χ2 (r2
c − r2

s)
]

[
rsw2

fpz + 2χ r2
s wfpz + χ2 rs (r2

c + r2
s)
]2

 (B.23)

B.3.2 Évaluation pour wfpz → 0

lim
wfpz→0

∂σ

∂wfpz
= fctm

η

2χ3 r2
c rs (r2

c − r2
s)

χ4 rs2 (r2
c + r2

s)2 (B.24)

lim
wfpz→0

∂σ

∂wfpz
= 2 fctm γcvr

η χ rs
avec γcvr = r2

c (r2
c − r2

s)
(r2
c + r2

s)2 (B.25)

Il vient, en tenant compte de dnom = 2 rs et de χ = π fctm

Ecm
:

lim
wfpz→0

∂σ

∂wfpz
= 4Ecm γcvr

η π dnom
(B.26)

CQFD
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Annexe C

Expressions complémentaires des
coefficients ηx et ηy

On s’intéresse aux expressions des coefficients ηx et ηy dans le cas d’une distribution
uniforme de la contrainte radiale. Pour cela, on substitue à l’équation 6.3 traduisant la
distribution sinusoïdale de la contrainte radiale l’équation C.1 relative à une distribution
uniforme.

σ(θ) = σ̄ (C.1)

On reprend ensuite les étapes successives introduites au § 6.2.2 en tenant compte de
l’équation C.1.

dΣx = L cos(θ) σ̄ r(θ) dθ dΣy = L sin(θ) σ̄ r(θ) dθ

Fx = 2L σ̄
∫ π/2

0
cos(θ)r(θ)dθ Fy = L σ̄

∫ π/2

0
sin(θ)r(θ)dθ

C.1 Cas de la section elliptique

Dans ce cas, on tient compte de l’équation 6.7 de r(θ).

Fx = ηx
πdminL

2 σmax avec ηx = 2
π

∫ π/2

0

√
R2
d cos2(θ)

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1dθ (C.2)

Fy = ηy
πdminL

2 σmax avec ηy = 1
π

∫ π/2

0

√
R2
d sin2(θ)

(R2
d − 1) sin2(θ) + 1dθ (C.3)

Les coefficients ηx et ηy peuvent être évalués par intégration numérique.
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C.2 Cas de la section circulaire
Dans ce cas, la valeur du rayon de l’armature est constante. On retient pour la mise

en équation le diamètre nominal dnom de l’armature : r(θ) = dnom
2 .

Fx = ηx
πdnomL

2 σmax avec ηx = 2
π

∫ π/2

0
cos(θ)dθ (C.4)

Fy = ηy
πdnomL

2 σmax avec ηy = 1
π

∫ π/2

0
sin(θ)dθ (C.5)

Les coefficients ηx et ηy peuvent être déterminés analytiquement. Après intégration,
on a ηx = 2

π et ηy = 1
π .
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Décoffrage d’une éprouvette
d’arrachement modifiée
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Annexe E

Courbes d’étalonnage des capteurs

E.1 Mesure de force
La vérification de la précision du capteur de force pour les faibles charges a été réalisée

avec des masses de 1 - 2 - 5 et 10 kg ± 1 %. Les différents pas enregistrés (figure E.1)
correspondent à des masses totales de 0 - 10 - 20 - 25 - 27 et 28 kg.

Figure E.1 – Réponse du capteur de force pour les faibles charges.

E.2 Mesures de déplacements

E.2.1 Matériel utilisé pour l’étalonnage

Deux instruments ont été utilisés pour l’étalonnage des capteurs de déplacement LVDT :
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— pour les déplacements millimétriques : un trusquin (figure E.2-a), permettant des
pas de déplacement de 0,1 mm sur une plage de ± 6 mm (course totale de 12 mm) ;

— pour les déplacements micrométriques : une vis de précision (figure E.2-b), permet-
tant des pas de déplacement de 1 µm sur une plage de ± 0,5 mm (course totale de
1 mm).

Figure E.2 – Instruments d’étalonnage des capteurs de déplacement : a) trusquin, b) vis
de précision.

La course de 15 mm du LVDT utilisé pour la mesure du glissement de l’extrémité
non chargée de l’armature est exploitée dans sa totalité. La précision du capteur est donc
vérifiée pour différentes plages de déplacements :

— sur 0 - 10 µm (figure E.3), chaque pas enregistré correspond à un déplacement
physique de 1 µm de la vis de précision ;

— sur 10 - 100 µm (figure E.4), chaque pas enregistré correspond à un déplacement
physique de 10 µm de la vis de précision ;

— sur 0,1 - 1,0 mm (figure E.5), chaque pas enregistré correspond à un déplacement
physique de 0,1 mm de la vis de précision ;

— sur 1 - 13 mm (figure E.6), chaque pas enregistré correspond à un déplacement
physique de 1 mm sur le trusquin.

Les quatre capteurs LVDT installés le long du plan préférentiel de rupture ont tous
été étalonnés sur une plage de 0 à 20 µm (figures E.7, E.8, E.9 et E.10). Sur ces courbes,
chaque pas enregistré correspond à un déplacement physique de 1 µm de la vis de précision.
Les imprécisions sont dues à l’électronique du boitier d’acquisition Spider8 utilisé pour le
traitement des signaux électriques renvoyés par les LVDT.
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E.2.2 Glissement de l’extrémité non chargée de l’armature

Figure E.3 – Réponse du LVDT sur la plage 0 - 10 µm.

Figure E.4 – Réponse du LVDT sur la plage 10 - 100 µm.
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Figure E.5 – Réponse du LVDT sur la plage 0,1 - 1,0 mm.

Figure E.6 – Réponse du LVDT sur la plage 1 - 13 mm.
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E.2.3 Ouverture du plan préférentiel de rupture

Figure E.7 – Réponse du LVDT-3 sur la plage 0 - 20 µm.

Figure E.8 – Réponse du LVDT-4 sur la plage 0 - 20 µm.
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Figure E.9 – Réponse du LVDT-5 sur la plage 0 - 20 µm.

Figure E.10 – Réponse du LVDT-6 sur la plage 0 - 20 µm.
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Annexe F

Compléments à la caractérisation
des matériaux

F.1 Teneur en eau des granulats

Figure F.1 – Mesures de la teneur en eau des granulats au cours de la fabrication des
bétons.
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F.2 Formulations des bétons

Figure F.2 – Formulation du béton 0r-0R.
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Figure F.3 – Formulation du béton 0r-100R.
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Figure F.4 – Formulation du béton 100r-100R.
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F.3 Calendrier de fabrication

Table F.1 – Calendrier de la campagne expérimentale.

gâchée 1 2 3 4 5 6 7 8 9
pesée 10/5 11/5 17/5 22/5 22/5 24/5 6/6 6/6 6/6
coulage 11/5 17/5 22/5 26/5 29/5 2/5 12/6 15/6 21/6
décoffrage 15/5 19/5 24/5 29/5 31/5 6/5 15/6 21/6 26/6
ρc 7/6 12/6 16/6 21/6 26/6 28/6 7/7 11/7 18/7
fcm 8/6 13/6 19/6 22/6 27/6 29/6 10/7 12/7 19/7
fctm,sp 9/6 13/6 19/6 22/6 27/6 29/6 11/7 12/7 19/7
fctm,fl 8/6 14/6 19/6 23/6 27/6 30/6 10/7 13/7 19/7
Ecm 8/6 14/6 19/6 23/6 27/6 30/6 10/7 13/7 19/7
Ec,dyn 7/6 12/6 16/6 21/6 26/6 28/6 7/7 11/7 18/7
F - ∆L 8/6 14/6 19/6 23/6 27/6 30/6 10/7 13/7 19/7
MIN 9/6 13/6 19/6 22/6 28/6 30/6 11/7 12/7 19/7
MOY 9/6 13/6 20/6 22/6 28/6 29/6 10/7 12/7 19/7
MAX 9/6 13/6 19/6 22/6 28/6 30/6 11/7 12/7 19/7
REF 8/6 13/6 19/6 22/6 27/6 29/6 10/7 12/7 19/7
coul. → déco. (j) 4 2 2 3 2 4 3 6 5
coul. → test (j) 28-29 27-28 28-29 27-28 29-30 27-28 28-29 27-28 28-28

F.4 Propriétés des bétons par gâchée

Table F.2 – Principales propriétés mécaniques du béton 0r-0R par gâchée.

propriété unité gâchée 1 (MAX) gâchée 2 (MOY) gâchée 3 (MIN)
ρc kg/m3 2347 (6) 2354 (6) 2350 (4)
fcm MPa 27,9 (0,5) 27,2 (0,4) 26,6 (0,2)
fctm MPa 2,5 2,2 2,3
Ecm GPa 31,3 (0,7) 31,5 (0,5) 31,5 (0,8)
Ec,dyn GPa 45,9 (0,3) 45,6 (0,5) 44,7 (0,2)
Ec,dyn

Ecm
- 1,46 (0,02) 1,45 (0,03) 1,42 (0,04)

cP,c m/s 4658 (11) 4643 (25) 4598 (14)
fctm,sp MPa 2,6 (0,4) 2,5 (0,3) 2,7 (0,4)
fctm,fl MPa 4,9 (0,3) 4,0 (0,3) 4,4 (0,3)
fctm,fl,modif MPa 4,4 (0,5) 3,4 (0,2) 4,0 (0,3)
fctm,nl MPa 2,3 (0,3) 2,4 (0,6) 2,2 (0,2)
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Table F.3 – Principales propriétés mécaniques du béton 0r-100R par gâchée.

propriété unité gâchée 4 (MAX) gâchée 5 (MOY) gâchée 6 (MIN)
ρc kg/m3 2212 (8) 2192 (6) 2205 (6)
fcm MPa 24,7 (1,3) 25,9 (0,9) 26,5 (0,2)
fctm MPa 1,9 2,0 1,9
Ecm GPa 26,8 (0,1) 26,3 (0,5) 26,7 (0,8)
Ec,dyn GPa 35,7 (0,9) 34,4 (1,7) 36,0 (0,7)
Ec,dyn

Ecm
- 1,33 (0,03) 1,31 (0,04) 1,35 (0,02)

cP,c m/s 4240 (47) 4177 (101) 4261 (48)
fctm,sp MPa 2,0 (0,2) 2,3 (0,6) 2,3 (0,1)
fctm,fl MPa 3,8 (0,8) 3,4 (0,4) 3,6 (0,6)
fctm,fl,modif MPa 3,2 (0,1) 3,3 (0,4) 3,0 (0,2)
fctm,nl MPa 1,9 (0,2) 2,0 (0,2) 2,1 (0,2)

Table F.4 – Principales propriétés mécaniques du béton 100r-100R par gâchée.

propriété unité gâchée 7 (MAX) gâchée 8 (MOY) gâchée 9 (MIN)
ρc kg/m3 2078 (9) 2080 (12) 2072 (7)
fcm MPa 27,9 (2,3) 23,4 (1,3) 25,6 (1,8)
fctm MPa 2,2 1,6 1,9
Ecm GPa 20,1 (0,1) 18,0 (0,2) 18,7 (0,3)
Ec,dyn GPa 30,5 (0,4) 28,8 (0,5) 29,0 (0,4)
Ec,dyn

Ecm
- 1,52 (0,03) 1,60 (0,04) 1,55 (0,01)

cP,c m/s 4041 (26) 3929 (29) 3944 (24)
fctm,sp MPa 2,5 (0,2) 2,0 (0,1) 2,4 (0,3)
fctm,fl MPa 4,1 (0,3) 2,9 (0,4) 3,7 (0,2)
fctm,fl,modif MPa 4,1 (0,3) 2,7 (0,4) 3,3 (0,5)
fctm,nl MPa 1,9 (0,2) 1,3 (0,1) 1,5 (< 0,1)
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Annexe G

Résultats expérimentaux
complémentaires

G.1 Résultats mécaniques

Table G.1 – Mode de rupture des essais d’arrachement.

enrobage béton
0r-0R 0r-100R 100r-100R

MAX PO1 (x) PO13 (pull-out) PO25 (pull-out)
MAX PO2 (x) PO14 (pull-out) PO26 (pull-out)
MAX PO3 (splitting) PO15 (splitting) PO27 (pull-out)
REF PO4 (pull-out) PO16 (pull-out) PO28 (pull-out)
MOY PO5 (splitting) PO17 (splitting) PO29 (splitting)
MOY PO6 (splitting) PO18 (splitting) PO30 (splitting)
MOY PO7 (pull-out) PO19 (splitting) PO31 (x)
REF PO8 (pull-out) PO20 (pull-out) PO32 (pull-out)
MIN PO9 (splitting) PO21 (splitting) PO33 (pull-out)
MIN PO10 (splitting) PO22 (splitting) PO34 (pull-out)
MIN PO11 (splitting) PO23 (splitting) PO35 (x)
REF PO12 (pull-out) PO24 (pull-out) PO36 (pull-out)
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ANNEXE G - Résultats expérimentaux complémentaires

Figure G.1 – Mesures du glissement de l’armature (béton 0r-100R) : a) courbes τ − s,
b) analyse des mesures.

Figure G.2 – Mesures du glissement de l’armature (béton 100r-100R) : a) courbes τ − s,
b) analyse des mesures.
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ANNEXE G - Résultats expérimentaux complémentaires

Figure G.3 – Mise en évidence expérimentale du couplage longitudinal/transversal
(béton 0r-0R).

Figure G.4 – Mise en évidence expérimentale du couplage longitudinal/transversal
(béton 100r-100R).
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ANNEXE G - Résultats expérimentaux complémentaires

G.2 Résultats acoustiques

Figure G.5 – Évolution conjointe type du temps de vol et de celui du premier passage à
0 au cours d’un essai d’arrachement : a) béton 0r-100R, b) béton 100r-100R.
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Annexe H

Démonstrations relatives aux
scénarios d’endommagement

H.1 Transition P(r) entre les chemins acoustiques P2 et P3
Un lien entre le diamètre dmin du noyau de l’armature, la progression r de l’endom-

magement et la longueur d(r) de la corde associée à r est établi en utilisant le théorème
de Pythagore :

(
dmin

2

)2
=
(
d(r)

2

)2
+ r2 (H.1)

d(r) =
√
d2
min − 4 r2 (H.2)

On rappelle l’équation 10.4 qui exprime le temps de vol tvol,P2 correspondant au scé-
nario 1 d’endommagement (i.e. chemin acoustique P2, figure 10.22-a) :

tvol,P2 = dE1−R1
cP,c

− dmin
cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

De manière analogue à cette équation, le temps de vol associé au chemin acoustique
P (r) intermédiaire entre P2 et P3 est donné par l’équation H.3

tvol,P (r) = dE1−R1
cP,c

− d(r)cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(H.3)

On déduit de ces deux dernières équations la variation ∆tP2−P (r) du temps de vol
associée à une progression r de l’endommagement de part et d’autre des sommets des
verrous de l’armature.

∆tP2−P (r) = [dmin − d(r)] cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(H.4)
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Soit, en utilisant l’expression de d(r) précédemment introduite :

∆tP2−P (r) =
(
dmin −

√
d2
min − 4 r2

)
cP,s − cP,c
cP,s.cP,c

(H.5)

CQFD

H.2 Progression r∗cr de la densité critique de microfissura-
tion

On exprime dans un premier temps la longueur L (figure 10.27-a) :

L2 =
(
dE1−R1

2

)2
+ (r∗cr)

2 (H.6)

L =

√
d2
E1−R1 + (2 r∗cr)2

2 (H.7)

On rappelle l’équation 10.5 qui exprime le temps de vol tvol,P3 correspondant au scé-
nario 2 d’endommagement (i.e. chemin acoustique P3, figure 10.22-b) :

tvol,P3 = dE1−R1
cP,c

D’autre part, on exprime le temps de vol correspondant au chemin acoustique P4 pour
une progression r∗cr quelconque de la densité critique de microfissuration (figure 10.27-a) :

tvol,P4 = 2L
cP,c

(H.8)

d’où, en tenant compte de l’expression de L construite précédemment :

tvol,P4 =

√
d2
E1−R1 + (2 r∗cr)2

cP,c
(H.9)

On déduit des temps de vol tvol,P3 et tvol,P4 la variation ∆tP3−P4(r∗cr) du temps de vol
associée à une progression r∗cr de la densité critique de microfissuration :

∆tP3−P4 =

√
d2
E1−R1 + (2 r∗cr)2

cP,c
− dE1−R1

cP,c
(H.10)
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cP,c ∆tP3−P4 =
√
d2
E1−R1 + (2 r∗cr)2 − dE1−R1 (H.11)

(2 r∗cr)
2 = [cP,c ∆tP3−P4 + dE1−R1]2 − d2

E1−R1 (H.12)

r∗cr =

√
c2
P,c ∆t2P3−P4 + 2 dE1−R1 cP,c ∆tP3−P4

2 (H.13)

CQFD
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Léon CHIRIATTI 

 

 Étude de l’adhérence armature-béton, influence 
des granulats de béton recyclé et apport des 

mesures acoustiques 

 

 

Résumé 

L’épuisement des ressources naturelles et l’engorgement des sites de stockage de déchets sont 
deux problématiques majeures auxquelles est confronté le secteur de la construction. Le recyclage 
du béton, en réutilisant comme granulats les gravats issus de la démolition d’ouvrages en béton, a 
l’avantage de répondre à ces deux problématiques de manière simultanée. L’introduction de 
granulats de béton recyclé dans le béton impacte cependant le comportement structurel des 
éléments en béton armé. 

Ce travail est consacré à l’étude de l’influence des granulats de béton recyclé sur l’adhérence 
armature-béton. Dans un premier temps, un modèle analytique de l’adhérence armature-béton est 
développé. L’originalité du modèle proposé réside dans le nombre limité de paramètres physiques 
non ajustables sur lesquels il est fondé. Ces paramètres physiques sont ensuite déterminés 
expérimentalement via la réalisation d’une campagne d’essais d’arrachement. Trois types de bétons, 
dont deux bétons de granulats de béton recyclé, sont étudiés. Le suivi de l’arrachement de 
l’armature est complété par des mesures acoustiques permettant d’obtenir des informations 
provenant du cœur de l’échantillon, où l’armature se trouve. 

Mots-clés : béton armé, adhérence, granulat de béton recyclé, acoustique, endommagement, 
frottement. 

 

 

Résumé en anglais 

The depletion of natural resources and the congestion of waste storage facilities are two major 
challenges facing the building industry. Concrete recycling, which consists in reusing concrete 
demolition rubble as aggregate, represents a promising way to address simultaneously both the 
aforementioned problems. However, the use of recycled concrete aggregate has a significant impact 
on the mechanical behavior of reinforced concrete members. 

This work focuses on the influence of recycled concrete aggregate on rebar-concrete bond. First, an 
analytical model of the rebar-concrete bond is developed. The original feature of this model lies in 
the limited number of non-free physically-based parameters on which it is based. These parameters 
are then experimentally determined through a pull-out test campaign. Three types of concrete, 
including two recycled aggregate concretes, are studied. Pull-out test monitoring is completed by 
acoustic measurements in order to obtain data from inside the concrete bulk, where the reinforcing 
bar is located. 

Keywords: reinforced concrete, bond, recycled concrete aggregate, acoustic, damage, friction. 
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