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Introduction

Le béton est I'un des matériaux les plus utilisés en génie civil. Peu cotteux, facile & produire et a
mettre en forme, il possede également de bonnes propriétés mécaniques en compression. Sa résistance
a la traction est en revanche assez faible (environ 10 fois inférieure & sa résistance & la compression).
Afin de pallier cette faiblesse, des armatures en acier qui elles, sont résistantes & la traction, sont

placées dans les zones soumises & des efforts de traction, formant ainsi le béton armé.

Le dimensionnement des structures en béton armé obéit a des regles strictes définies par des codes
(Eurocodes, BAEL, ...). Ces régles permettent de déterminer les caractéristiques des structures, comme
la composition du béton, le diametre ou ’espacement des armatures, ou encore les longueurs d’ancrage
et d’enrobage, par rapport & deux états limites que sont I’état limite de service (ELS) et I'état limite
ultime (ELU). IELS correspond & un état de la structure au-dela duquel celle-ci ne peut plus assurer
la fonction qu’elle est censée remplir, tandis que 'ELU correspond & la ruine de la structure. Les regles
de calcul des codes de dimensionnement sont des formules semi-empiriques, basées sur la résistance
des matériaux et des approches semi-probabilistes. Ces regles suffisent a la conception des structures
vis-a-vis des états limites, définis du point de vue de leur résistance globale par rapport aux différentes
actions auxquelles elles sont soumises au cours de leur cycle de vie. Cependant, la complexité et
I'importance croissantes des structures (telles que les enceintes de confinement des centrales nucléaires,
les barrages, les ponts, ...) font que le dimensionnement aux états limites des structures en béton armé
ne suffit plus a leur conception. En particulier, la connaissance de ’état de fissuration est indispensable,
son influence étant primordiale vis-a-vis de certains phénomenes comme 1’étanchéité des structures ou
la corrosion des armatures. La prévision de la fissuration nécessite de passer par la modélisation et la
simulation numérique. Pour cela la méthode des éléments finis reste la méthode la plus utilisée (bien
que l'on trouve dans la littérature certains modeles basés sur des méthodes particulaires, en particulier
en dynamique), mais se heurte & deux difficultés :

— Tout d’abord, qu’il soit armé ou non, le béton est un matériau au comportement complexe, dont la
modélisation a fait I’'objet de nombreuses publications. Il s’agit en effet d’'un matériau hétérogene,
constitué de pate de ciment et de gravier, ce qui pose la question de I'échelle de modélisation. Au
vue des moyens de calculs qui seraient nécessaires & une modélisation a 1’échelle microscopique,
la plupart des modeles de la littérature ont été développés a 1’échelle macroscopique. Malheureu-
sement, tres peu d’entre eux sont capables de prédire l'intégralité du processus de dégradation
du béton, depuis 'apparition d’endommagement diffus, jusqu’a U'initiation et la propagation de
macro-fissures. A cela vient s’ajouter une difficulté supplémentaire dans le cas du béton armé
qui est le nombre important de macro-fissures induites par la présence des armatures.

— La deuxieme difficulté est d’ordre géométrique. En effet, le diametre des armatures métalliques



est généralement faible devant les dimensions caractéristiques des structures qu’elles servent a
renforcer (au moins un ordre de grandeur d’écart). Du point de vue de la méthode des éléments
finis, cela nécessite des maillages particulierement fins afin de représenter correctement ’interface
entre acier et le béton, entrainant ainsi des cotits de calcul prohibitifs pour ’étude de structures
industrielles. A cela il faut ajouter le nombre généralement important des armatures et leurs tra-

jectoires éventuellement complexes qui peuvent rendre le processus de maillage laborieux.

Cette these s’inscrit dans le cadre du project ERC XLS n° 291102, qui a pour objet I'utilisation de

fonction de niveau, ou en anglais level sets, pour 1’étude de problémes complexes. On propose donc

dans cette these d’utiliser ces level sets afin de répondre aux deux probléemes mentionnés ci-dessus :

— La méthode TLS, pour Thick Level Set, développée au sein du projet XLS, est appliquée a la

modélisation du béton. Cette approche, basée sur 'utilisation d’une fonction de niveau pour la
représentation du champ d’endommagement présente 1’avantage de permettre 'extraction directe
des ouvertures de fissures sans aucune méthode de post-traitement particuliere.

Une approche permettant de combiner représentation volumique et linéique des armatures est
proposée. L’idée de cette approche repose sur le fait que, dans tout calcul par éléments finis,
il est possible d’identifier des zones d’intéréts que I'on maille finement tandis que le reste de la
structure est maillé plus grossierement. Dans le cadre de cette nouvelle approche, les armatures
sont modélisées volumiquement par la méthode X-FEM (basée sur 'utilisation de level sets) dans
la zone d’intérét afin d’obtenir des résultats précis. Dans le reste de la structure, des éléments
barres 1D sont utilisés afin de diminuer les couts de calcul. La méthode de transition proposée
permet d’assurer que, dans la zone d’intérét, les résultats obtenus sont quasiment identiques
a ceux qui seraient obtenus avec une représentation volumique des armatures dans toute la

structure.

Ce manuscrit est organisé en cing chapitres. Dans le chapitre 1, un état de 'art non-exhaustif des

modeles permettant d’étudier la dégradation des matériaux quasi-fragiles dont fait partie le béton est

présenté. Les avantages et inconvénients de chaque modeéle seront mis en évidence, afin d’introduire

dans le chapitre 2 la méthode TLS. Les deux versions de la méthode y sont présentées et comparées. Le

chapitre 3 illustre Pextraction d’ouvertures de fissures avec la méthode TLS sur des cas tests simples en

béton non-armé, tandis que le chapitre 4 est consacré 4 ’étude de cas plus complexes sur des structures

en béton armé. Enfin, le chapitre 5 présente la nouvelle approche de modélisation volumique et linéique

des armatures, et son application sur différents cas tests illustratifs, en linéaire et en non-linéaire.
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1. Modélisation de la dégradation des matériaux
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1.1. Introduction

Le béton est un matériau hétérogene, obtenu & partir d'un mélange d’eau, de ciment et de granulats.
L’eau et le ciment forment un mélange fluide, que 'on peut facilement mettre en forme, avant de se
solidifier. Ceci, associé au cout assez faible de ses différents composants, en fait un des matériaux les
plus employés en génie civil. Une des principales caractéristiques du béton est sa tendance a se fissurer
en réponse a un chargement. Par exemple, lorsqu’il est soumis & un chargement statique, le béton
commence & se déformer élastiquement. Puis des micro-fissures commencent & apparaitre, dues entre
autres a la décohésion entre la pate de ciment et les granulats. Les déformations se localisent progressi-
vement dans certaines zones. Enfin, les micro-fissures coalescent jusqu’a 'apparition de macro-fissures.
On cherche généralement a éviter ces fissures qui peuvent s’avérer génantes, par exemple pour 1’aspect
esthétique, voire dangereuses pour l'intégrité des structures. Savoir si ces fissures vont se propager
n’est pas suffisant, il est également nécessaire de pouvoir prédire leur trajectoire et leur ouverture,
qui peuvent avoir une influence sur I’étanchéité comme dans le cas des enceintes de confinement en
béton armé des centrales nucléaires. Des regles existent (EN, 2005) afin de calculer les dimensions
des structures permettant d’assurer leur tenue en service, mais elles ne permettent pas de connaitre
précisément I’état de fissuration du béton. Il est nécessaire pour cela de passer par la modélisation et

le calcul numérique.

Comme évoqué plus haut, le béton peut-étre considéré comme un matériau constitué de deux phases,
la pate de ciment et les granulats. Cela pose la question de 'échelle de modélisation. I’approche la
plus directe consisterait & étudier le béton a I’échelle microscopique, ce qui n’est évidemment pas
possible au vu des moyens de calcul actuels. Des travaux ont certes tenté de modéliser le béton a
une échelle mésoscopique, c’est-a-dire en ne prenant en compte que les plus gros granulats, mais sur
des structures de petites dimensions comme par exemple dans (Laborderie et al., 2007). Ces modeles
permettent d’obtenir une représentation de la micro-fissuration, mais posent la question de la forme
géométrique des inclusions (généralement idéalisées en sphéres ou en polyedres réguliers). Ces ap-
proches demeurent également cotliteuses en ressources de calculs. La plupart des modeles utilisés dans
la littérature considerent donc le béton a I'échelle macroscopique, c’est-a-dire comme un matériau

homogene.

Les premiers travaux sur la modélisation des fissures ont, été réalisés par Griffith (1920), et s’appli-
quaient a la propagation de macro fissures dans un matériau élastique linéaire, ce qui en pratique est
rarement le cas. En particulier, la pointe de la fissure, que 1'on appelle zone d’élaboration, ou Fracture
Process Zone (FPZ) en anglais, est souvent sujette & des non-linéarités (Bazant et Planas, 1997). Cette
zone peut étre divisée en une zone adoucissante et une zone durcissante. Lorsque la zone durcissante
est de taille non négligeable par rapport a la taille de la structure alors que la zone adoucissante est
petite, le matériau est dit ductile (c’est par exemple le cas des métaux). Lorsque la zone adoucissante
est de taille non négligeable par rapport a la taille de la structure alors que la zone durcissante est
petite, le matériau est dit quasi-fragile. Enfin, si la zone d’élaboration est de taille négligeable par

rapport a la taille de la structure, le matériau est dit fragile (dans ce cas la le modele de Griffith

12



peut-étre utilisé). On remarque que la notion de zone d’élaboration nécessite de connaitre la taille
caractéristique de la structure étudiée, ce qui en ferait davantage une caractéristique structurelle que
matérielle. On insistera sur les dimensions caractéristiques de cette zone d’élaboration par rapport a
celle des structures étudiées, qui interviennent notamment dans effet d’échelle (Bazant, 1976), c’est-

a-dire la dépendance de la contrainte nominale d’une structure & sa dimension caractéristique.

En ce qui concerne le béton, les dimensions caractéristiques des structures étudiées sont de ’ordre de
quelques metres a plusieurs dizaines de metres, et la zone d’élaboration est de 'ordre de quelques cen-
timeétres. La zone d’élaboration a un comportement adoucissant diu a ’apparition des micro-fissures,

on considere donc le béton comme un matériau quasi-fragile.

Pour terminer cette section, on précise que de nombreux phénomenes physiques intervenant au cours
de la durée de vie d'une structure en béton ne sont pas pris en compte dans ce mémoire, notamment :

— La contraction de retrait due aux réactions chimiques entre ses différents constituants et éventuellement
son milieu environnant

— La déformation de fluage, c’est-a-dire la déformation différée qui vient s’ajouter a la déformation
élastique lorsque le béton est soumis & un chargement

— Les phénomenes liés a la thermique ou au transport d’éléments a travers le béton

— Les effets liés a la porosité

On se restreindra aux déformations immédiates des structures sous un chargement mécanique quasi-

statique et monotone.

1.2. Formulation du probleme mécanique

On précise dans cette section les principales équations et hypotheses considérées dans ce mémoire.
On considére un domaine d’étude €2, de frontiere 0€2 (cf. figure 1.1). En se restreignant a des problemes

quasi-statiques, I’équilibre de €2 soumis & des efforts volumiques f s’écrit :

Ty

FIGURE 1.1. — Définition du probléme mécanique

13



Vo+f=0 sur Q (1.1)

ou o est le tenseur des contraintes de Cauchy. Des efforts Ty sont imposés sur 9€2r :

o-n=T; sur Q7 (1.2)

et la solution du probleme en déplacements u vérifie :

u =ug sur 9, (1.3)

ou
OQr U, =00 et 0Qr NN, =0 (1.4)

On se place dans le cadre des petites perturbations (HPP), ce qui permet d’écrire :
1 T
€= §(Vu + (Vu) ') (1.5)

ou € est le tenseur des déformations linéaires.

On note C 'espace des champs cinématiquement admissibles, c’est-a-dire vérifiant la condition aux
limites (1.3) :

C={veH(Q), v=uy sur 9} (1.6)
et Cy espace ’ensemble des champs cinématiquement admissibles a zéro :
Co={v e H(Q), v=0 sur 9Q,} (1.7)

De facon équivalente on peut reformuler le probléme mécanique en écrivant le Principe des Travaux

Virtuels : trouver u € C tel que pour tout champ de déplacement virtuel du € Cy on a :

Wint = Weat (18)

Wint = / o e(du)dfd (1.9)
Q

Weat = / [ oudQ + T,; - dudl (1.10)
Q o0

ou Wiy, représente le travail virtuel des efforts internes et We,; le travail virtuel des efforts externes.

Il restera & préciser la relation liant o et € et certaines conditions aux limites spécifiques aux

différents types de modeles que 'on présentera dans les sections suivantes.
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1.3. Mécanique de la rupture

1.3.1. Modele de Griffith

Une premiere catégorie de modeles utilisés pour étudier la fissuration des matériaux, basée sur
les travaux de Griffith (1920), porte le nom de mécanique linéaire de la rupture. Les fissures sont
représentées par des surfaces de discontinuités de dimensions n — 1, n étant la dimension du probléme
étudié : point (n = 1), ligne (n = 2) ou surface (n = 3). Trois modes de rupture peuvent étre
distingués : le mode I, ou mode d’ouverture, le mode II, mode de cisaillement dans le plan de la
fissure, et le mode ITI, mode de cisaillement hors-plan. On peut montrer pour un probléme fissuré 2D,
dans le systeme de coordonnées (r,#) centré sur la pointe de la fissure, (cf. figure 1.2) en élasticité
linéaire plane, que le tenseur des contraintes peut s’écrire comme la somme d’une partie réguliere et

S

d’une partie singuliere o> au voisinage de la fissure (Irwin, 1957) :

oy, = Kol + Kioff

S _ I II
Oy = K[Ow +K110r0 (1.11)

I IT7

050 = K[J% +K[[099

ou Ky et Kjr sont des termes dépendants de la géométrie du probleme et du chargement, appelés

facteurs d’intensité des contraintes.

( ol = \/;Wcos (g) (1 — sin (g) sin (32—9))

ol, = ;Mcos (g) sin (g) cos (32—9) (1.12)
| %0 = 7az0s (3) (1+sin(3) sin (7))
[ off = Jamsin(5) (2+ cos (§) cos (%))

ol = —=cos(§) (1 —sin(§)sin (%)) (1.13)
| o) = sin () cos (4) cos (%)

Pour un probleme 3D Pexpression de o est similaire, des termes associés aux modes III ainsi
qu'un facteur d’intensité des contraintes venant s’ajouter & ceux correspondants aux modes I et II.

1/2 4 pour conséquence la divergence de o¥ en pointe : un critére en

La présence d’un terme en 7~
contrainte ne peut donc pas étre utilisé pour savoir si la fissure va se propager. En revanche, il est
possible d’identifier des valeurs critiques des facteurs d’intensité des contraintes, appelés ténacités,
au-deld desquelles on sait qu’il y aura propagation. Les valeurs des facteurs d’intensité des contraintes
ont été calculées (analytiquement ou empiriquement) pour de nombreuses configurations (Tada et al.,
1973; Murakami Yukitaka, 1987), et peuvent donc servir de critére pour savoir si une fissure va se
propager.

Griffith propose une autre approche utilisant le critére en énergie suivant : la fissure ne se propage
que si la variation d’énergie potentielle W nécessaire pour augmenter I'aire de la fissure de A est égale

& une valeur critique G, appelée taux de restitution d’énergie critique. Ainsi, en définissant :

ow

“="%a

(1.14)
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on considere que la fissure se propage si G = G..

ooy

FiGURE 1.2. — Evolution de la contrainte en pointe de fissure

Une méthode permettant de calculer ce taux de restitution d’énergie G a été proposée par Rice
(1968). Elle consiste & calculer l'intégrale de Rice J, indépendante du contour I' (cf. figure 1.3) sur
laquelle elle est calculée :

J = / Wdy — n.a.a—uds (1.15)
r ox
ou W est I'énergie de déformation et n la normale unitaire & ['. En élasticité linéaire, G = J. On

précise que les levres de la fissure 9QF et 9Q, (cf. figure 1.3) sont libres : aux équations données dans

la section 1.2, doivent étre ajoutées les conditions aux limites suivantes :

S=—-0-n/ =0 (1.16)

ol n, et nl sont les normales aux levres 99, et Q) respectivement (sous I'hypothese des petites
perturbations, on a n, = —n7).
Enfin, les facteurs d’intensité des contraintes introduits par Irwin et le taux de restitution d’énergie

introduit par Griffith sont liés par la relation suivante :

1 — 12
F

La mécanique de la rupture linéaire constitue donc un outil permettant de savoir si une fissure va

G =

1+v
(K7 +K7p) + TK?H (1.17)

se propager. Elle reste cependant limitée au domaine de I’élasticité, et ne s’applique qu’a des fissures

déja existantes, elle ne permet donc pas de prévoir comment de nouvelles fissures vont s’initier.

1.3.2. Modeéles cohésifs

Le modele présenté dans la section 1.3.1 n’est plus valable des lors que la taille de la zone d’élaboration

ne peut plus étre considérée comme négligeable. Ainsi, des modeles dits cohésifs, également appelés
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FI1GURE 1.3. — Définition du probléme mécanique fissuré

modeles de fissures fictives (fictitious crack en anglais), ont été proposés afin de prendre en compte les
non-linéarités de cette zone d’élaboration, pour les matériaux ductiles (Dugdale, 1960) comme pour
les matériaux quasi-fragiles (Baranblatt, 1961). L’idée est de garder une représentation des fissures
par des surfaces de discontinuités de dimension n — 1, mais de concentrer les effets dissipatifs de la
zone d’élaboration sur une certaine portion de ces discontinuités (cf. figure 1.4). Sur la base de ces

travaux Hillerborg et al. (1976) propose de remplacer la condition aux limites (1.16) par :

T =-0-n =—c(w)n/ (1.18)

o-ng

ou o(w) est une fonction, parametre du matériau considéré, w étant 'ouverture de la fissure (cf.
exemple de la figure 1.5). Un des exemples les plus utilisés dans le cas du béton est la loi bilinéaire
(Petersson, 1981), & laquelle on s’intéressera plus en détails dans la section 2.5.1. L’introduction de
(1.18) permet de diviser la fissure en deux parties : une partie libre ot aucune contrainte n’est transmise
entre les deux levres, et une zone cohésive en pointe ou des efforts transitent malgré I'ouverture de la
fissure. On remarquera que Pintroduction d’une zone cohésive permet d’éviter le caractére non borné
du champ de contraintes en pointe de fissure. Le reste du matériau demeure élastique linéaire. D’autre
part, contrairement au modele de Griffith, le modele de fissure cohésive permet de gérer I'initiation
des fissures, en introduisant celles-ci dans la structure lorsque I'une des contraintes principales atteint

la valeur maximale de o(w) (0. dans I'exemple de la figure 1.5).

La propagation de fissures cohésives n’est cependant pas triviale du point de vue numérique. Par
exemple, Hillerborg et al. (1976) considére sur un essai de flexion 3 points (cf. figure 1.6) que la fissure
se propage des que o,, atteint g, : dans ce cas, la condition de symétrie sur u, est remplacée par un
effort cohésif o(w). L’inconvénient est qu’il est nécessaire de connaitre le trajet de propagation de la
fissure a priori, afin d’y positionner des nceuds du maillage éléments finis. Lorsque ce n’est pas le cas, il
est nécessaire de modifier le maillage au fur et & mesure de la propagation (on verra dans la section 1.3.3

que des méthodes particulieres ont été développées afin de résoudre ce probleme). Se pose également
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FIGURE 1.4. — Fissure cohésive équivalente

Oc

We w

FIGURE 1.5. — Exemple de loi cohésive o(w)

<o )

N
&
g

FIGURE 1.6. — Propagation d’une fissure cohésive dans une poutre en flexion 3 points (Hillerborg
et al., 1976).

la question de la direction de propagation; les critéres en contraintes sont numériquement difficiles
a évaluer car ils nécessitent des maillages fins en pointe de fissure, mais des critéres énergétiques
existent (voir par exemple (Erdogan et Sih, 1963)). Enfin, ces modeles ne s’appliquent qu’a des macro-
fissures, et ne permettent pas d’étudier le phénomene d’endommagement diffus di & ’apparition de

micro-fissures.

On peut également citer les travaux de Bazant et Oh (1983) sur le modele de “bande fissurée”
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(crack band model), ol les micro-fissures de la zone d’élaboration sont supposées étre a origine d’une
déformation de fissuration €. Cette déformation est prise en compte dans la matrice de compliance
d’une bande d’éléments de largeur /;, par le biais d’une loi adoucissante o(e¢). L'un des principaux
inconvénients de cette méthode est que le trajet de fissuration est lié & Porientation des éléments du
maillage. On peut montrer que cette méthode est équivalente au modele cohésif, qui peut étre vu

comme la limite du modele de bande fissurée quand [, tend vers zéro.

1.3.3. Introduction de discontinuités dans la solution

Numériquement, l'introduction dans un maillage éléments finis de surfaces de discontinuités de
dimension n— 1 pose probleme ; les fonctions d’interpolation éléments finis étant continues, la fissure ne
peut traverser les éléments. Les noeuds des éléments doivent donc coincider avec les bords de la fissure,
qu’elle soit cohésive (cf. section 1.3.2) ou non (cf. section 1.3.1). Cela rend I'’étude de la propagation
de fissures laborieuse, une étape de remaillage étant nécessaire 4 chaque pas de propagation. Afin
de résoudre ce probléme, plusieurs méthodes ont été développées, comme par exemple 'approche des
discontinuités fortes (J. Oliver, 1996a,b), dans laquelle 'approximation du champ de déplacement est

écrite comme la somime de deux termes :

u(e) = a() + H(z)[[u])(2) (L.19)

ou H est la fonction de Heaviside valant 0 d’un c6té de la fissure et 1 de 'autre. @ correspond & la
partie réguliére du saut de déplacement et [[u]] au saut de déplacement.

Plus récemment, la méthode des éléments finis étendus, plus couramment appelée X-FEM (eXtended
Finite Element Method) (Moés et al., 1999) suppose une approximation de la solution en déplacements

de la forme :

u'(2) =) wiNi(z) + ) a;Nj(x)H(z) + Y Ni(z) (Z bﬁcFl(m)) (1.20)
l

1€l jed keK

ou N; ; 1, sont les fonctions d’interpolation éléments finis classiques, I I'ensemble des nceuds du maillage
et u; les déplacements nodaux associés. J désigne 'ensemble des nceuds du maillage coupés par la
fissure, la discontinuité du champ de déplacement est prise en compte via la fonction d’enrichissement
de Heaviside H, les a; étant les inconnus nodales associées a cet enrichissement. K désigne les nceuds
des éléments situés en pointe de fissures, qui sont enrichis & l'aide de fonctions spécifiques permettant
de prendre en compte la singularité du champ des contraintes, les bi: étant les inconnues nodales as-
sociées. La position de la fissure est déterminée via I'utilisation de fonctions de niveau (ou level-sets
en anglais). Cette approche a tout d’abord été développée dans le cadre du modele de Griffith, mais a
rapidement été étendue aux fissures cohésives (Moés et Belytschko, 2002). Elle permet de représenter
plus finement la fissure qu’avec 'approche des discontinuités fortes, pour laquelle la position de la
discontinuité peut étre discontinue entre les éléments. En particulier, 'approche des discontinuités
forte ne permet pas de localiser précisément la pointe de la fissure. La gestion de la multi-fissuration
(Daux et al., 2000; Budyn et al., 2004), et en particulier du branchement et de la coalescence des

fissures, reste néanmoins difficile au niveau de la prise en compte des enrichissements.
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1.4. Mécanique de I'endommagement

1.4.1. Modeles locaux

La mécanique de I'endommagement remonte aux travaux de Kachanov (1958); Chaboche et Le-
maitre (1988). L’effet adoucissant des micro-fissures est pris en compte en introduisant une variable
d’endommagement d, qui va diminuer progressivement la rigidité du matériau. En supposant que le
seul phénomene dissipatif mis en jeu est endommagement (on ne considére pas par exemple les effets

thermiques ou la plasticité par exemple), la densité d’énergie libre du matériau s’écrit :

T(e,d) = %(1 _d)e:C:e (1.21)

ou C est le tenseur de Hooke du matériau non-endommagé. Physiquement, d peut étre considérée
comme la densité de micro-défauts : d est ainsi comprise entre 0 pour un matériau sain et 1 pour un
matériau totalement endommagé. On considére dans ce qui suit que d est un scalaire, ce qui implique
qu’on suppose le matériau isotrope, mais cette variable peut également étre tensorielle dans le cas de

I’endommagement anisotrope.

Les loi d’états se déduisent de ’expression du potentiel ¥ :

ov
o= —(1-ac:e (1.2
ovr 1

o est le tenseur des contraintes de Cauchy, et Y le taux de restitution d’énergie élastique. Ce taux
de restitution d’énergie permet de décrire I’évolution de la variable d’endommagement a l'aide des

équations de propagation :

F<0, d>0, fd=0 (1.24)

f est une fonction critere, qui dépend du modéle considéré.

Modeéle de Mazars Parmi les modéles employés pour modéliser le comportement du béton, on citera
par exemple le modele de Mazars (1986), qui a l'avantage de distinguer les endommagements en

traction et en compression. On introduit la déformation équivalente :

(1.25)
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avec ¢; les déformations principales du tenseur des déformations et < . > 'opérateur de Macaulay :

(ei)y = & S% € >0 (1.26)
(ei), = 0 si <O

La fonction seuil s’écrit alors :
fldy=€-K(d) <0 (1.27)

avec K(0) = €4, la valeur initiale de la déformation pour laquelle Pendommagement commence a

apparaitre.

L’endommagement s’écrit alors comme une combinaison linéaire d’un endommagement d; en traction

et d’'un endommagement d, en compression :

d=ald, +dld, (1.28)

ou S est un coefficient qui a été introduit (Pijaudier-cabot et al., 1991) afin de limiter 'endommagement

en cisaillement. oy et a. sont calculés de la facon suivante :

: E?C <Ei>+
e = S (1.29)

i1=1

t7
)

I'indice t et ¢ respectivement :

A C 7 . 77 . o . » .
ou €. sont les valeurs propres des déformations créées par les contraintes positives et négatives, pour

{et = Hcoo>, —Lir(<o >,) (1.30)

e = H<o>_ —Zir(<o>)

On remarque que oy = 1 et a, = 0 pour une sollicitation de traction pure, et ay = 0 et o, = 1
pour une sollicitation de compression pure. Enfin, les endommagements en traction et en compression

s’écrivent :

1-4 ~
do=1— 0= A B (1.31)

€

Ce modele est I'un des plus utilisés, pour sa robustesse et sa simplicité, mais ne permet pas de bien
représenter le comportement du béton en cisaillement. La présence de I'opérateur de Macaulay, non
dérivable en zéro, empéche le calcul de la matrice tangente. La matrice sécante est en pratique utilisée,
ce qui ralentit la convergence de 'algorithme de résolution non-linéaire utilisé. De plus il ne permet

pas de prendre en compte la récupération de raideur lors de la fermeture des fissures.

Autres modeéles d’endommagement Parmi les modeles d’endommagement anisotropes existants,
on peut citer par exemple celui de Desmorat et al. (2007) qui utilise une variable d’endommagement

tensorielle D , ou la contrainte effective s’écrit :
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1 |:< tI‘(O’) >+_ < tI‘(O’) S T (132)

&:[U—ln”ﬂaWI—Dr”ﬂD+§ D)

ot (.)P = (.) — ttr(.)I. L'utilisation d'une variable tensorielle permet de mieux prendre en compte

la dissymétrie du comportement en traction et compression. En effet, les micro-fissures ont tendance
a s’orienter perpendiculairement 3 la direction de chargement pour un chargement en traction, et
parallelement & la direction de chargement pour un chargement en compression. Pour une variable

d’endommagement tensorielle, on aura alors :

Dy 0 0
D~|0 0 0 (1.33)
0 00

pour un chargement en traction suivant la direction 1, et

0 0 0
D~ |0 D, 0 (1.34)
0 0 Dj

pour un chargement en compression suivant la direction 1.

Ce type de modéles s’avere particulierement intéressant lorsque les structures étudiées sont soumises
a des chargements multiaxiaux (tension-cisaillement, par exemple) ou non radiaux. Ils sont en revanche
plus complexes & implémenter, et ne sont pas nécessaires pour les cas de chargements considérés dans

la plupart des études.

Il peut éventuellement étre nécessaire de prendre en compte les déformations anélastiques dues a
I'ouverture des micro-fissures. La Borderie (1991) propose ainsi 'expression suivante de la déformation

élastique € et de la déformation anélastique €*” :

&:;£Z;+;ﬁzd+;w—m@n (1.35)
Gan _ /Btdt (O’) /Bcdc
- E(l—dy) E(1—d.)

I (1.36)

ou f; et B, sont des parameétres du modele, et F' une fonction de refermeture de fissure. 11 est également
possible de prendre en compte les déformations anélastiques en utilisant un couplage avec la théorie
de la plasticité, comme avec le modele de Jason et al. (2006). Ce type de modele est utilisé notamment
pour étudier des structures sous sollicitation cyclique, comme un chargement sismique par exemple.
Enfin, des modeles permettent de tenir compte a la fois de I’anisotropie induite par la fissuration, des
chargements non radiaux, de leffet unilatéral et des déformations anélastiques (Fichant et al., 1999;
Sellier et al., 1999).
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1.4.2. Probléme de localisation

I’inconvénient de ce type de modele est d’entrainer dépendance pathologique au maillage des
résultats obtenus (Bazant, 1976), ce que l'on illustre sur 'exemple de la figure 1.7 (a). Une barre de
longueur L est encastrée & 'une de ses extrémités, et soumise & un chargement & son autre extrémité.
Cette barre est constituée d’un matériau adoucissant, dont la relation o = f(¢) est donnée sur la figure
1.7 (b). Cette barre est maillée avec deux éléments finis, numérotés 1 et 2. L’équilibre statique de la
barre impose une contrainte constante og le long de celle-ci.

Lorsqu’on applique le chargement sur la barre, tant que la déformation reste inférieure & la déformation
au pic €, la déformation est identique dans les éléments 1 et 2 et vaut ¢g = 92. Le probleme d’unicité
intervient lorsque la déformation commence & dépasser ¢y dans un ou deux des éléments. Plusieurs cas

sont possibles :

1. Si la déformation est parfaitement homogéne, les deux éléments vont entrer dans la partie adou-
cissante de la courbe, la déformation sera donc homogene dans la barre et égale a une valeur
€1 > €p (cf. figure 1.7 (b))

2. En pratique, une barre n’est jamais totalement homogéne. Numériquement, on peut étre confronté
a des instabilités ou des erreurs d’arrondis numériques. Ainsi la déformation seuil €, est généralement
atteinte en premier dans un élément, par exemple dans I’élément 1, qui entre donc dans la phase
adoucissante (e; > €,). L’élément 2 quant a lui, n’est pas encore entré dans la phase adoucis-
sante : la contrainte étant constante, le seul état de déformation possible est e; < ¢, (cf. figure

1.7 (b)), ce qui correspond & une décharge élastique

Cet exemple est généralisable pour un nombre N d’éléments finis. La encore, la situation 2 est la
plus probable (adoucissement d’un élément et décharge élastique de tous les autres). Cet exemple
illustre bien la non-objectivité des résultats numériques par rapport au maillage : en effet, en faisant
tendre la taille des éléments du maillage vers zéro, la zone dans laquelle ont lieu les phénomeénes
dissipatifs (adoucissement) tend vers zéro, entrainant une dissipation nulle, ce qui n’est physiquement
pas acceptable.
Afin de résoudre ce probléme, il est nécessaire d’introduire numériquement une longueur caractéristique,

afin que les phénoménes dissipatifs se localisent dans une zone de dimension non nulle. Quelques-unes

des méthodes développées dans la littérature dans ce but sont présentées dans les paragraphes suivants.

1.4.3. Méthodes de régularisation des modeles locaux
Modeéles a second gradient

Les modeles & second gradient (Cosserat et Cosserat, 1909) consistent & faire intervenir le second
gradient du champ de déplacement, 14 ot la plupart des modeles ne font intervenir que le premier
gradient (cf. équation 1.5). Pour cela, on introduit un terme supplémentaire (Chambon et al., 1998)

dans l'expression du travail des efforts internes (1.9) :

Wipy = / (0 e(du) + 3 : VVou) dQ (1.37)
Q
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(a)

FIGURE 1.7. — Illustration du probleme d’unicité pour les modeles adoucissants. (a) Barre de longueur
L maillée avec deux éléments finis. (b) Loi de comportement adoucissante o = f(e)
considérée

ou X est un tenseur de double contrainte d’ordre 3, lié au terme VVdu par une relation de com-
portement de second gradient (cf. figure 1.8). Le travail des efforts externes (1.10) doit également étre

modifié afin d’introduire une condition aux limites de double force Fy :

Wewt = / (Td ~ou+ Fg- Véu) dr (138)
oN

dN=A du if u'<e,

dN=A,.du’ if u'>e, dM = B.du”
+A M
N4 dN=0 if u’:-e",,,i-A-'—L) A
A,
B
A A,
u’ a
u
—» —»
i

FIGURE 1.8. — Exemple de loi de comportement de type second gradient en 1D (Chambon et al.,
1998) (N : contrainte classique. M : double contrainte). A gauche : loi de comportement
adoucissante pour le premier gradient. A droite : loi de comportement linéaire élastique
pour le second gradient.

L’approche second gradient est couplée au modele d’endommagement de Mazars (Mazars, 1986) par
Kotronis et al. (2005), qui met en évidence la présence d’une longueur caractéristique dans le modele,

ce qui permet de garantir I’objectivité des résultats par rapport & la discrétisation éléments finis. En
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revanche, I'unicité de la solution n’est pas assurée.

Régularisation de variables internes

Les méthodes de régularisation de variables internes supposent que la valeur de la variable régularisée
en un point donné est influencée par les valeurs de cette variable dans le voisinage de ce point. Ces
méthodes permettent de restranscrire & 1’échelle macroscopique les phénomeénes ayant lieu a 1’échelle
microscopique. Dans le cas du béton, ces phénomenes sont dus d’'une part au caractere hétérogene du

matériau, d’autre part aux interactions entre les micro-fissures (Bazant, 1991).

Modeéle non-local intégral L’une des solutions pour résoudre le probleme de localisation des modeles
d’endommagement locaux a été proposé par Pijaudier-Cabot et Bazant (1987). Etant donnée une

grandeur X, on définit sa valeur moyennée X de la facon suivante :

_ _ fQX(s)qﬁ(m, 8)dQ2

X = 1.39
(w) fQ (;5(:13,8)d5 ( )
ou £, est une longueur caractéristique du matériau considéré et ¢ est une fonction poids :
¢0 (:13, 3)
px,8) = 77—+ 1.40
Plusieurs choix sont possibles pour ¢, le plus courant étant une fonction gaussienne :
4 _ 2
fo(®, 8) = exp (—W) (1.41)
Cc

Dans Pexpression (1.40), ¢¢ est normée afin de pouvoir représenter un champ uniforme, c’est-a-
dire X = X si X est uniforme sur Q. On remplace ensuite dans les équations du modele local une
des variables internes X par sa valeur moyennée X. Différents choix sont possibles pour la quantité 3
moyenner, par exemple : dans le cas du modele de Mazars, on peut moyenner la déformation équivalente
(cf. équation (1.25)), dans le cas plus général défini par le potentiel (1.21), on choisira de moyenner le
taux de restitution d’énergie Y (Pijaudier-Cabot et Bazant, 1987) (cf. équation (1.23)), etc. Le choix
de la quantité & moyenner doit cependant s’effectuer avec précaution afin d’éviter des problémes de
locking (Jirdsek, 1998), c’est-a-dire une contrainte non-nulle lorsque d = 1. On remarquera que le fait
de normer ¢y rend ¢ non-symétrique par rapport & ses arguments, entrainant une non-symétrie de
I'opérateur tangent (Jirdsek et Patzdk, 2002). La valeur de X en un point donné « dépend ainsi
des valeurs de X sur un sous-domaine de rayon de lordre de 24, (¢(x,s) étant quasiment nul si
||z — s|| > £.). Dans le cas du béton, Bazant et Pijaudier-Cabot (1989) montrent expérimentalement

que £, ~ 2.7d,, ou d, est la taille du plus gros granulat.

Cette méthode & pour inconvénient d’étre coliteuse en ressources informatiques, le calcul des quan-
tités moyennes par l'équation (1.39) devant étre effectué sur tout le domaine. De plus, le fait de
moyenner introduit des couplages entre degrés de libertés distants de £, qui n’existent pas pour des

modeles purement locaux, ce qui augmente la largeur de bande de la matrice tangente. Des effets de
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bords peuvent étre observés aux frontieres du domaine Q (Krayani et al., 2009) si le support de la
fonction poids (1.40) n’est pas tronqué. Giry (2011) met également en évidence d’autres problémes
liés & Pamorcage en présence de singularités géométriques, ainsi que des erreurs de calcul des valeurs
moyennées proches des bords ou de la rupture, et propose une amélioration consistant a remplacer la
longueur caractéristique constante ¢, par une longueur caractéristique évolutive dépendant de 1’état

de contrainte local.

Modéle non-local a gradients Les modeles & gradients ont été proposés par Lasry et Belytschko
(1988), et consistent & régulariser la déformation e (en 1D) en écrivant un développement de Taylor

ou sont négligés les termes d’ordre supérieurs a 2 :

€=e€+c*Vie (1.42)

ou ¢ est homogene & une longueur. Cette expression de € est cependant peu adaptée dans le cadre
d’un calcul numérique : le terme en V2¢ nécessite en effet d’utiliser des fonctions d’interpolation au

moins de classe €. Peerlings et al. (1996) proposent donc une expression implicite de €eq :

€—c*V%e=c¢ (1.43)

€ devient ainsi solution d’une équation différentielle du second degré, dans laquelle n’intervient
qu’un terme en €, ce qui ne nécessite quune continuité €° des fonctions d’interpolation. Pour résoudre

I'équation (1.43) il faut imposer des conditions aux limites :

Vé-n =0 sur 0 (1.44)

Cette condition n’a pas de réelle signification physique, ce qui pose la question de la qualité des
résultats au niveau des bords du domaine. Peerlings et al. (2001) montrent que la régularisation non-
locale intégrale et le modele & gradient implicite (1.43) sont qualitativement équivalents. Il est possible
de montrer que la déformation moyenne calculée par (1.43) peut s’exprimer sous la forme (1.39), avec
une fonction poids particuliére. Ils illustrent également sur des exemples de propagation d’ondes et
d’analyse de champs de déformation en pointe de fissure que la formulation explicite (1.42) aboutit a
des résultats non-physiques, comme par exemple une déformation qui n’est pas maximale en pointe de
fissure, ce qui constitue un argument supplémentaire en faveur de la formulation implicite. On notera
enfin que tout comme pour les modeéles non-locaux intégraux, il est possible de régulariser d’autres

variables que la déformation.

Champs de phase

L’approche par champs de phase (en anglais phase field), initialement développée pour I’étude des
changements de phase en physique, a été adaptée a I’étude de la propagation dynamique des fissures
en mode III par Karma et al. (2001). Elle est ensuite reprise (Miehe et al., 2010) dans le cadre de
la propagation quasi-statique des fissures. Cette approche s’inscrit dans le cadre de la formulation

variationnelle de la rupture (Francfort et Marigo, 1998), initialement motivée par les faiblesses de
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la mécanique de la rupture (initiation, propagation de fissures complexes avec branchement et/ou
coalescence), mais se rapproche davantage de la mécanique de 'endommagement dans son formalisme
(pas de discontinuité).

Un champ auxiliaire «, qui joue un rble équivalent & celui du champ d’endommagement d en
mécanique de 'endommagement, est introduit. Une des particularités de ’approche phase field du
point de vue numérique est que ce champ auxiliaire est une variable nodale et doit donc étre discrétisé,
contrairement & la mécanique de 'endommagement ot d est une variable interne. Le champ « satisfait

les équations suivantes :

a—1*Via =0 dans (1.45)
a=1 sur I’ (1.46)
Va-n=0 sur OS2 (1.47)

« peut étre considéré comme un lissage de la fonction indicatrice de la position de la fissure T,
c’est-a-dire la fonction valant 1 sur la fissure et 0 partout ailleurs (cf. figure 1.9). Pour une poutre 1D

de longueur infinie et fissurée en z = 0, a a pour expression (Miehe et al., 2010) :

alr) =e (1.48)
(a) (b)

FIGURE 1.9. - Champ auxiliaire o pour une fissure en z = 0. (a) Champ idéalisé. (b) Champ lissé.

L’approche phase field a été comparée a la méthode TLS, utilisée dans ce mémoire et présentée plus
en détails dans le chapitre 2 par Cazes et Moés (2015). Un profil d’endommagement TLS est déduit
de (1.48) afin d’obtenir une énergie de fracture équivalente. Cette comparaison sur un cas 1D permet
de mettre en évidence que la condition aux limites (1.47) a tendance & causer des effets de bords. Ces
effets sont présents aussi avec la méthode TLS mais de facon amoindrie et dus au calcul des variables

régularisées plutdt qu’a une condition aux limites.

1.5. Transition endommagement-rupture

Les deux approches présentées dans les sections 1.3 et 1.4 sont différentes mais néanmoins équivalentes.

Ainsi Mazars et Pijaudier-cabot (1996) établit un lien entre les deux approches, basée sur 'égalité des
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incréments d’énergie dissipée :
Jo(=Yd)dQ
Ge

ou laire de la fissure A et le taux de restitution d’énergie critique G., qui sont des grandeurs ca-

dA = (1.49)

ractéristiques de la mécanique de la rupture linéaire, sont mis en relation avec le taux de restitution
d’énergie élastique Y et la variable d’endommagement d, qui sont des grandeurs caractéristiques de
la mécanique de 'endommagement. Cela permet de déduire une zone endommagée équivalente & une
fissure, et inversement. Cazes et al. (2009, 2010) utilise ce principe avec un modele de fissure cohésive
en exploitant le fait que G, est égal & l'aire sous la courbe d’adoucissement o = f(w). La courbe
o = f(w) est ainsi obtenue & partir d’'un modele d’endommagement non-local. Planas et al. (1993)
montrent analytiquement sur un cas 1D qu’un modele cohésif peut-étre solution d’un probléeme traité
a l'aide d’un modele non-local. Ainsi modeles non-locaux et cohésifs semblent toujours équivalents
lors de la phase de localisation, et pour des problemes sans endommagement diffus les deux approches
donneront des résultats similaires. En revanche, aucune des deux utilisée séparément ne peut modéliser
Iintégralité du processus de dégradation des structures, depuis l'initiation de 'endommagement diffus,

jusqu’a 'ouverture des macro-fissures.

Des méthodes permettant la transition entre endommagement et rupture ont été proposées, par
exemple par Peerlings et al. (2000) dans le cas de la fatigue. La méthode développée est motivée
par certains problemes de la mécanique de 'endommagement apparaissant lorsque d tend vers 1.
Numériquement, cela peut rendre le probléme a résoudre singulier puisque la raideur de tels éléments
devient nulle, entrainant des problemes de conditionnement. Généralement, la valeur de d est bornée
a une valeur strictement inférieure & 1, ce qui permet de résoudre le probléme. En revanche, un
autre probleme apparait, spécifique aux modeles non-locaux ; en effet, les interactions non-locales de
part et d’autres des levres de la ”fissure“ (zone ou d est proche de 1) ont tendance & causer une
croissance non-physique de la zone endommagée. La solution proposée par Peerlings et al. (2000)
consiste donc simplement a supprimer du calcul les éléments pour lesquels 'endommagement est
proche de 1. L’inconvénient de cette approche est que la taille de la fissure dépend de la taille des
éléments du maillage. L’approche proposée par Simone et al. (2003), motivée par les problemes de
croissance non-réaliste de la zone endommagée, utilise un modele d’endommagement a gradients associé
a la méthode des discontinuités fortes (cf. section 1.3.3) afin d’introduire une fissure libre lorsque la
valeur de 'endommagement est proche de 1. Cela permet de supprimer les interactions non-locales
superflues. Partant d’un modele d’endommagement non-local, Comi et al. (2007) déduit une valeur
critique endommagement D, au deld de laquelle une fissure cohésive est introduite. D, est un
parametre numérique dépendant de la taille des éléments du modele, en fonction de la précision désirée.
La forme de la loi cohésive est déterminée de facon a ce que la fissure dissipe 1’énergie qu’aurait dissipé

I'endommagement s’il n’avait pas été borné a D,,.
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2. L’approche Thick Level Set
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2.1. Introduction

On a vu dans les sections 1.3 et 1.4 que les modeles permettant d’étudier le comportement des

matériaux quasi-fragiles peuvent étre classés en deux catégories :

La mécanique de la rupture , présentée dans la section 1.3. Les macro-fissures sont introduites sous
la forme de discontinuités du champ de déplacements. Les modeles cohésifs 1.3.2 en particulier
permettent de s’assurer que la dissipation d’énergie induite par la zone d’élaboration est bien
reproduite. L’ouverture des fissures peut ainsi étre extraite, en revanche la gestion de 'endom-

magement diffus ne peut étre prise en compte avec ce type de modeéles.

La mécanique de I'endommagement , présentée dans la section 1.4. I’influence de la micro-fissuration
est représentée par une diminution des propriétés mécaniques du matériau, via des lois de
comportement adoucissantes, qui posent des problemes de perte d’unicité de la solution. Des
méthodes de régularisation (cf. section 1.4.3) permettent cependant d’y répondre. Ces approches

étant continues, il n’est en revanche pas possible de modéliser 'apparition de macro-fissures.

Quelques exemples de méthodes permettant de combiner les avantages des deux types de modéles
ont été donnés dans la section 1.5. L’approche Thick Level Set, souvent abrégée “TLS”, initialement
proposée par Moés et al. (2011), fait partie de cette catégorie. Il s’agit d'une méthode de régularisation
des modeles d’endommagement locaux (cf. section 1.4.3) dont I'un des principaux avantages (Bernard
et al., 2012; Moreau et al., 2016), comme on va le voir dans ce chapitre, est d’introduire de facon na-
turelle des discontinuités du champ de déplacement par la méthode X-FEM. Initialement, la méthode
TLS ne permettait de traiter que des problemes ou I'endommagement était localisé, mais a rapidement
été étendue au cas de 'endommagement diffus (Moés et al., 2014). La méthode TLS est également
applicable en dynamique (Moreau, 2014). Des méthodes de résolution efficaces pour traiter des calculs
3D sont présentées dans (Salzman et al., 2016). Enfin, Papproche TLS a été appliquée a I'étude des
matériaux composites stratifiée par Gorris (2012), qui s’est intéressé notamment au processus de fissu-
ration transverse et au délaminage, et par van der Meer et Sluys (2015) pour ’étude de la délamination

en mode II.

Les concepts généraux de la méthode TLS sont tout d’abord rappelés dans la suite de cette section.
Une présentation unifiée des deux versions de la méthode qui ont été proposées jusqu'a maintenant
(Moés et al., 2011, 2014) est ensuite développée dans les sections 2.2 et 2.3. Les différences entre les
deux méthodes y sont mises en évidence, et récapitulées dans la section 2.4. Le choix des parametres
de la méthode TLS est discuté dans la section 2.5. En particulier, leur influence sur le comportement
local aux points de Gauss est étudié. La méthode utilisée dans cette these pour caler les différents

parametres y est également expliquée.

2.1.1. Equations du modéle local

La méthode TLS est ici introduite & partir du modele local défini & partir de ’énergie libre suivante :

¢@@:%u—@acw (2.1)
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ol € est le tenseur des déformations, C le tenseur de Hooke et d la variable (scalaire) d’endommagement.
Le potentiel (2.1) a été choisi pour sa simplicité, mais on notera que 'approche TLS ne dépend pas
de I'expression de (e, d).

Les équations d’état s’en déduisent :

a':(?;ﬁ:(l—d)C:e (2.2)
0 1
Y:—a—'z:§e:(€:e (2.3)

ou o est le tenseur des contraintes de Cauchy et Y le taux de restitution d’énergie élastique. Afin
d’introduire une dissymétrie du comportement entre la traction et la compression, le potentiel (2.1)
est modifié (Lemaitre et Desmorat, 2005) :

A
YP(e,d) = p(1 — azd)e? + 5(1 — ad)tr(e)? (2.4)
ou 4 et A sont les coefficients de Lamé, ¢; les valeurs propres du tenseur des déformations et

a; = 5 si € <0
1 si >0

) (2.5)
a= f si tr(e) <0
1 si tr(e) >0
Les lois d’état sont modifiées en conséquence :
o; = 2u(1 — a;d)e; + A(1 — ad)tr(e) (2.6)
A
Y = —pojer — ozgtr(e)2 (2.7)

avec 0 < 8 < 1. Si 8 = 1, on retrouve le potentiel linéaire (2.1). Si § = 0, 'endommagement n’agit
plus sur la partie compression du potentiel, le matériau récupere sa raideur en compression et ne peut
s’endommager qu’en traction.

La propagation de Pendommagement est alors gouvernée par ’équation

F(Y,d) <0, d>0, f(Y,d)d=0 (2.8)

ou

f(Y,d) =Y = Y(d) =Y = Y h(d) (2.9)

est une fonction seuil. Y est une constante, paramétre du modele, et h est une fonction également
parametre du modele appelée fonction d’adoucissement. Dans les premieres versions de la méthode
TLS (Moés et al., 2011; Bernard et al., 2012) la fonction constante h(d) = 1 était considéré. Ce cas
correspond aux matériaux purement fragiles. Une fonction A croissante et adimensionnée, telle que
h(0) = 1, a été introduite plus tardivement (Moés et al., 2014; Parrilla Gémez, 2015) afin d’étudier

les matériaux quasi-fragiles. Le choix de cette fonction sera discuté dans la section 2.5.
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2.1.2. Régularisation par la méthode TLS
Principe

Lors d’un calcul par éléments finis avec un modele local tel que celui défini par (2.4), 'endomma-
gement a tendance & se localiser dans une bande dont la largeur est celle d’un élément fini (cf. section
1.4.2). Autrement dit, dans cette zone le gradient de la variable d’endommagement d devient infini.

L’idée de la méthode TLS est de conserver un gradient d’endommagement fini :

|Vd| < g(d) (2.10)

ou ¢ est une fonction bornée. Pour cela on introduit une longueur caractéristique ¢, en écrivant la
variable d’endommagement d comme fonction d’une level set ¢, d = d(¢$) qui possede les propriétés

sulvantes :

d(¢) =0 si ¢ <
0< d(g)<1l si 0 < ¢ < L. et d(¢)>0 (2.11)
dg)=1 si £ < ¢

Le profil d’endommagement d(¢), défini par 'utilisateur, peut étre considéré comme une propriété
du matériau considéré. Un exemple de profil d’endommagement quadratique d(qAﬁ) = 2qA§ — 4132 (exprimé
en fonction de la variable adimensionnée ngS = ¢/l.) est donné sur la figure 2.1. Du point de vue de la

discrétisation, I'approximation ¢” de ¢ s’écrit :

¢ (@) =Y ¢iLi(x) (2.12)
1EN
ou N est ensemble des noeuds du maillage, et L; sont les fonctions d’interpolation éléments finis

linéaires.

b/

0 1

FicURE 2.1. — Exemple de profil d’endommagement

La condition (2.10) peut s’écrire en fonction de ¢

Vel <1 (2.13)
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La fonction g de (2.10) étant alors égale & g(d) = d'(¢(d)). Le taux d’endommagement s’écrit alors :
d=d(¢)¢ (2.14)

Version simplifiée et version compléte

Jusqu’a présent, deux versions de la méthode ont été proposées, qui dépendent de la facon dont la

contrainte (2.13) est imposée :

— ||[V¢|| =1 : Dans cette version de la méthode, qui est historiquement la premiére (Moés et al.,
2011), la valeur du gradient de ¢ est fixée & 1. I’équation (2.13) est bien respectée, mais cette
contrainte un peu plus forte fait que 'on ne peut modéliser que des problemes o1 I’endommage-
ment est localisé. Cette version de la méthode sera qualifiée de simplifiée.

— [Vl < 1: Dans cette seconde version de la méthode (Moés et al., 2014), le gradient de ¢
peut évoluer, mais est contraint de rester inférieur ou égal & 1, ce qui permet de modéliser
I’endommagement diffus qui apparait avant le phénomene de localisation. Cette version de la
méthode sera qualifiée de compléte.

Certaines étapes de la méthode TLS sont communes aux deux versions, d’autres sont spécifiques

a l'une ou a l'autre. Certaines fonctionnalités pourraient étre utilisées dans les deux versions, mais
ne sont implémentées que dans 1'une ou l'autre. Les calculs réalisés au cours de cette these 'ont été
avec l'une ou l'autre des méthodes, en fonction des spécificités des différents cas tests et des résultats
recherchés. On donne dans la section 2.1.3 I'algorithme de résolution général d’un probléme mécanique
par la méthode TLS. On détaille ensuite dans les sections 2.2 et 2.3 les spécificités des deux versions
de la méthode, telles qu’elles sont implémentées. Un récapitulatif sur les deux versions de la méthode

sera fait dans la section 2.4.

2.1.3. Résolution explicite

Quelle que soit la version de la méthode TLS considérée, le probleme est résolu de facon explicite,
c’est-a-dire que le champ de déplacement w et la level set ¢ sont calculés successivement. De plus, le
chargement F' (qui peut étre un effort aussi bien qu'une condition aux limites en déplacements) est

considéré comme étant une inconnue du probleme : on I’écrit sous la forme :

F = pFye (2.15)

oll F..5 désigne un chargement de référence (par exemple, le déplacement ou I'effort maximal que I'on
souhaite imposer & la structure étudiée). Le facteur de charge p est une inconnue du probleme, que
lon va calculer & chaque itération du calcul de facon a obtenir une certaine propagation du champ ¢.
Cela permet entre autres de traiter les problemes de snap-back couramment rencontrés lorsque 1'on
utilise des modeles adoucissants.

En tenant compte de la loi de comportement (2.2), et en négligeant les efforts volumiques, le probleme
mécanique (1.8) présenté dans la section 1.2, pour le chargement de référence F,.; peut se réécrire

sous la forme suivante : trouver u,.s € Crey tel que :
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/(1 — d)e(tyep) : C: e(0u)dQ = / Tyyey - dudl’, You € Cy (2.16)
Q o9

ou :
C7‘€f = {’U € H1(9)7 UV = Ugref SUT aQu} (2.17)

et ug = pgref, Ta = pTyzef-
Tout calcul par la méthode TLS (peu importe la version considérée) suit les étapes de calcul

présentées dans I'algorithme 1.

Connaissant (u”, ¢", u") au pas n :

1. Une solution de référence ufe"}l est calculé & partir de ¢™. ¢" étant connu, d" aussi (équation

ntl solution de (2.16) pour

(2.2)), le probléme (2.16) devient linéaire, on peut donc calculer w, ;"

le chargement Fj..r. On remarque que si la relation de comportement assymétrique (2.6) est
utilisée, le probleme (2.16) devient non-linéaire par rapport & u , on le résout donc avec un
algorithme de Newton-Raphson.

2. On calcule le nouveau facteur de charge p™*!, on a alors u™*! = u”“ufg}l (cf. équation (2.44)

section 2.2 pour la version simplifiée et équation (2.67) section 2.3 pour la version compléte).

3. A partir du champ ufe"}l et de u™*1, on calcule ¢"*! (cf. section 2.2 pour la version simplifiée

et section 2.3 pour la version complete).

Algorithme 1 : Algorithme explicite de résolution d’un calcul par la méthode TLS

2.2. Version simplifiée

On présente dans cette section la méthode TLS présentée dans (Bernard et al., 2012), basée sur les

concepts introduits dans (Moés et al., 2011), pour le cas olt on impose :
Vel =1 (2.18)
On définit les domaines et interfaces suivants :

QO_={z e, ¢=) <0} (2.19)
Q, ={zecQ 0<dp(x) <L} (2.20)
Qe={xcQ, ¢(x)> 1} (2.21)
To={zecQ, ¢(x)=0} (2.22)
.={zeQ, ¢x) =10} (2.23)
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FIGURE 2.2. — Définition des différents domaines.

Dans ces conditions (cf. figure 2.2), et en prenant en compte les propriétés du profil d’endommagement
d(¢) (2.11) :

— _ est le sous-domaine de 2 non-endommagé, qu’on appellera aussi “matériau sain”

— {2 est le sous-domaine de 2 partiellement endommagé, ou “matériau endommagé”

¢

— . est le sous-domaine de 2 totalement endommagé, ol encore “zone morte”

— D'y est la frontiére entre le matériau sain et le matériau endommagé, qu’on appellera “front
d’endommagement”
— I'¢ est la frontiere entre le matériau endommagé et la zone morte. On remarque que I'. correspond

a la position des fissures macroscopiques

On insiste sur le fait que la condition (2.18) est vérifiée sur Q tout entier, ce qui ne sera pas le cas
dans la section 2.3.

Un choix possible pour ¢ permettant de vérifier (2.18) est une fonction distance signée, c’est-a-dire
telle que pour tout point « de € :
¢(x) = £ min ||z — y| (2.24)
yelo

le signe de ¢(x) étant positif si @ € Q. et négatif six € Q_.

2.2.1. Calcul des champs moyens
Définition

En tenant compte de (2.14), la dissipation s’écrit :

D=—{ Yd(¢)dQ (2.25)
Q4

Afin de respecter (2.18), le taux de la fonction level set ¢ doit vérifier :
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V- V=0 (2.26)

]
I
-
\J

0<é<t, Vo
6 =0

FIGURE 2.3. — Définition de la zone endommagée

Ce qui signifie que qﬁ est uniforme le long de segments paralleles & V¢ (cf. figure 2.3). Autrement
dit, connaitre la facon dont ¢ se propage le long de I'g suffit & savoir comment se propage ¢ dans
I’ensemble du domaine. On peut ainsi définir un systeme de coordonnées locales (¢, s), tel que s est
tangent aux iso-valeurs de ¢.

On écrit alors (2.25) dans le systéme de coordonnées (¢, s) (Moés et al., 2011) :

D=-— /FO (/OZ(S) Y (¢, s)d'($) (1 - pg’;) d¢> $ds (2.27)

ol p(s) est le rayon de courbure de Ty et £(s) la largeur de la zone endommagée. Comme ¢ est

indépendant de ¢, la force thermodynamique associée Y doit 1’étre aussi; on cherche donc Y tel que :

/OZ(S)Y((ZS, 0 <1 B pzi)) 10— /Oé(s) Ys)d(4) (1 B pzi)) dp = Y (s) /Oé(s) d'(¢) (1 - pé)) d¢
(2.28)

Ce qui ameéne 3 définir, pour une grandeur donnée X, sa valeur non-locale X (s) le long de T :

_ LYx@ e (1- ) e
X == o
KO a) (1- 5 do

La grandeur X (s) est constante le long du gradient de ¢, et ne dépend que de la position le long du

(2.29)

front d’endommagement I'g. On choisit ici de régulariser le critere f : f = Y — Y,. L’équation (2.8)

est alors remplacée par sa version non-locale, définie le long de Ty :

f<0,a>0, fa=0 (2.30)

ou a = ng est ’avancée du front d’endommagement. Cette équation permet de déduire ’avancée du
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front I'g pour chaque valeur de I’abscisse curviligne s.

Méthode Lagrangienne

L’équation (2.30) nécessite de calculer les valeurs moyennées Y et Y, qui appartiennent & 'espace

sulvant :

% ={yecL*), Vy-V¢=0} (2.31)

Or lutilisation de (2.29) fait intervenir le rayon de courbure p(s), qui peut s’avérer compliqué a
calculer en pratique. On préfere donc calculer Y (la démarche est la méme pour Y.) en résolvant la

formulation variationelle suivante : trouver Y € % tel que :

/ YY'd' (4)dQ = / YY ' d(¢)dQ, VY € (2.32)
Q4 Q4

On impose ainsi de facon forte que Y doit &tre constant le long du gradient de ¢. La construction
de Vespace % étant complexe, on choisit plutét d’imposer faiblement la contrainte Vy - V¢ = 0 en

modifiant la formulation variationelle (2.32). On définit les espaces % et % comme étant :

Y ={yeL*(Q)} (2.33)
% ={y € L*(Q,), y=0sur Iy} (2.34)

Y est alors calculé en résolvant :

2
/ (VV"d(4) + Z—V?- VA + [ (VA V(YT - Ve)dQ = / YV ($)d0, VW e ¥
Q+ Cc Q+ Q+

(VN - V) (VY- VA2 =0, YA* € %
Q
" (2.35)

A est un multiplicateur de Lagrange qui permet d’imposer la condition Vy - V¢ = 0. Le terme en
%V? . V?*, ou h est la taille caractéristique des éléments du maillage, est un terme de diffusion
qui permet de limiter les oscillations de Y. Y et A sont ensuite discrétisés en utilisant les fonctions

d’interpolation éléments finis classiques des éléments de €2, :

Y'(@) =Y YiNi(a) (2.36)
iENL

M) = > AlNi(x) (2.37)
iENL

ou N; désigne la fonction d’interpolation éléments finis du nceud ¢ appartenant & N, ensemble des

nceuds du maillage appartenant & €. La condition de Dirichlet sur A (cf. équation 2.34) est imposée
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en fixant & 0 les valeurs des degrés de liberté des éléments coupés par I'g. En injectant (2.36) et(2.37)

dans (2.35), on obtient le probleéme matriciel :

K L||Y M
- (2.38)

L 0of[A 0

ou Y et A sont les vecteurs contenant les degrés de libertés Y; et \; et :
h? ON; ON;
K., = d/NN . ? J dQ 9
ON; O\ [ ON; ¢t

Lij= [ Le ’ e 2.40
¢ /Q+ (aik 8xk) (8xk Oxy, ( )
M;= [ NdYdQ (2.41)

Q4

On obtient un probléeme éléments finis relativement simple & résoudre, et d’autant plus rapide que

sa résolution est limitée & la zone endommagée €2.

Quelques remarques :

— On peut montrer que lorsque la largeur de la zone endommagée £(s) tend vers 0, la quantité
non-locale X tend vers la quantité locale X.

— La largeur de la zone endommagée £(s) évolue au cours du calcul. Lorsque 'endommagement,
commence & se développer, £(s) < £.. Lorsque £(s) > /., comme d'(¢) = 0 pour ¢ > £,
I'intégrande de (2.29) devient nulle, le calcul des valeurs moyennées se fait donc sur des segments
de longueur au plus Z..

— On notera que la condition (2.34) peut elle aussi étre imposée & 'aide d’un second multiplicateur
de Lagrange (cf. (Salzman et al., 2016)).

2.2.2. Pilotage et propagation du front

On suppose connue la valeur du champ ¢ & un instant donné n du calcul ('exposant .” est omis
pour simplifier les notations). Un calcul pour le chargement de référence permet d’obtenir un champ
de déformations efg}l (algorithme 1, étape 1). On en déduit les champs moyens ?f:}l et ?ZH (ct.
section précédente). Ces champs sont ensuite utilisés pour obtenir le nouveau facteur de charge p"*!
(algorithme 1, étape 2) et le champ ¢™*! (algorithme 1, étape 3) & I'instant n + 1.

Tout d’abord, en utilisant expression de Y issue de (2.3) (la conclusion est identique en utilisant

le potentiel assymétrique (2.7)), on a :
1 1
Yn+1 — §€n+1 -C - 6n+1 — §(un+1 :};}1) or (Mn+1€?:}1) — (Mn+1)2y;$—}—1 (2.42)
En injectant (2.42) dans la partie critére de ’équation de propagation (2.30) , on obtient :

(W)Y YT <o (2.43)

c

—n+l1 —n+1

ouY,.r et Y, = sont calculés par 'équation (2.35).
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n+

p™*1 est alors déterminé de facon & ce qu’au moins un point du front d’endommagement I'y se

propage, autrement dit, que I'inégalité (2.43) soit une égalité en au moins un nceud du front Fg

discrétisé :

—n+1
Y
ci (2.44)

n+1

yxfﬁ

min
ield

On calcule alors I'avancée du front a®™! = ¢"+! — ¢". La valeur u"*! + |Ap| est choisie comme

prédiction du facteur de charge, chaque nceud du front I‘g est alors avancé en fonction du rapport
—n+1

(" 4+ |Apl)? <Y:ff{) (ce qui est quasiment équivalent & avoir une avancée du front proportionnelle

WT-T,)

ct

S7n+1
n+l _ 1 2 refi
art _k<(un+ + |Ap|) (?nH) —1> (2.45)
2 +

ol Ap = p™tt — " et

k= Amax 5 (246)
<1 + /'ﬁﬂ) ~1

Ce qui permet de calculer ¢"T! = ¢" 4 a” le long du front I‘g. Gmaz €St un parametre numérique qui
n+1

i

représente ’avancée maximale du front, I'expression de k permet de s’assurer que le maximum de a
soit égal & apez. Le choix de p™t! + |Apu| comme prédicteur est arbitraire mais permet de retrouver
des taux de convergence cohérents en fonction du parametre apq, (voir (Bernard et al., 2012) pour
une discussion plus détaillée sur les parametres de algorithme). Il reste ensuite & déterminer le champ

¢" ! sur tout le domaine, cf. par exemple (Sethian, 1999).

Il reste une derniére étape de “réinitialisation” afin de vérifier que la condition ||V ¢! = 1 est

bien respectée dans tout le domaine; pour cela on calcule pour chaque noeud du maillage ¢ situé en
x; (cf. figure 2.4) :

¢"" (@) = £ min ||z; — y|| (2.47)
yel'l

L’algorithme de propagation du front présenté dans cette section a été proposé dans Bernard et al.
(2012), ol une fonction d’adoucissement constante h(d) = 1 était considérée. On notera que dans le cas
particulier ou la fonction d’adoucissement A a été choisie de facon a avoir un comportement équivalent
a un modele cohésif (cf. section 2.5.1), une méthode de pilotage et de propagation du front différente
a été proposée par Parrilla Gomez (2015). Cette méthode est basée sur des arguments mathématiques
plus solides, mais nécessite de diviser par la dérivée de Y. par rapport a d, ce qui n’est pas possible
lorsque h est constante. On verra en fait que cette méthode est proche de celle utilisée dans la version
compléte de la méthode TLS (cf. section 2.5.1). Néanmoins, celle de Bernard et al. (2012) étant utilisée

pour un cas test de cette these (cf. section 3.2), il a été choisi de la présenter dans cette section.
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=

FI1GURE 2.4. — Réinitialisation de ¢

2.2.3. Initiation

Apres chaque calcul de u,, le taux de restitution d’énergie local associé Y,, est calculé. S’il existe
au moins un point z, de Q_ tel que Y, (x.) > Y, on initie un défaut centré sur le point ol Y;, est
maximal, en forcant ¢, & prendre des valeurs positives. Ce défaut prend la forme d’une petite sphére
de faible rayon, de I'ordre d’une certaine fraction de la taille des éléments du maillage. Dans les cas
ou l'on sait & ’avance qu’'une seule fissure ne se formera, il peut étre intéressant de n’initier un défaut
qu’au début du calcul, puis de désactiver I'initiation de nouveaux défauts. En effet, dans ces cas-1a,
les nouveaux défauts ont tendance a s’initier trés pres du front d’endommagement, rendant ainsi la
propagation du front moins nette. De plus, cela permet d’économiser le coiit du calcul de Y, et de la

recherche du maximum.

On rappelle que ¢ est connu sur tout € des lors que 'on connait son iso-zéro. Il est donc possible
en début de calcul de charger la valeur de ¢, I'état d’endommagement initial étant donc non nul. Cela

permet par exemple d’étudier des problemes sur des structures comportant des défauts initiaux.

2.2.4. Enrichissement

La méthode TLS permet de régulariser les modéles d’endommagement, qui sont des modeles conti-
nus. Ces modeéles font intervenir une variable d’endommagement variant de 0 & 1 qui représente
I'influence des micro-dégradations sur les propriétés mécaniques du matériau, en revanche ces modéles
ne permettent pas de modéliser 'apparition de macro-fissures. Il pourrait éventuellement étre envisagé
d’introduire une discontinuité du champ de déplacement lorsque I'endommagement atteint 1, ce qui
est difficile en pratique d’une part parce que pour des raisons numériques il est souvent préférable de
limiter la valeur de la variable d’endommagement & 1 - € pour éviter des problemes de conditionne-
ment, d’autre part il est difficile de localiser exactement 1'iso-valeur d = 1 d'une variable dont la valeur

maximale est 1.

L’un des principaux avantage de la méthode TLS est justement de “remplacer” la variable d’en-

dommagement d dont les valeurs sont comprises entre ( et 1, par une variable ¢ dont les valeurs ne
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b. Enrichissement “Ramped Heaviside”

FIGURE 2.5. — FEnrichissement par la méthode X-FEM en 1D. a. Fissure 0D en mécanique de la
rupture, située en ¢ = 0. b. Fissure TLS, positionnée en ¢ = £, (la zone endommagée
Q. est en pointillés).

sont pas bornées (cf équation (2.11)). Cela permet de localiser précisément l'iso-£. de ¢, c’est-a-dire la
position de la fissure, cf. figure 2.3. Afin d’introduire une discontinuité du champ de déplacement, il
est nécessaire d’enrichir I’approximation de la solution du probleme . En mécanique de la rupture,
les fissures sont des lignes (en 2D) ou des surfaces (en 3D), qui sont représentées par 1'iso-zéro d’une
fonction level set : les éléments coupés par cette iso-zéro sont enrichis par la fonction de Heaviside (cf.
figure 2.5 a.). Dans le cas de la méthode TLS, la fissure est représenté par le sous-domaine €2, (cf.
figure 2.2). Cela permet d’éviter les problemes de conditionnement lorsque d = 1, en n’intégrant pas
dans .. En revanche, dans le cas d’'un noeud dont le support est coupé deux fois par U'iso-£. de ¢ (cf.
figure 2.6), il est nécessaire d’enrichir avec une version modifiée de la fonction de Heaviside, appelée
fonction “Ramped Heaviside“, afin d’assurer la discontinuité du champ de déplacement sur €. (cf.
figure 2.5 b.)

VAV <K
SRRRIAK S SRR S RIAS
TNSAIKRISHKORN IS K]
\ > OY
T e SRS
ORI RS
R PRROSIKERIASD
AR R ORISS
e s o e ST Fa v

FIGURE 2.6. — Exemple de noeuds (en bleu) & enrichir, dont le support est coupé deux fois par 1'iso-£,
(en rouge) de ¢

On remarque que cette fonction n’est pas discontinue, mais continue par morceaux. Cependant, la
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FIGURE 2.7. — Approximation de I'; (ligne pointillée).

rigidité du matériau étant nulle dans la zone morte (zone complétement endommagée), on obtient bien
un champ de déplacement discontinu. Dans le cas ol choisit d’avoir un matériau qui ne s’endommage
pas en compression (8 = 0 dans 1’équation (2.5)), le fait d’avoir un enrichissement continu permet de
gérer automatiquement le contact en compression. On peut également observer sur le cas 1D de la
figure 2.5 b. que la fonction “Ramped Heaviside” n’est pas linéaire entre les deux points ol ¢ = £,
mais linéaire par morceaux, et s’annule au niveau du nceud dont le support est coupé deux fois par
I'iso-£, de ¢. La fonction “Ramped Heaviside” est en effet plus simple & construire de cette maniére

en dimension 2 ou 3.

2.2.5. Double-découpe

On s’intéresse ici a la question de la représentation de I'.. Pour simplifier, on introduit la level set
¢ = ¢ — L. . est alors I'iso-zéro de ¢.. La discrétisation de ', nécessite de calculer la position des
intersections entre I'. et les arrétes du maillage éléments finis. L’approche la plus directe consiste a
utiliser la version discrétisée de ¢”, comme illustré sur la figure 2.7 (gauche). ¢! étant linéaire (cf.
équation (2.12)), les intersections entre I'. et les arrétes du maillage éléments finis sont localisées sur
des arrétes AB o ¢! change de signe (c’est-a-dire ¢ (A)¢(B) < 0). Cela peut poser probleme lorsque
des éléments sont coupés deux fois par I'., comme sur la figure 2.7 (droite) ; ¢ ne change pas de signe
sur ces éléments, on ne peut donc pas localiser son iso-zéro. Une solution, appelée “double-découpe”,
permet de prendre en compte ce cas de figure. L’utilité de cette double-découpe est illustrée sur la

figure 2.8. Cette méthode est présentée en détails dans (Salzman et al., 2016).

2.2.6. Récapitulatif

L’algorithme 2 récapitule les différentes étapes de calcul présentées dans cette section.

2.3. Version compleéete

La version de la méthode TLS présentée dans la section 2.2 ne permet de traiter que le cas de

I'endommagement localisé. C’est pourquoi une seconde version de la méthode a été développée dans
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FiGURE 2.8. — Exemple de fissure obtenue : a : sans double découpe. b : avec double découpe.

Etant donné 0
Calcul de u,.; pour un chargement F..r

Calcul de Y

side. €O, Yz, > YO (x.) alors
Initier un défaut centré sur %% = arg max, Y%(x) en forcant ¢° & prendre des valeurs
positives sur une petite sphere

fin

pour n = 1...Ng,, faire
Calcul de u,.; pour un chargement Fy..r

Calcul de Y et 7:

Calcul du facteur de charge "
Propagation du front I'g

Extension de ¢" sur tout le domaine

Réinitialisation de ¢™ pour respecter la condition |V¢"| =1

sidx. € Q_, Y™(x.) > Y"(x.) alors
mat — argmaxg Y"(x) en forcant ¢" a prendre des valeurs

Initier un défaut centré sur x}
positives sur une petite sphére

fin

fin

Algorithme 2 : Calcul TLS non-local
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(Moés et al., 2014) afin de pouvoir modéliser ’apparition d’endommagement diffus. La condition (2.18)

est ainsi remplacée par :

Vel <1 (2.48)

On définit les domaines et interfaces suivants (cf. figure 2.9) :

0 = {z €0, |V <1) (2.9
s = {2 € 2\ 0, [ Vo] = 1) (250)
' =00, NNy (251)

V6]l <1

FIGURE 2.9. — Définition des différents domaines.

Les définitions de €2, et I'. sont inchangées. Avec cette version de la méthode, la norme du gradient
de ¢ est autorisée a évoluer. On suppose que 'on part d’un état d’endommagement nul sur tout le
domaine 2. Lorsque ’endommagement commence & apparaitre, on a ||[V¢| < 1, 'endommagement est
diffus (ou local). Puis ||V ¢|| augmente progressivement jusqu’a atteindre 1, 'endommagement devient
localisé (ou non-local). On fait "hypotheése que la zone endommagée est toujours entourée d’une zone
non-locale (¢’est-a-dire que 9Qy NT, = @). I implémentation de la méthode, que 1'on détaille dans ce

qui suit, a été réalisée par Moreau et al. (2016).

2.3.1. Calcul des champs moyens
Principe

Avec la nouvelle condition (2.48) on remarque que la condition V- V¢ = 0 (équation (2.26)) n’est
plus valable que dans Qnp. Ainsi les variables pilotant ’évolution de ¢ n’ont besoin d’étre constantes

le long du gradient de ¢ que dans Q. On définit donc ’espace suivant :
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Yine = {y € LA(Q\Q), Vy-V¢=0dans Qyz} (2.52)

Pour toute grandeur X, on calcule sa valeur moyennée X € %7y, en résolvant ’équation :

XX d(¢)dQ = XX d'($)dQ, VX € DN (2.53)
N O\

Dauns la section 2.2.1, les champs moyens étaient discrétisés en les projetant sur la base des (L;)icr,
en assurant de fagon faible leur appartenance & espace (2.31). Ici on choisit de construire une base
de fonction (M;)ienr de #7nr sur laquelle on va projeter le champ X que 'on souhaite moyenner. Le

champ X est ainsi discrétisé de la facon suivante :

X'(2) =Y XiMi(z) (2.54)
eM

ot M désigne 'ensemble des modes. Les coefficients X; sont alors calculés en injectant (2.54) dans
(2.53) :

— Joro. Xd'(¢") M;dQ

C o, (MR

(équation (2.55) devrait en théorie faire intervenir une matrice, que 'on a condensée sur sa diagonale,

Vie M (2.55)

d’ot1 I'expression de X; qui ne dépend que d'un seul indice 7).

° NL
e Np
* NnrL

FIGURE 2.10. — Définition des différents domaines discrétisés.

La construction des modes M; nécessite une classification des nceuds du maillage éléments finis
considéré. On appelle £ P'ensemble des éléments du maillage de ). L’ensemble non-local Enp, est
défini comme I'ensemble des élements pour lesquels ||V #"|| = 1. L’ensemble local Ey, est alors égal
a E\ Enyr. L’ensemble des noeuds Np de la frontiere entre Ep et Enp est constitué des noeuds
appartenant a la fois & au moins un élément de E;, et de Fyy,. L’ensemble des nceuds locaux Ny, et des

nceuds non-locaux Ny, contiennent tout les nceuds des éléments de Ef, (respectivement Enr) qui ne
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sont pas dans Np (cf. figure 2.10). L’ensemble des modes M est alors défini comme M = Ny U Npg.

Les modes M; sont alors calculés pour vérifier :

M; =1L;, Vi€ Ny, (256)
VM;- V¢ =0, Vie Np (2.57)

ou, on le rappelle, les L; sont les fonctions d’interpolation linéaires utilisées pour discrétiser ¢, (cf.
équation (2.12)). Cela permet d’assurer que tout champ X discrétisé sur la base des M; appartient

bien & %7 nr. On remarque que ng € Y1 NL, ce qui permet d’écrire :
¢ =" §iM;(x) (2.58)
1EM
Les modes M; sont discrétisés sur la base des L; :
Mi(z) =Y MjLj(x), Vie M (2.59)
JEN

Une fois que les M;; sont connus, les coefficients X; sont calculés par un produit matriciel ; en notant
{X} = (Xi)iem et [M] = (Mij)icar, on a:
J

{X} = (M|{A})./(M}{B}) (2.60)
ou ./ désigne la division terme & terme, avec
A; = X Lid(¢M)dQ, Vie N (2.61)
O\ Qe

Bi:/ Lid(¢™)dQ, Vie N (2.62)
Qe

Le calcul des champs moyens est donc particulierement rapide puisqu’aucune inversion de matrice

n’est nécessaire. De plus la matrice M peut-étre réutilisée pour calculer tout champ non-local X.

Calcul des modes

Le calcul des modes M; nécessite de connaitre la matrice M, appelée matrice de délocalisation. En

organisant les indices de fagon appropriée, M peut s’écrire par bloc :

(2.63)

[M]:[IL 0 0]

0 Ip C

ou I, et Ig sont les matrices identités de taille card(/Ny,) et card(Np), et C est une matrice rectan-
gulaire de taille card(Ny) x card(Np) :

C = (cij) i€Np (2.64)
JENNTL
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Avec cette définition, (2.56) est directement vérifiée. Il reste a calculer la matrice C de telle sorte
que la condition (2.57) soit respectée. Pour cela la méthode Fast Marching, qui ne sera pas détaillée
ici mais est expliquée par exemple par Sethian (1996); Adalsteinsson et Sethian (1999), est utilisée

afin de résoudre le probleme suivant : pour chaque mode i € Np :

VM;- V¢ =0, dans Q% (2.65)
M; = N;, sur T, (2.66)

ou T est linterface T' discrétisée et Q%L le domaine Q7 discrétisé. Des exemples de modes pour

1 € Np, et i« € Np sont donnés sur la figure 2.11.

. NL
e Np
* NnL

Fi1GURE 2.11. — Calcul des modes.

2.3.2. Pilotage et propagation du front

On suppose connus & un instant donné n le champ de déplacement u;’, f calculé pour le chargement
de référence (algorithme 1, étape 1). Comme dans la version simplifiée de la méthode TLS, on utilise
alors les champs moyens ?,Tfef et Y, calculés dans la section précédente afin d’obtenir le nouveau
facteur de charge p"*! (algorithme 1, étape 2) et le champ ¢" ! (algorithme 1, étape 3) & I'instant
n+ 1. Le calcul du facteur de charge est similaire a celui de la version simplifiée de la méthode TLS, en
raisonnant sur les modes plutét que sur les nceuds du front d’endommagement : on calcule le facteur

de charge p,;, de telle sorte que le critere fn = 0 soit atteint pour au moins un mode, on obtient alors :

Y.
p" =4 [min =2 (2.67)
€M Y,

Pour obtenir le champ ¢! (les exposant ." sont omis pour alléger les notations), on réalise une

étape dite de “prédiction” ; pour cela on cherche une variation du facteur de charge op = pP"e® — u”
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telle que :

filuPred, gprety <0, Vie M™
§¢p; >0, Vie M"
(JFZ.(uiDv"ed7 ¢pred))5¢i =0, Vie M™

ZIél]\an 5¢Z Aqsmaa?

2.68
2.69
2.70

(
(
(
(2.71

)
)
)
)

avec 0 = ¢P 4 — ¢" et Admar avancée maximale de ¢, qui est un parametre numérique fixé par

l'utilisateur (en général on choisit Agy,q, égal & une fraction de la taille des éléments du maillage).

Pour cela on fait une prédiction du critéere f en le linéarisant :

T, grred))y = Fi(u™, g) + 64, (82

N __ a,pred _ u”
ou du =u . En écrivant du = dpuy, ;,

filu", ¢") + a6 + 6pBf (urp) <0, Vie M"

§¢; >0, Vie M™

(fi(u™, ¢") + GRog; + SupT(ul))dg; = 0, Vi€ M™
max 6¢; = Admaz

ZEM”

avec

fora Yh'(qs”)d'(w)Mdﬂ

al = — , Vie M"
: fQ\Q ") M2
Bn _ fQ\Qc TEf) (C ( )dl(qsn)MdQ V’L € MTL
i Jona, @ (¢7) M;dQ2 ’
et dont la solution est :
_Aan £ (a0 AT
5,U — min 8% Aqsmsm fz(u 7¢ )
ieMn /Bz ( ref)
5¢Z _ . ( ¢_7)1 n:u/BZ ( ref) : V’L c Mn
@ ( ref) +

¢ est ensuite mis & jour en écrivant ¢"t! = ppred .

48

(w ”,¢n)) +5uz<§f( ,(/5”))’, Vie M"

on obtient le probléme & résoudre suivant :

(2.72)

2.73
2.74
2.75
2.76
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~— O~ e e

(2.77)

(2.78)

(2.79)

(2.80)



d(N) = ¢(P) + || PNl

ZIES IVl =1

Vol <1 Vol <1

a. Avant réinitialisation b. Apres réinitialisation

FIGURE 2.12. — Réinitialisation de ¢

¢t = @r + i, Vie M" (2.81)

Une fois ¢ mis & jour, il est possible que ||[V¢™t!|| > 1, une étape de réinitialisation est donc
nécessaire. La encore, on utilise la méthode Fast-Marching, afin de corriger les valeur de ¢! de facon
ace que |[V¢"t|| =1 dans Qnp (cf. figure 2.12).

Il est important de noter que 'on n’a pas p" ! = P74 "+ est recalculé au pas de temps n+ 1 &

partir de équation (2.67).

2.3.3. Enrichissement

La méthode d’enrichissement choisie par Moreau et al. (2016) est inspirée des travaux de Casey
L. et al. (2011). La représentation de la discontinuité due & la fissure nécessite des degrés de liberté
supplémentaires dans ’approximation du champ de déplacement. Plutét que d’utiliser une fonction
d’enrichissement afin d’introduire ces degrés de libertés supplémentaires, on choisit ici d’utiliser des

nceuds virtuels : 'approximation du champ de déplacements s’écrit :

u'(z) =) uNi(z) (2.82)
€U
ou U est 'ensemble des nceuds des éléments du maillage non coupés par l'iso-£. de ¢ et des nceuds
virtuels.
Cette approche, illustrée sur un exemple 1D figure 2.13, ot 'enrichissement par la méthode Ramped
Heaviside présenté dans la section 2.2.4 est également rappelé, utilise deux maillages :
— Un maillage de calcul, dans lequel les noeuds situés dans €, sont dédoublés
— Un maillage d’intégration, qui correspond au découpage des éléments du maillage de calcul en
sous-cellules. Cette procédure est utilisée dans le cadre de la méthode X-FEM classique (Moés

et al., 1999). L’intégration numérique est ainsi réalisée en utilisant les points d’intégration des
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a. Enrichissement “Ramped Heaviside”

b. Maillage de calcul et fonctions d’interpolation associées

— B o WO > —= . - .

c. Maillage d’intégration et points de Gauss associés

FICURE 2.13. — Enrichissement par ajout de noeuds virtuels. Cercles noirs : nceuds du maillage d’ori-
gine. Losanges blancs : nceuds virtuels. Carrés noirs : points de Gauss.

sous-cellules pour lesquelles ¢ < £.. Ce maillage n’est utilisé que pour Pintégration numérique,
aucun degré de liberté supplémentaire n’y est associé.
Des explications détaillées sur la création des maillages de calcul et d’intégration pourront étre

trouvées dans (Moreau et al., 2016).

2.3.4. Récapitulatif

L’algorithme 3 récapitule les différentes étapes d’un calcul avec la version complete de la méthode
TLS.

2.4. Comparaison des approches simplifiée et complete

Les deux versions de la méthode TLS ont été présentées dans les sections 2.2 et 2.3. On propose ici
de récapituler leurs caractéristiques et leurs différences, tant au niveau de la physique modélisée que
de 'implémentation.

Historiquement, la version simplifiée de la méthode TLS est la plus ancienne, et dispose donc de
davantage de fonctionnalités, comme la double-découpe. De plus la version complete de la méthode n’a
pour le moment été implémentée que pour des problemes 2D. La version simplifiée, en plus de pouvoir
traiter des cas 3D, est également optimisée en termes de performances, (parallélisme par exemple, cf.
(Salzman et al., 2016)). En revanche, du point de vue des phénomenes physiques modélisés, la version
complete est plus générale. Ainsi on choisira d’utiliser la premieére version du code pour obtenir une
représentation la plus exacte possible de I';, afin d’extraire des ouvertures par exemple, ce qui sera le
cas dans le chapitre 3, ou pour étudier des problemes 3D. En revanche, pour des problemes ou I'en-
dommagement diffus est particulierement important, on préferera la seconde version. Les différences
essentielles par rapport a la version simplifiée étant que I'on sera limité & des problemes 2D, avec une

représentation par simple découpe de ['.. Les caractéristiques des implémentations des deux versions
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Etat initial : ¢° =0, N = N, N%, =0, N4 =0, M° = (6;)ien
JjEN

pour n = 1... Ny, faire
Calcul de u,o; pour un chargement Fy..r

Calcul de Y" et Y,

Calcul du facteur de charge "

Calcul de @" et 8"

Calcul de la variation du facteur de charge §¢

Mise & jour de ¢"

Classification des noeuds pour constituer les ensembles N/, Ny, , N, M™

si N, # 0 alors
Réinitialisation de ¢™ pour respecter la condition ||V ¢"| = 1 dans Qun,

Calcul de la matrice de délocalisation M™
fin

fin

Algorithme 3 : Calcul TLS local/non-local

de la méthode sont résumées dans le tableau 2.14.

On remarque enfin que les différentes étapes de calcul (calcul des champs moyens, enrichissement,
etc) expliquées dans les sections 2.2 et 2.3 ont été présentées telles qu’elles sont implémentées dans
chaque version du code, mais peuvent toutes étre utilisées dans I'une ou l'autre. Par exemple, on
pourrait utiliser des modes pour calculer les champs moyens dans 2 dans le cadre d'un calcul non-
local ou utiliser la fonction Ramped Heaviside pour enrichir I'iso-£. de ¢ dans la version complete. La

seule différence est la facon dont est traitée la condition ||V ¢| < 1.

2.5. Choix de la fonction d’adoucissement

2.5.1. Equivalence avec les modeéles cohésifs

Les deux versions de la méthode TLS ont été présentées en détails dans les sections précédentes. En
revanche, jusqu’a présent, deux éléments essentiels de la méthode n’ont pas encore été discutés :
— Le profil d’endommagement d(¢) (cf. équation (2.11))
— La fonction d’adoucissement A, qui intervient dans le critére pilotant ’évolution de 'endomma-
gement (cf. équation (2.9))
Concernant le profil d’endommagement, pour tous les calculs réalisés dans cette theése, un profil

d’endommagement parabolique est utilisé :

d(¢) =24 — ¢” (2.83)
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Implémentation de la version
simplifiée

Implémentation de la version
complete

Endommagement modélisé

Calcul des champs moyens

Localisé

Méthode Lagrangienne

Diffus, puis localisé

Calcul de modes par Fast-

Marching
Réinitialisation Calcul de distance Fast-Marching
Enrichissement Ramped Heaviside Neeuds virtuels

Représentation de I'. Simple ou double-découpe Simple découpe

FiGURE 2.14. — Comparaison des implémentations des deux versions de la méthode TLS.

ol qg = ¢ /L. est la valeur adimensionnée de la level set. Le choix d’un tel profil expliqué dans (Parrilla
Gémez, 2015), est justifié par une comparaison avec des distributions d’endommagement obtenues par
des simulations utilisant des modeles mésoscopiques. Il reste & définir la fonction d’adoucissement h(d).
Parrilla Gémez (2015), a montré qu’il était possible de choisir & de fagon & obtenir un comportement
équivalent & un modele de type cohésif (Hillerborg et al., 1976). Pour cela, un probleme 1D de barre
en traction est étudié, avec un modele cohésif et avec la méthode TLS. La fonction h est alors calculée
analytiquement afin d’avoir le méme déplacement, la méme énergie et la méme dissipation pour les deux
approches. On remarquera que Lorentz et al. (2011) a utilisé un raisonnement analogue pour établir
une équivalence entre un modeéle 3 gradient d’endommagement et un modeéle cohésif. Concernant le
choix de la loi cohésive, il a été montré par Hoover et Bazant (2014) sur des essais de poutres en
flexion trois points que dans le cas du béton, une loi bilinéaire (Petersson, 1981) permet de retrouver
des résultats numériques proches des résultats expérimentaux (en particulier en ce qui concerne 'effet
d’échelle). On choisit donc d’utiliser cette loi pour déterminer Pexpression de h. La relation contrainte-

ouverture est représentée sur la figure 2.15.

La loi cohésive bilinéaire dépend de 6 parametres oy, wy, oy, wy, o2 et wi. En réalité, étant donnée
la loi cohésive bilinéaire choisie, seuls 4 parametres indépendants sont nécessaires. En introduisant les

quantités adimensionnées suivantes :

2040,
0 = b = o) = A= —— 2.84
W1 = w1 /wy, by =wg/wy, ok =oy/oy, Buj (2.84)
on obtient 'expression de la fonction H telle que h(d) = H'(d) :

- si ¢ <

3 (L=d+(n/01)¢2)? "
H(¢) = ( &1‘1 )2 112](12)75132 si ¢Z> (;k (285)

L7 (1— g (1725-)92)
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af

(o)
Ok

Wy Wy wy w

FI1GURE 2.15. — Lot cohésive bilinéaire.

ou :
b = %(\/1 +4/a—1) (2.86)

avec a = yz-. oy correspond & la valeur de la contrainte o & partir de laquelle 'endommagement

commence & apparaitre : lorsque le critére (2.9) s’annule, on doit avoir Y (o;) — Y 2(0) = 0. On en

déduit Pexpression de Y :

2
o_ 19
cT9F

On remarquera que lorsqu’on utilise une telle fonction d’adoucissement avec la version simplifiée

(2.87)

de la méthode TLS, une méthode de pilotage et de propagation du front différente de celle qui a été
introduite dans la section 2.2.2 a été mise en place par Parrilla Gémez (2015). Cette méthode est en
fait tres proche de celle qui est utilisé dans la version compléte présentée dans la section 2.3.2, mais

appliquée seulement & la propagation du front d’endommagement.

2.5.2. Parametres matériaux du modele TLS

On donne ici quelques indications quant au choix des parametres cohésifs et de la longueur ca-

ractéristique £.. £. a été calibré pour chaque cas test de la facon suivante :

— Plusieurs cas tests reproduits dans cette these ont été étudiés numériquement par leurs auteurs
respectifs. Un des modeles les plus utilisés est le modele d’endommagement non-local intégral
(cf. section 1.4.3). Lorsque c’est le cas, on utilise comme longueur caractéristique de la méthode
TLS la longueur caractéristique de la méthode non-locale intégrale.

— Si le test n’a pas été reproduit numériquement, on utilise £, >~ 2,7d, ou d, est le diametre du
plus gros granulat (cf. (Bazant et Pijaudier-Cabot, 1989)).

— Siaucune de ces deux informations n’est disponible, on choisit £, arbitrairement. Parrilla Gémez
(2015) montre que plus /. est faible est plus le comportement de la méthode TLS se rapproche
de celui du modele cohésif. 11 faut également prendre en considération les ressources de calcul.
En effet, pour avoir une précision correcte sur le calcul des champs moyens, on doit avoir une

taille A des éléments du maillage de Pordre de | ~ £./5. On choisit donc de prendre £, faible tout
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en conservant des temps de calcul raisonnables.

Une fois que £, est fixée, il reste & choisir la valeur des parametres cohésifs. On choisit comme
parametres indépendants oy, wy, oy, et wy. Tout d’abord, afin de garantir la croissance de h, ces
parametres doivent respecter les conditions suivantes :

2014,

1 1
<= = —————— < = 2.88
-9’ 2 E(wf—wk)_Z ( )

_ 20f£c
- Ew1

A1

On donne sur la figure 2.16 V'influence de chaque parametre (les trois autres étant fixés) sur le
comportement o(e) en un point de Gauss :

— oy controle la hauteur du pic

— wy influence la valeur de la contrainte lorsque € — co. On notera que h(d) a été calculée de

sorte que lim o(e) = 0, mais cette limite est atteinte plus ou moins rapidement en fonction de
la valeur ci: 2(1) f

— oy, controle la valeur atteinte par ¢ avant discontinuité

— w; détermine la largeur du pic

— On notera que la longueur caractéristique ¢, a également une influence non-négligeable sur la

forme du comportement aux points de Gauss; lorsque £, augmente, l'aire sous la courbe o(€)
diminue. Cela doit étre pris en compte si, pour une raison ou pour une autre, £, est modifiée,
tous les autres parametres étant fixés.

La valeur de o est prise égale & f;, résistance a la traction du béton considéré, parametre généralement
facilement accessible. Il reste donc 3 parametres a déterminer. Une autre grandeur importante lorsque
Ion étudie la fissuration du béton est I'énergie de fracturation totale Gr, qui est égale a I'aire sous la
courbe o(w) : dans le cas de la loi bilinéaire, on a :

1 1
Gr = i(afwk—l—akwf) = §(afw1+ak(wf —wy)) (2.89)

Comme la résistance a la traction du béton, l’énergie de fracturation est une grandeur mesurable
expérimentalement (RILEM, 1985; Hillerborg, 1985) ; lorsque c¢’est possible, on utilisera donc G et la
formule (2.89). Il ne reste donc plus que deux parametres & déterminer. On constate que la forme du
pic est controlée essentiellement par oy et wy (cf. figure 2.16), on utilisera donc ces deux parametres
pour caler la forme du pic, wy étant ensuite déterminé a partir de la valeur de Gr et de I'équation
(2.89). Par exemple, pour certains des calculs présentés dans cette these, les résultats obtenus par la
méthode TLS sont comparés & des résultats numériques, pour lesquels on dispose du comportement
aux points de Gauss. On utilise alors o¢ (= f; donnée dans le calcul de référence la plupart du temps)
et wy pour reproduire la forme du pic. o est choisie de fagon & ce que la fin du pic (point de rupture
de pente) soit la plus proche possible de la courbe de référence. w; est ensuite fixé par (2.89) afin

d’assurer la bonne valeur de I’énergie de fracturation.

2.6. Conclusion

Les concepts généraux de la méthode TLS ont été présentés dans la section 2.1. En particulier, I'al-

gorithme de résolution explicite a été présenté. Les spécificités propres a chaque version sont détaillées
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FIGURE 2.16. — Influence des différents parametres du modele cohésif et de la longueur caractéristique
sur le comportement aux points de Gauss.
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dans les sections 2.2 et 2.3. Leurs différences ont été synthétisées dans la section 2.4. Historiquement,
la version simplifiée est la premiere & avoir été développée, selon les concepts introduits par Moés
et al. (2011). La version complete a été introduite plus récemment Moés et al. (2014). Plus générale
au niveau de la physique représentée, elle dispose de moins de fonctionnalités que la premiére version.
Certaines d’entre elles, notamment la double découpe présentée dans la section 2.2.5, sont indispen-
sables a 'extraction d’ouvertures de fissure, c’est pourquoi il peut parfois étre préférable d’utiliser la
version simplifiée. Les deux méthodes seront comparées sur des exemples numériques dans le chapitre
3. Enfin, la fonction d’adoucissement est choisie dans la section 2.5 d’apres les travaux de Parrilla
Gémez (2015) de facon & avoir un comportement de la méthode TLS équivalent & un modele cohésif
sur un cas 1D. Les modeles cohésifs sont connus pour reproduire efficacement les résultats d’essais
expérimentaux, ce qui devrait donc permettre d’avoir un modele TLS le permettant aussi. Une étude

sur 'influence des différents parametres a été réalisée, et une méthode pour les recaler a été proposée.
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3. Extraction d’ouvertures de fissures avec

I’'approche TLS
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3.1. Extraction d’ouvertures de fissures avec des modeles

d’endommagement

Les deux principales catégories de modeles utilisés pour étudier la dégradation du béton ont été
passées en revue dans le chapitre 1. La mécanique de la rupture (section 1.3) introduit des discon-
tinuités du champ de déplacement, et permet donc d’obtenir directement les ouvertures de fissures.
En revanche, la mécanique de 'endommagement (section 1.4) est formulée dans un cadre continu et,
de ce fait, ne permet pas de modéliser I'apparition de macro-fissures. Les ouvertures ne sont donc
pas directement accessibles. En revanche, des méthodes permettant d’extraire les ouvertures de fis-
sures & partir de calculs effectués avec des modeles d’endommagement ont été développées. Ainsi,
Dufour et al. (2008) compare sur un cas 1D les champs de déformation non-locaux obtenus dans le
cas continu, et dans le cas ou la fissure est modélisée par une discontinuité forte. Une expression du
saut de déplacement [U] en est déduite. Cette approche est étendue en 2D (Dufour et al., 2012) en la
couplant & un algorithme permettant de retracer le trajet de fissuration. On se ramene alors au cas
1D en cousidérant des lignes orthogonales aux fissures afin d’utiliser 'expression de [U] déduite dans
(Dufour et al., 2008). Matalllah et al. (2010) suppose une partition la déformation en une déformation
élastique et une déformation de fissuration. L’ouverture de fissure est alors calculée comme l'intégrale
sur la largeur d’un élément fini de la déformation de fissuration. Oliver-Leblond (2014) propose une
méthode d’analyse globale/locale, basée sur le couplage entre zone d’intérét (autour des fissures) et
reste de la structure. A I'échelle globale, un modeéle d’endommagement non-local est utilisé. Le champ
de déplacement obtenu est appliqué comme conditions aux limites sur la frontiere de la zone d’intérét,
modélisée & 'aide d’éléments discrets, chacun de ces éléments étant un élément poutre doté d’un
critere de rupture. L’utilisation de ce type d’éléments permet d’obtenir les ouvertures de fissures. Ces
approches sont efficaces mais nécessitent une étape de post-traitement supplémentaire.

La méthode TLS présentée dans le chapitre 2 est une technique de régularisation des modéles
d’endommagement locaux, mais présente I'avantage d’introduire naturellement des discontinuités du
champ de déplacement via un enrichissement par la méthode X-FEM (cf. sections 2.2.4 et 2.3.3).
Par conséquent, tout comme en mécanique de la rupture, les ouvertures de fissures sont directement
accessibles, sans post-traitement particulier. On propose donc dans ce chapitre de montrer I'aptitude
de la méthode TLS a extraire ces ouvertures. Le premier exemple étudié dans la section 3.2 est un essai
brésilien. Les résultats d’ouverture de fissure obtenus sur ce cas test sont essentiellement illustratifs.
Dans la section 3.3, on s’intéresse & un essai de flexion trois points. Les résultats en termes d’ouverture

seront cette fois-ci comparés a des résultats expérimentaux.

3.2. Essai brésilien

L’essal brésilien, aussi appelé essai de fendage, a été mis au point par Carneiro et Barcellos (1953)
afin d’étudier la résistance & la traction des matériaux rocheux, des bétons et des géomatériaux. Il
consiste & comprimer une éprouvette cylindrique selon deux génératrices diamétralement opposées
au moyen de deux plateaux en acier. Les efforts appliqués entrainent des contraintes de traction qui

provoquent l'apparition d’une fissure verticale.

58



3.2.1. Description du cas test

L’essai étudié dans cette section est modélisé en 2D, sous 'hypothése des déformations planes. En
utilisant la symétrie du probléme selon 'axe des x, seule la moitié du probléme est modélisée (cf.
figure 3.1). On pourrait également utiliser la symétrie selon I'axe des y afin de n’étudier qu'un quart
du probleme, ce que 'on ne fait pas ici afin de pouvoir étudier I'ouverture de la fissure de la facon
la, plus réaliste possible (c’est-a-dire en calculant la différence des déplacements entre les deux lévres
de la fissure). Le rayon de éprouvette est R = 0,4 m, la largeur des plateaux B = 0,012 m et leur
épaisseur e = 0,006 m. Trois tailles de maille différentes seront testées dans le centre de I’éprouvette :
h = £./5 (maillage grossier), h = £./10 (maillage modéré) et h = ¢,/15 (maillage fin).

P
22 545220402

FIGURE 3.1. — Lssai brésilien : géométrie et conditions aux limites.

3.2.2. Discussion sur les modeles d’endommagement considérés

On s’intéresse ici principalement aux ouvertures de fissures, les simulations sont donc réalisées a
laide de la méthode TLS simplifiée (cf. section 2.2), afin de pouvoir utiliser la double-découpe (cf.
section 2.2.5). On teste ici deux modeles d’endommagement; :

— Un premier modele correspondant & une fonction d’adoucissement constante h(d) = 1. Ce modele

correspond & un comportement purement fragile, avec une chute de la contrainte lorsque la

déformation atteint la valeur critique @ (cf. figure 3.3). On qualifiera par la suite ce modele
de “modele d’endommagement & adoucissement brutal” (ou, pour simplifier, de modele brutal)
— Un second modele correspondant a une fonction d’adoucissement calculée de fagon & avoir un
comportement de la méthode TLS équivalent 4 un modele cohésif bilinéaire, comme expliqué

dans la section 2.5. Ici la contrainte tend progressivement vers zéro apres que la déformation

a atteint la valeur critique \/? . Ce modele sera qualifié de “modele d’endomimagement a
adoucissement progressif” (ou, pour simplifier, de modele progressif)

Les parametres matériaux utilisés pour le modele progressif sont donnés dans le tableau 3.2. Ces

caractéristiques ont été recalées par rapport au comportement local aux points de Gauss d’un modele de

Mazars (cf. section 1.4.1), dont on a choisi les parametres de fagon & étre représentatif du comportement

d’un béton standard. Pour le modele brutal, le seul parametre est Y2, dont la valeur est la méme que
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Ay 1,0
B, 15600
Modele de Magzars Edo 1,0.e
p 1,0
E (MPa) 37700
v 0,24
{c (mm) 5
Y. (Pa) 188,5
Parametres TLS o7 (MPa) 3.77
o (MPa) 0,57
wy (mm) 0,04
wy (mm) 0,002

FI1GURE 3.2. — Parametres matériaux de 'essai brésilien.

pour le modele progressif (calculée par la formule (2.87)). Le comportement local aux points de Gauss

des trois modeles est donné sur la figure 3.3.

Relation contraintes-déformations
— Mazars

35l —— Modéle progressif] |
i — Modele brutal
300
25f
—_
©
o
S 20
S
15}
10}
05f
88000 0.0001 0.0002 0.0003 0.0004 0.0005

€

FIGURE 3.3. — Comportement o(€) aux points de Gauss pour 'essai brésilien.

Il est clair que le modele brutal ne peut pas étre utilisé pour recaler le comportement local aux points
de Gauss d’un autre modele. On peut néanmoins se demander si les résultats obtenus avec ce modele
seront comparables & ceux obtenus par le modele progressif. En effet, on peut montrer (cf. détails des
calculs en annexe A) qu’a partir de la fonction d’adoucissement h(d) = 1 du modele brutal, il est

possible de déduire une loi cohésive équivalente (exprimée en fonction des variables adimensionnées
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w o
W = — et & = —) en suivant un raisonnement analogue & celui de Parrilla Gémez (2015) :
wyf af

6=1-vVo (3.1)

ou la valeur de wy est imposée par la condition w = 1 lorsque 6 = 0 :

204¢
wy = % (3.2)
L’énergie de fissuration pour la loi cohésive équivalente au modele brutal s’écrit alors :
2024,
Gbru — / 3.3
o = =L (33)

La loi 6 = F(w) est représentée sur la figure 3.4. On observe qu’elle présente des caractéristiques
similaires & celles de la loi cohésive bilinéaire, avec en particulier une premiere phase de décroissance
assez forte, suivie d’une phase ou la pente devient moins importante. Il serait donc 1égitime de penser
que deux modeles provenant de lois cohésives semblables puissent donner des résultats similaires. Les
lois cohésives correspondant aux modeles progressif et brutal, pour les parametres matériaux donnés

dans le tableau 3.2, sont tracées sur la figure 3.5 (traits pleins verts et rouges respectivement).

Courbe ¢ =Fw)

1.0

0.8

0.6

0.4

0.2

080 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
w

FI1CURE 3.4. — Loi cohésive adimensionnée équivalente & un modele TLS avec une fonction d’adoucis-
sement h(d) = 1.

Les deux lois cohésives obtenues sont trés différentes. En particulier on observe que ’énergie de
fracturation G%% = 1.25 N.m ! (correspondant & I’aire sous la courbe o(w)) pour le modele brutal
est nettement moins élevée que 'énergie de fracturation G%° = 14.6 N.m™! (calculée par 'équation
(2.89)) pour le modele progressif. Cette valeur étant primordiale pour 1’étude de la fissuration d’un
béton, on pourrait chercher a la recaler : oy étant fixé comme étant la résistance a la traction du
béton, le seul parametre sur lequel on peut influer est /. (équation (3.3)). On en déduit la valeur de

la longueur caractéristique £2.°¢ = 58 mm qui serait nécessaire afin d’obtenir un modele brutal ayant
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FI1cURE 3.5. — Lois cohésives équivalentes aux modeles brutal et progressif pour I’essai brésilien.

une énergie de fracturation identique au modeéle progressif défini par les paramétres donnés dans le

tableau 3.2. La loi cohésive pour le modele brutale obtenue en recalant la valeur de £. est tracée sur

la figure 3.5 (traits pointillés bleus).

On peut tirer de cette discussion les conclusions suivantes :

— 11 est éventuellement possible d’avoir un modeéle brutal possédant une énergie de fracturation

égale a celle d’'un modele progressif, mais le seul parameétre que I'on puisse modifier pour cela
est la longueur caractéristique £.. Or on a vu que le choix de £, est en général imposé soit pour
des raisons physiques, soit pour des raisons numériques (cf. section 2.5.2). Notons également
que, dans I'exemple considéré dans cette section, la longeur caractéristique recalée £.°¢ est de
I’ordre de 10 fois la longueur caractéristique du modele progressif, lequel possédait une énergie
de fracturation G%m = 14.6 N.m~'. En pratique, il n’est pas rare d’avoir des bétons pour
lesquels 1'énergie de fracturation est de l'ordre de 100 - 200 N.m™!, ce qui nécessiterait des
longueurs caractéristiques de l'ordre de 50 cm avec le modele brutal, ce qui est inacceptable, la
longueur caractéristique devant rester assez faible par rapport aux dimensions caractéristiques
des structures étudiées.

De plus, a énergie de fissuration égale, le modele progressif dispose de davantage de parametres,
ce qui permet d’obtenir plusieurs comportement différents en jouant sur les différents parametres,
tandis qu’avec le modele brutal, on ne dispose que de deux parametres, oy et wy (que 'on peut
éventuellement exprimer en fonction de Y et £.), sans aucun moyen d’action sur la décroissance

de la courbe o(w). Le modele brutal n’est donc pas adapté au recalage d’essais expérimentaux.

On verra néanmoins que pour ce cas test a vocation purement illustrative, le modele brutal permet

de mieux apprécier 'ouverture des fissures que le modele progressif, tout en mettant en évidence

certaines difficultés liées & ce dernier.
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3.2.3. Résultats numériques

Comportement global On donne sur la figure 3.6 les courbes force-CMOD (Crack Mouth Opening
Displacement) obtenues pour les modeles brutal et progressif et pour chaque taille de mailles. Le
CMOD est ici défini comme la différence entre les déplacements verticaux de deux points situés en
T = j:g (point P et son symétrique par rapport a axe y sur la figure 3.1).

Une premiére remarque concerne la hauteur des pics, notamment avec le maillage le plus grossier,
qui semble plus élevée avec le modele progressif qu’avec le modele brutal, pour lequel on observe
un pic de force aux alentours de 300 kN. En théorie, Y,? étant le méme pour les deux modeles, et
le pic correspondant au point ol I'endommagement s’initie, I’effort maximal devrait étre le méme
dans les deux cas. La différence observée peut s’expliquer par les algorithmes de propagation utilisés.
Dans le cas du modele brutal, ’algorithme utilisé est celui qui a été présenté dans la section 2.2.2. En
particulier, le facteur de charge est calculé par I'équation (2.44). Comme expliqué dans la section 2.5.1,
un algorithme différent (Parrilla Gémez, 2015) est utilisé avec le modele progressif. Cet algorithme,
similaire & Palgorithme gouvernant ’évolution de ¢ dans la version compléte de la méthode TLS (cf.
section 2.3.2), comporte également une étape de prédiction, suivie d’une correction qui aboutit & un
facteur de charge p différent de celui donné par 1'équation (2.44). Cette différence est accentuée par
le fait qu’avec le modele progressif, on observe une légere augmentation de la force au début de la
courbe avant que celle-ci ne commence 3 diminuer alors qu’avec le modele brutal, la force commence
a diminuer des 'apparition de 'endommagement. On remarque également que lorsque ’on raffine le
maillage, la hauteur du pic diminue avec le modele progressif, alors qu’elle reste relativement stable
d’un maillage & 'autre avec le modele brutal. Cela pourrait s’expliquer par une imprécision du calcul
du champ Y. En effet, la fonction d’adoucissement du modele progressif est une fonction rationnelle
(cf. équation 2.85), qui tend vers l'infini lorsque d tend vers 1. La quadrature de Gauss classique
utilisée pour calculer Y, ne permet donc pas d’avoir des résultats suffisamment précis dans le cas des
maillages grossiers. Au contraire, avec le modele brutal, Y, est calculé exactement. Néanmoins lorsque
Ion raffine le maillage, la hauteur du pic calculée avec le modele progressif tend a converger vers celle
obtenue avec le modele brutal.

Apres le pic, on observe une décroissance de la force et du déplacement (snap-back) correspondant
au développement de la fissure verticale (point A sur la figure 3.6). Une fois que la fissure a atteint
le milieu de I’éprouvette (point B), le chargement augmente (points C et D), & cause du travail en
compression des deux moitiés de disque. Le snap-back observé avec le modeéle brutal est nettement plus
prononcé qu’avec le modele progressif, ce qui était prévisible, la fonction d’adoucissement constante

correspondant & un comportement purement fragile.

Champ d’endommagement Le champ d’endommagement dans le centre de 1’éprouvette pour un
CMOD environ égal a 7 microns, pour les modeles testés et pour chaque maillage est donné sur la figure
3.7. Tout d’abord, on vérifie bien que quelle que soit la taille des mailles considérée, 'endommagement
est réparti dans une bande de largeur 2¢.. Ensuite, avec le modele brutal, la fissure semble mieux définie,
tandis qu’avec le modele progressif, la fissure ne semble pas completement ouverte. On remarque

également qu’avec le modele progressif, pour le maillage le plus grossier, la hauteur de la fissure

63



350 Courbe force-ouverture

— Modeéle progressif, grossier
— Modeéle progressif, modéré
300 — Modele progressif, fin U
--- Modele brutal, grossier
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FIGURE 3.6. — Courbes force-CMOD

semble moins élevée que pour les maillages modéré et fin, tandis que la hauteur de la fissure est la
méme avec les trois maillages pour le modele brutal. Ceci semble confirmer que dans le cas du modele
progressif on commet une certaine imprécision sur le calcul de Y,, qui diminue lorsque le maillage est

raffiné.

Ouverture de fissure Dans ce paragraphe on illustre 'extraction des ouvertures de fissures. On
donne tout d’abord sur la figure 3.8 la déformée de la structure obtenue avec le maillage grossier, a
différents instants du calcul correspondants aux points A,B,C et D de la courbe force-CMOD (figure
3.6). On choisit ici de montrer les résultats issus du modele brutal; en effet on a montré dans la
section précédente que la fissure était mieux définie qu’avec le modele progressif. L’enrichissement
via la méthode X-FEM (cf. section 2.2.4) couplé a l'utilisation de la double-découpe (cf. section
2.2.5) permet d’éliminer du calcul la zone ou d = 1 et de modéliser la discontinuité du champ de
déplacement. On a ainsi une représentation directe de la macro-fissure, contrairement aux modeéles
d’endommagement classiques ou la “fissure” correspond en général a une bande d’éléments ou la

déformation est trés importante.

L’ouverture de la fissure le long de celle-ci peut donc étre directement extraite en calculant la
différence de déplacement horizontal entre deux points situés de part et d’autre des levres de la fissure,
pour une valeur de y donnée. On donne sur la figure 3.9 'ouverture de la fissure pour différentes valeurs
du CMOD comprises entre 3.82 et 7.61 microns (états C et D de la figure 3.8). Pour chaque valeur du

CMOD, l'ouverture de la fissure a été extraite pour 20 valeurs de y.
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35 ‘ Ouverture de fissure

CMOD = 3.82 um
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FI1GURE 3.9. — Ouverture de fissure le long de la fissure obtenue avec le modeéle brutal pour différentes
valeurs du CMOD, maillage grossier.

3.3. Poutre en flexion 3 points

3.3.1. Description du cas test

Géométrie et conditions aux limites On s’intéresse dans cette section & I’étude d’un essai de flexion
trois points. Les caractéristiques de cet essai sont celles de la poutre entaillée étudiée par Dufour et al.
(2012). Les dimensions de la poutre sont : longueur L = 500 mm, distance entre appuis D = 400
mm, hauteur ~ = 100 mm, épaisseur e = 50 mm, profondeur d’entaille t = 20 mm (cf. figure 3.10).
Néanmoins on s’intéressera aussi au cas ou la poutre n’est pas entaillée, ce qui permettra de comparer

les deux versions de la méthode TLS.

On choisit comme longueur caractéristique £, = 8 mm, utilisée par Dufour et al. (2012) avec une
régularisation non-locale intégrale (cf. section 1.4.3). Deux tailles de mailles seront testées dans le
centre de la poutre : h = £./5 et h = £./10. Afin d’éviter un endommagement non physique autour des
conditions aux limites, comme il n’est pas possible avec I'implémentation actuelle du code d’avoir un
matériau élastique dans un sous-domaine du maillage, un matériau endommageable doté d’un Y tres
élevé a été utilisé autour des appuis (zones en vert sur la figure 3.11). Le méme matériau a été utilisé
dans la partie supérieure sous le chargement. On remarquera qu’avec la version simplifiée du code,
cela n’est pas nécessaire. En effet, I'initiation de 'endommagement se fait en insérant un petit défaut

au début du calcul, 1& ou la valeur du taux de restitution d’énergie local est maximale (cf. section
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2.2.3); il suffit donc de restreindre le domaine ou l'initiation est possible &4 une petite zone dans la
partie inférieure au centre de la poutre (ou au niveau de I'entaille pour le cas de la poutre entaillée).

La recherche de défauts est ensuite désactivée.

L D JAN

A
Y

F1GURE 3.10. — Flexion trois points sur poutre entaillée : géométrie et conditions aux limites.

FIGURE 3.11. — Maillage grossier (h = ¢./5) de la poutre entaillée

Paramétres matériaux Les parametres matériaux de la méthode TLS utilisés pour ce cas test sont
donnés dans le tableau 3.12, ainsi que les parametres du modeéle de Mazars utilisé par Dufour et al.
(2012) (seul un endommagement en traction était considéré, d’oti Pabsence des parameétres A. et
B.). Ces parametres ont été obtenus en recalant la courbe force-CMOD obtenue par la méthode TLS
simplifiée avec les résultats expérimentaux de Dufour et al. (2012) (cf. figure 3.21). Le comportement,
aux points de Gauss pour le modele de Mazars utilisé par Dufour et al. (2012) et pour la méthode
TLS est donné sur la figure 3.12. On constate que le comportement du modele de Mazars de référence
montre une premiere phase croissante apres la phase élastique. Cette phase ne peut pas étre reproduite
avec la méthode TLS et ’équivalence avec les modeles cohésifs ; en effet, la fonction d’adoucissement
h (cf. section 2.5.1) a été calculée de facon A avoir une pente nulle pour d = 0, ce qui explique la

différence entre les deux comportements.

3.3.2. Poutre non entaillée

On consideére tout d’abord le cas ou la poutre ne comporte pas d’entaille. On donne sur la figure

3.14 un exemple de champ d’endommagement obtenu pour les deux maillages testés, avec les deux
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By 4000
Modele de Mazars €dy 4,0.e7?
(Dufour et al., 2012) B 1,0

E (MPa) 30000

v 0,24

{c (mm) 8

oy (MPa) 4
Parametres TLS or (MPa) 0,26
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FIGURE 3.12. — Parametres matériaux de ’essai de poutre en flexion trois points.

Relation contraintes-déformations

— Mazars (Dufour, 2011)
— Equivalence cohésif bilinéaire|

0.8000 0.0005 0.0010 0.0015 0.0020 0.0025 0.0030
€

FIGURE 3.13. — Comportement o(¢€) aux points de Gauss pour l'essai de poutre en flexion trois points.

versions différentes de la méthode TLS. Les résultats obtenus sont qualitativement tres différents ; avec
la version complete, une large zone d’endommagement diffus peut étre observée, tandis qu’on observe
seulement une bande de largeur 2/, avec la version simplifiée. En effet, avec cette version, la contrainte
IV¢|| = 1 fait qu'on ne peut avoir (dans des cas avec une seule fissure) des zones endommagées de
largeur au plus 2¢.. Le champ d’endommagement (cf. figure 3.14) est également peu dépendant de la
taille des éléments. En revanche, pour le maillage le plus grossier, les bords de la zone endomimagée
présentent des ondulations, qui ont tendance a disparaitre lorsque Pon raffine le maillage. On remarque

également qu’avec la version simplifiée, la trajectoire n’est pas tout a fait verticale. La encore il pour-
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rait s’agir d'un probléeme de précision, 1ié & 'intégration de la fonction d’adoucissement d’une part
comme mis en évidence dans la section 3.2.3, et du calcul des champs moyens d’autre part. En effet, les
champs moyens X sont calculés par une méthode Lagrangienne dans la version simplifiée (cf. section
2.2.1), et par des modes dans la version 2.3.1. Or Moreau (2014) a montré que le calcul par mode était
plus précis, ce qui peut expliquer que la fissure dévie légerement avec la méthode simplifiée. Lorsqu’on
raffine le maillage, la fissure redevient droite, ce qui tend & confirmer qu’un degré de précision suffisant

a été atteint.

Ces différences de comportement au niveau local ont évidemment une influence non-négligeable sur
le comportement global de la structure, comme on peut le voir sur la figure 3.15, ol est tracé 'effort
imposé en fonction du déplacement vertical pour (h = £./5). Avec la méthode simplifiée, on obtient un
comportement beaucoup plus fragile qu’avec la version compléte. On remarquera également la présence
de fortes oscillations, que ce soit avec la version compléte ou la version simplifiée de la méthode. Ces
oscillations sont liées au caractére explicite de lalgorithme de propagation utilisé. En effet, & chaque
pas de temps le facteur de charge est calculé de facon & ce qu’en au moins un nceud du maillage la level
set ¢ progresse d’une valeur Agy,q,. Le chargement en un instant n donné dépend donc uniquement
de I'état mécanique en un point P™. Il serait logique de supposer que ce point ne se déplace que
peu d'un pas de temps & un autre, autrement dit, qu’a Uinstant n + 1 le point P"+! déterminant le
chargement se trouve au voisinage de P™. L’état mécanique de ce point P"*! étant proche de celui de
P" le chargement évolue peu entre les instants n et n + 1. En pratique, les imprécisions numériques
font que la position de ce point peut varier fortement d’un instant a l'autre, d’ou les oscillations, 1’état
mécanique en un point P*t! n’ayant a priori aucune raison d’étre proche de I’état mécanique en un
point P™ si P™t! est loin de P™.

Dans le cas d’une fonction d’adoucissement choisie pour avoir une méthode TLS équivalente a
un modele cohésif, ces oscillations sont amplifiées par le probleme d’intégration numérique dii & la
singularité en d = 1. On remarque ainsi que 'amplitude de ces oscillations reste modérée au début
du calcul, lorsque d est encore éloigné de 1, et qu’elle devient de plus en plus importante au fur et
a mesure du calcul, c’est-a-dire lorsque la taille de la zone endomiagée augmente. Néanmoins, on
remarquera que le facteur de charge est défini comme un minimum (équations (2.44) et (2.67)), les
oscillations ont donc tendance & sous-estimer le chargement. Dans les cas tests comparés a des résultats
expérimentaux, on se focalisera donc sur I’enveloppe supérieure de la courbe force-déplacement. Enfin,
on remarquera que ces oscillations diminuent lorsque 'on raffine le maillage (cf. équation (3.15)).

Dauns le cas de la version simplifiée, on pourrait se demander s’il est 1égitime de n’activer la recherche
de défaut qu’au premier pas de temps, comme expliqué dans la section 3.3.1. Le champ d’endomma-
gement obtenu pour la version simplifiée, pour h = £./5 et en laissant cette fois-ci la recherche de
défaut active, est donné sur la figure 3.17. On constate qu'une premiere fissure semble d’initier au
centre de la poutre, mais rapidement celle-ci finit par s’élargir et former une large zone morte au lieu
de s’allonger. Au bout d’'un certain temps on constate méme que deux autres fissures semblent ap-
paraitre, et finissent par s’élargir comme la premiere. Cela peut s’expliquer en observant les résultats
obtenus avec la version complete (cf. figure 3.14). On observe sur la face inférieure de la poutre une

large zone d’endommagement diffus, qui indique que le critere de propagation local (2.9) a été atteint
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FiGURE 3.14. — Champ d’endommagement pour la poutre non-entaillée, pour différentes tailles de
maille et pour les deux versions de la méthode TLS.
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6 Courbe force-déplacement vertical

— Version simplifiée
Version compléete

% 50 100 150 200
Déplacement vertical (microns)

FIGURE 3.15. — Courbes force en fonction du déplacement imposé (h = £./5) pour la poutre non-
entaillée.

dans toute cette zone. Avec la version simplifiée, un défaut est initié dés que ce critere est atteint.
Le probléme vient du fait que la propagation de ces défauts est ensuite réalisée de facon a vérifier la
condition (2.18), y compris 13 olt ce n’est pas nécessaire (zone en pointillés verts sur la figure 3.17 a.).

On obtient ainsi un champ d’endommagement erroné.

3.3.3. Poutre entaillée

Une étude identique est réalisée dans le cas de la poutre entaillée. Ici, la présence de I’entaille entraine
une singularité du champ de déformation en pointe, forcant ainsi la localisation de 'endommagement
(cf. figure 3.18) des le début du calcul. Par conséquent, dans le cas de la version complete de la méthode
TLS, la zone endommagée est quasiment confondue avec la zone non-locale, ce qui explique que I'on
obtienne avec les deux versions de la méthode des résultats qualitativement identiques, c’est-a-dire
une bande endommagée de largeur 2¢.. Mis a part la localisation trés rapide de Pendommagement, les
méme conclusions que pour la poutre non entaillée peuvent étre tirées (bords de la zone endommagée,
oscillations de la courbe force-déplacement, comportement en fonction de la taille des éléments du
maillage). On notera néanmoins une sensibilité du pic (cf. figure 3.20) & la taille des mailles plus
importante que dans le cas de la poutre non-entaillée, ce qui est lié a la singularité du champ de

déformation au niveau de la pointe de I’entaille.

Ouvertures de fissure On compare sur la figure 3.21 les courbes force-CMOD obtenues par les ver-
sions simplifiée et complete de la TLS & la courbe obtenue expérimentalement par Dufour et al. (2012).
On rappelle que les parametres matériaux donnés dans le tableau 3.12 ont été recalés de fagon & ce que

la courbe obtenue par la méthode simplifiée soit la plus proche possible des résultats expérimentaux.
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Courbe force-déplacement vertical

6 5 Courbe force-déplacement vertical
— h=L5 — h=f/5
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FI1cURE 3.16. — Courbes force en fonction du déplacement imposé pour la poutre non-entaillée, pour
différentes tailles de mailles : a. version simplifiée. b. version compléte .

Endommagement
1} 0.5 1

FicUre 3.17. — Champ d’endommagement obtenu pour la poutre non-entaillée avec la version sim-
plifiée, en laissant active la recherche de défauts a chaque pas de temps.
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h = £./5, version complete.

h = {./5, version simplifiée.

h = £./10, version complete.

h = £./10, version simplifiée.
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FiGURE 3.18. — Champ d’endommagement pour la poutre entaillée, pour différentes tailles de maille
et pour les deux versions de la méthode TLS.
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3.0 Courbe force-déplacement vertical

— Version simplifiée
Version compléte

2.5

2.0

Force (kN)
[
ul

1.0

0.5

0% 50 100 150 200
Déplacement vertical (microns)

FIGURE 3.19. — Courbes force en fonction du déplacement imposé (h = £./5) pour la poutre entaillée.

En utilisant ces parametres avec la version compléte, on retrouve bien le méme comportement.

L’ouverture de fissure le long de la fissure pour un CMOD égal 4 200 microns est donnée sur la figure
3.22. Cette ouverture a été extraite du calcul TLS avec la méthode simplifiée, en calculant la différence
de déplacement horizontal entre deux points situés de part et d’autre des levres de la fissure, pour 10
valeurs de y différentes. Les résultats obtenus sont comparés aux résultats expérimentaux obtenus par
corrélation d’image, et aux résultats numériques obtenus par Dufour et al. (2012) en reconstruisant le
trajet de fissuration & partir d’un modele d’endommagement non-local et en post-traitant le champ
de déformation.

Les résultats numériques obtenus en termes d’ouverture sont trés proches des résultats expérimentaux,
bien qu’ils les sous-estiment légerement. D’aprés Dufour et al. (2012), cela s’explique par le fait que
les ouvertures de fissures expérimentales ont été obtenues par corrélation d’image, mesurées sur la face
extérieure de la poutre. Or les ouvertures de fissures sont plus importantes a I'extérieur de la poutre.
Les résultats expérimentaux donnent donc un maximum, tandis que les simulations numériques, en
2D, fournissent une moyenne. Néanmoins les résultats obtenus semblent trés corrects au vu du cofit en
post-traitement, négligeable avec la méthode TLS. Le raffinement du maillage n’a pas une influence
importante sur les résultats. On notera qu’avec les fortes oscillations, la valeur du CMOD de 200 mi-
crons est atteinte plusieurs fois. L’extraction des ouvertures de fissures a été réalisée pour le premier

champ de déplacement pour lequel cette valeur a été atteinte.

3.4. Conclusion

Dans ce chapitre, 'extraction d’ouvertures de fissure par la méthode TLS a été illustrée sur deux

exemples, un essai brésilien et un essai de poutre en flexion trois points. Le premier a été traité
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3.0
2.5} 250
Y g
\ ! )
2.0f Y 2.0f i/
z z b
= =, =3 ’
o L5f o 1.5¢ “
o - =4 "t -
2 ; 5 2-.
:-7 I\
1.0} 4 1.0 'z,
0.5t s ----s 0.5} “ B B
0-% 50 100 150 200 0.9 50 100 150 200
Déplacement vertical (microns) Déplacement vertical (microns)
a. b.
F1GURE 3.20. — Courbes force en fonction du déplacement imposé pour la poutre entaillée, pour
différentes tailles de mailles : a. version simplifiée. b. version complete.
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FiGurE 3.21. — Courbes force-CMOD pour la poutre entaillée, comparaison entre résultats TLS ob-
tenus avec la version simplifiée (h = £./5) et résultats expérimentaux tirés de (Dufour

et al., 2012).

avec deux modeles d’endommagement : un premier modele, qualifié de “brutal”, correspondant & une

fonction d’adoucissement constante, et un second, qualifié de “progressif”, calculé de facon a avoir

un comportement équivalent & une loi cohésive bilinéaire (cf. section 2.5). Une discussion sur ces

deux modeles a été réalisée, de laquelle il a été déduit que le modele brutal ne semble pas pertinent
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Ouverture de fissure
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FIGURE 3.22. — Ouverture de fissure le long de la fissure pour la poutre entaillée, comparaison entre
résultats TLS, résultats expérimentaux et résultats numériques tirés de (Dufour et al.,
2012), pour une valeur du CMOD égale & 200 microns.

pour recaler des résultats expérimentaux. Néanmoins, celui-ci permet de mettre en évidence certaines

difficultés liées au modele progressif, ¢’est pourquoi il a été utilisé dans ce cas test, purement illustratif.

Gréace a 'enrichissement par la méthode X-FEM du champ de déplacement, 'extraction d’ouvertures
de fissure se fait sans technique de post-traitement particuliére, en calculant simplement la différence
de déplacement entre deux points situés de part et d’autre des levres de la fissure. Cela nécessite
néanmoins la fonction de double-découpe (cf. section 2.2.5), qui n’est actuellement implémentée que
dans la version simplifiée de la. méthode. Cela ne pose pas de probléme pour des cas tests ou I’'endomma-
gement est uniquement localisé, comme dans le cas de la poutre entaillée (section 3.3.3). En revanche
pour des cas ou de 'endommagement diffus est attendu, la version simplifiée donne des résultats
différents de la version complete qui, on le rappelle, est plus générale au niveau des phénomenes phy-
siques modélisés (cf. section 2.4). Les résultats obtenus avec la version simplifiée dans ce cas doivent

donc étre considérés avec précaution.

De plus, un probléme propre au pilotage explicite du chargement a été mis en évidence, & savoir de
fortes oscillations sur la courbe force-déplacement. En plus de la méthode de pilotage du chargement,
des difficultés d’intégration numérique dues a la forme particuliere de la fonction d’adoucissement ont
été mises en évidence, notamment sur le cas de I'essai brésilien ol un maillage assez fin est nécessaire
pour retrouver la bonne valeur du pic (cf. figure 3.6). L’amplitude de ces oscillations semble diminuer
lorsque l'on raffine le maillage, mais nécessite des tailles de mailles assez faibles (de 'ordre de £./10).

Cela reste envisageable sur des cas simples, par exemple avec une seule fissure comme ceux présentés
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dans ce chapitre, ou 'on peut se permettre de raffiner localement le maillage sur le trajet de la fissure.
En revanche pour des cas plus complexes, notamment avec plusieurs fissures comme ceux qui seront
développés dans le chapitre 4, une telle finesse de maillage peut s’avérer nécessaire dans une bonne
partie de la structure, ce qui peut étre rédhibitoire.

Mis & part les difficultés numériques de la méthode TLS lides & la propagation de la level set et &
la représentation de la fissure (double-découpe), le coiit en post-traitement négligeable pour extraire
les ouvertures de fissures en fait un outil particuliérement intéressant par rapport aux méthodes de
post-traitement existantes (cf. section 3.1). L’approche demanderait néanmoins a étre validée avec

d’autres résultats expérimentaux afin de mieux en estimer la précision.
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4. Application de la méthode TLS a I’étude de
structures en béton armé
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a. Poutre non renforcée b. Poutre renforcée

FI1GURE 4.1. — Illustration du procédé de fissuration dans une poutre en béton sur un essai de flexion
trois points.

4.1. Introduction

4.1.1. Role des armatures

Le chapitre 3 a permis de valider la capacité de la méthode TLS a extraire des ouvertures de fissures a
partir d’un modele formulé dans le cadre de la mécanique de 'endommagement, et ce sans méthode de
post-traitement particuliere. Les cas tests étudiés dans ce chapitre ne s’intéressaient qu’a des structures
en béton non armé, pour lesquels une seule fissure apparaissait. En pratique, comme il a été expliqué
dans l'introduction de ce manuscrit, la faible résistance a la traction du béton nécessite de 1’associer
a des armatures métalliques afin d’empécher la ruine des structures. On considere par exemple le cas
d’une poutre en béton en flexion trois points (cf. figure 4.1). Si la poutre n’est pas renforcée, une seule
fissure va s’initier au centre, 14 ou le moment de flexion est le plus important, puis se propager jusqu’a
provoquer la ruine de la poutre. En revanche, si ’'on place une armature dans la partie inférieure de
la poutre, c’est-a-dire la partie en traction, plusieurs fissures vont s’initier et se propager. Dans ce cas,
la résistance de la poutre sera nettement plus élevée que celle de la poutre non-armée. On remarquera
que 'armature n’empéche pas totalement la fissuration du béton ; en revanche, sa présence induit une
redistribution des déformations qui provoque 'apparition de plusieurs fissures au lieu d’une seule, ce qui
permet & la structure de dissiper davantage d’énergie, et donc d’avoir une résistance plus importante.
Un autre effet des armatures est de limiter I'ouverture des fissures, voire de les refermer par retour
élastique de Pacier. Or la connaissance de I’état de fissuration peut s’avérer crucial pour certaines
structures, comme par exemple les enceintes de confinement des centrales nucléaires, pour lesquelles
cet état de fissuration a un impact direct sur leur étanchéité. Tout I’enjeu des études numériques est

donc de prévoir comment ces fissures, inévitables, vont s’initier, se propager et s’ouvrir.

Dans le cas du béton armé, la nécessité de pouvoir représenter I’endommagement diffus (Bazant,
1986) impose le choix de la version compléte de la méthode TLS. Sans double-découpe (cf. section
2.4), il n’est pas possible d’évaluer précisément les ouvertures de fissures, mais ce point a déja été
abordé dans le chapitre 3. En revanche la simple découpe permet d’obtenir les espacements, ce que

I'on va chercher a caractériser ici.
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4.1.2. Influence et modélisation de la liaison acier-béton
Description du comportement de la liaison acier-béton

Toute l'influence des armatures sur les structures en béton armé provient de la transmission des
efforts de I'acier vers le béton. Il est donc logique de penser que U'interface acier entre I'acier et le béton
occupe une place prépondérante dans ce processus. Cette interface n’est pas parfaite et se détériore
lorsque le chargement augmente. Cette détérioration a une influence importante sur le transfert des
efforts entre les deux matériaux. Trois phénomenes sont mis en jeu au cours de la dégradation de
I'interface acier-béton (Lutz et Gergely, 1967) :
— L’adhérence chimique entre les deux matériaux
— Les interactions mécaniques entre acier et béton, dues notamment a la présence de nervures le
long des barres d’acier. Ces interactions n’existent que pour des armatures a “haute adhérence”
(HA). Pour des barres lisses celles-ci sont absentes

— Le phénomene de frottement entre les deux surfaces de contact

Le mécanisme de dégradation de la liaison acier-béton se divise en trois phases, décrites par exemple

par Casanova (2012) :

Phase initiale (cf. figure 4.2) : La liaison peut-étre considérée comme quasi-parfaite; un tres léger
glissement peut-étre observé, di a la déformation élastique du béton (phase AB sur la figure 4.2

b.). Le béton & proximité du renfort reste sain.

Adhérence chimique entre les deux matériaux
X' Contrainte d’adhérence (1)

H ] . Acier 4 i \\Z‘_’
\ / ; ; ( B

Glissement (g)

Béton

a) b)

FIGURE 4.2. — (Casanova, 2012) Phase initiale. a. Interface acier-béton b. Partie de la loi d’adhérence
associée

Fissuration (cf. figure 4.3) : Dés que l'adhérence chimique est rompue, acier commence & glisser
dans le béton. Dans le cas d’un renfort lisse, les phénomeénes observés sont semblables & du
frottement & l'interface entre les deux matériaux (augmentation du glissement et diminution de
la contrainte d’adhérence). En présence de nervures, le béton se comprime pour s’opposer au
glissement du tirant, ce qui provoque une augmentation de la contrainte d’adhérence (phase BC
sur la figure 4.3 b.). Des microfissures commencent & apparaitre dans le béton, ce qui entraine

un adoucissement (phase CD sur la figure 4.3 b.).

Rupture (cf. figure 4.4) : Le béton autour de la barre d’acier est presque completement dégradé et
n’oppose quasiment plus de résistance au glissement. La barre peut étre considérée comme lisse,
le seul phénomeéne s’opposant encore au glissement est le frottement acier-béton (4 partir du

point D sur la figure 4.4 b.).
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Béton comprimé
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FIGURE 4.3. — (Casanova, 2012) Phase de fissuration. a. Interface acier-béton b. Partie de la loi
d’adhérence associée
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FIGURE 4.4. — (Casanova, 2012) Phase de rupture. a. Interface acier-béton b. Partie de la loi
d’adhérence associée

Modélisation numérique de la liaison acier-béton

On se place ici dans le cas ol les armatures sont modélisées par des éléments volumiques, sans tenir
compte des nervures. La question de leur représentation géométrique sera discutée plus en détails
dans le chapitre 5. De nombreuses méthodes ont été proposées afin de prendre en compte le com-
portement de interface acier-béton. Un des premiers modeles a été proposé par Ngo et Scordelis
(1967) : il consiste simplement & ajouter des ressorts entre les nceuds d’acier et les nceuds béton. Des
modeles plus élaborés ont ensuite vu le jour, tel que celui proposé par Reinhardt et al. (1984), qui
suppose que le béton autour de ’acier a un comportement différent du béton loin des armatures.
L’interface acier-béton est alors modélisée par une couche d’éléments élastoplastiques (cf. figure 4.5
a.). Avec ce type de modeles, le déplacement est continu & interface, ce qui limite leur application
au cas des petites glissements. D’autres modeles tels que celui de Richard et al. (2010) utilisent un
comportement élastoplastique endommageable, permettant également de prendre en compte les effets
de la corrosion. Une discontinuité du déplacement & l'interface peut étre introduite en utilisant une
loi contrainte/glissement. Un exemple assez simple est la loi trilinéaire de Daoud (2003), divisée en
trois parties distinctes (cf. figure 4.5 c.) : un premiére partie avec une pente Ky élevée permettant de
représenter la quasi-continuité du déplacement lorsque la liaison n’est pas encore endommagée, une
seconde partie avec une pente Ko représentant la dégradation progressive de la liaison, et une derniere
partie de pente nulle lorsque la liaison est completement endommagée, permettant de représenter le
frottement entre les deux matériaux. On trouve également des modeles utilisant des éléments dégénérés

d’épaisseur nulle tel que celui proposé par Dominguez (2005)(cf. figure 4.5 b.). Ces éléments possedent
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FIGURE 4.5. — Exemples de modélisations numériques de I'interface acier-béton.

leur propre loi de comportement, permettant de modéliser les interactions entre les deux matériaux.
Enfin, d’autres modeles tels que celui de Raous et Karray (2009) utilisent la mécanique du contact.
Dans le cadre de cette these, on considerera l'interface entre I'acier et le béton parfaite. La prise en
compte de la liaison n’est en effet pas encore possible dans le code utilisé. Autant que possible, les cas
tests étudiés dans ce chapitre ont été choisis de telle sorte que 'influence de la liaison acier-béton puisse

étre considérée comme négligeable, tout en conservant un regard critique sur les résultats obtenus.

4.2. Simulation d’un essai de tirant

4.2.1. Principe de I'essai de tirant

L’essai de tirant consiste a appliquer un effort de traction aux deux extrémités d’une barre d’acier
plongée dans une éprouvette en béton prismatique (cf. figure 4.6). La déformation de la barre va
entrainer I'apparition d’efforts de traction o, dans le béton. Si le béton était parfaitement homogene,
ozz ainsi que la résistance a la traction f; seraient uniformes. En pratique, le béton étant un matériau
hétérogene, o, atteint f; en un point particulier avant le reste de la structure (cf. figure 4.6 a.), ce qui
provoque la création d’une premiere fissure. La contrainte o, s’annule au droit de cette premiere fissure
et devient plus importante au fur et & mesure qu’on s’en éloigne. Lorsque le chargement augmente,
ozz atteint f; en un deuxieme point, une deuxiéme fissure s’initie, et ainsi de suite jusqu'a ce que
I'espacement entre les fissures soit compris entre £, et 24, ou ¢, est appelée longueur de transfert. £,

est la distance minimale entre deux fissures. En ce qui concerne le comportement global (cf. figure
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FIGURE 4.6. — Mécanisme de fissuration d’un tirant en béton.

4.6 b. et c.), caractérisé par la courbe force appliquée & la barre d’acier en fonction du déplacement,

celui-ci peut-étre décomposé en trois phases :

1. Une premiére phase élastique.

2. Une phase de fissuration du béton. En fonction de la méthode employée pour piloter I’essai, on
observe des chutes d’effort (figure 4.6 b.) pour un essai piloté en déplacement, et des plateaux
pour un essai piloté en effort (figure 4.6 c.). Néanmoins, les enveloppes supérieures des courbes
sont identiques (Maurel, 1999).

3. Une troisieme phase ou le réseau de fissuration n’évolue quasiment plus, et ou la déformation
du tirant n’est due qu’a celle de I'acier. Cette phase sera qualifiée dans ce qui suit de phase de

“fissuration stabilisée”

4.2.2. Caractéristiques du tirant étudié

Le tirant de référence considéré dans cette section a été étudié expérimentalement et numériquement
par Daoud (2003). Ce cas test est intéressant pour deux raisons :

— Les tirants testés par Daoud (2003) étaient suffisamment longs pour que 'on puisse observer la

formation de plusieurs fissures (de l'ordre de 4 ou 5). Leur espacement a été relevé, ce qui va

permettre de voir si la méthode TLS est capable de retrouver les mémes espacements.
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FIGURE 4.7. — Maillage et conditions aux limites de I'essai de tirant.

— Les simulations numériques de référence ont été effectuées avec et sans modele de liaison acier-
béton (contact parfait). Dans le cas d’une barre haute adhérence, Daoud (2003) a montré que
la prise en compte de 'interface acier-béton a une influence moindre, ce qui permettra d’avoir

des résultats comparables & ceux obtenus avec la méthode TLS et une interface parfaite.

Géométrie et conditions aux limites Chaque éprouvette est constituée d’un bloc prismatique de
section carrée de dimensions 10 x 10 x 115 cm. Une barre d’acier est plongée au centre de ’éprouvette.
Plusieurs diametres et types de barres, haute adhérence (HA) et lisses, ont été testées. Dans cette
section, on considérera le cas d’une barre haute adhérence de diametre 12 mm, pour lequel Daoud

(2003) fournit de nombreux résultats expérimentaux et numériques.

Tout comme 'a fait Daoud (2003), le tirant a donc été modélisé en 2D avec des conditions axi-
symétriques. Une géométrie cylindrique est considérée, dont le rayon est calculé de facon a avoir
la méme section que l'éprouvette prismatique modélisée. Les conditions aux limites utilisées sont
représentées sur la figure 4.7. Une longueur caractéristique ¢, = 20 mm a été choisie, de facon a avoir
l. ~ r/2, ou r est le rayon du tirant, qui a été maillé avec des éléments triangulaires de taille £./5,

pour un total de 5713 nceuds.
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ft (MPa) 3

Gr (Nm/m?) 100
Modele de Fichant h (mm) 9,4
(Daoud, 2003) E 30000

v 0,2

£, (mm) 20

or (MPa) 3
Parametres TLS o (MPa) 0,5

wy (mm) 0,045

wy (mm) 0,175

TABLE 4.1. — Parameétres matériaux de I'essai de tirant.

Parameétres matériaux Numériquement, I'essai a été modélisé par Daoud (2003) en utilisant une
version simplifiée du modéle d’endommagement de Fichant et al. (1999), similaire au modele de Mazars
(1986) présenté dans la section 1.4. Afin d’obtenir une dissipation non dépendante de la taille i des

éléments du maillage, une dépendance & h est introduite dans la loi d’évolution de 'endommagement :

1 _ €do
I B - ) )

Ou B, = Z—J;f, €dy = %, Gp = % Les parameétres matériaux utilisés par Daoud (2003) pour le
modéle de Fichant sont rappelés dans le tableau 4.1. Les paramétres TLS recalés & partir de la méthode
expliquée dans la section 2.5.2, en utilisant notamment la méme valeur de G, y sont également
donnés. La valeur de h utilisée afin de pouvoir tracer le comportement du modéle de Fichant au point
de Gauss est celle de la taille des éléments du maillage utilisé par Daoud (2003) dans ses simulations.
Le comportement au point de Gauss pour les deux modeles est donné sur la figure 4.8. En ce qui
concerne ’acier, celui-ci est modélisé & I’aide d'un matériau endommageable de module d’Young 200

000 MPa, de coefficient de Poisson 0.2, et une valeur de Y2 tres élevée.

Daoud (2003) a constaté qu’en utilisant une répartition homogene des caractéristiques matériaux, il
est difficile d’obtenir un champ d’endommagement ou des fissures sont distinguables. Une répartition
aléatoire du module d’Young suivant une loi normale d’écart type 10% a donc été utilisée, forcant
ainsi la localisation de 'endommagement. Avec la méthode TLS, le champ d’endommagement obtenu
pour une répartition homogeéne des caractéristiques matériaux est représenté sur la figure 4.9. L’en-
dommagement s’initie au niveau des extrémités de la barre d’acier, au niveau des coins rentrants,
puis se propage progressivement vers le milieu de ’"éprouvette. Deux fissures s’initient & une certaine
distance proche des extrémités de 1’éprouvette. Lorsque endommagement s’est suffisamment propagé,

la déformation, et donc 'endommagement, devient homogene dans la partie centrale de I'éprouvette.
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Relation contraintes-déformations

— Fichant(Daoud, 2003)
— Equivalence cohésif bilinéaire

3.5

3.01

00(.)000 0.002 0.004 0.006 0.008 0.010
€

FIGURE 4.8. — Comportement o(€) aux points de Gauss pour 'essai de tirant

Enfin, 'endommagement évolue uniformément dans la partie centrale jusqu’a atteindre 1, sans ap-
parition de fissure. Tout comme Daoud (2003), on choisit donc d’utiliser une répartition aléatoire du

module d"Young afin de forcer la localisation de 'endommagement.

4.2.3. Résultats numériques

Comportement global On donne sur la figure 4.10 les courbes contrainte-déformation moyennes
dans l'acier, obtenues expérimentalement et numériquement par Daoud (2003) et par la méthode TLS
pour une premiere répartition aléatoire du module d”Young. On précise que la contrainte moyenne est
calculée en divisant ’effort appliqué aux extrémités de la barre d’acier par sa section, et la déformation
moyenne en divisant la variation de longueur de 'armature par sa longueur initiale. Qualitativement, la
courbe obtenue par la méthode TLS est différente des courbes de référence : des chutes de contraintes
sont observées & chaque fois qu’une fissure apparait, tandis que les courbes obtenues par Daoud
(2003) sont monotones croissantes. Cela est dit au pilotage en effort des essais expérimentaux (cf.
section 4.2.1). Comme dans la plupart des cas tests présentés dans le chapitre 3, des oscillations
peuvent étre observées. L’amplitude de ces oscillations augmente au fur et & mesure du calcul, ce
qui peut s’expliquer par la taille de la zone endommagée, nettement plus importante que pour les
cas tests avec une seule fissure présentés dans le chapitre 3. En effet, plus la zone endommagée est
grande, et plus le nombre de points susceptibles de piloter ’évolution du chargement augmente, d’ou
une augmentation progressive de 'amplitude des oscillations (cf. explications de la section 3.3.2 sur
lorigine des oscillations observées). En revanche, I'enveloppe supérieure de la courbe obtenue avec la
méthode TLS coincide bien avec les résultats de référence.

Une deuxiéme remarque concerne la phase de fissuration stabilisée (cf. figure 4.6 c.). La derniére
partie de la courbe est due normalement & la déformation des aciers, le réseau de fissures n’évoluant
plus. Cette partie de la courbe ne peut pas étre appréhendée avec 'implémentation actuelle de la

méthode TLS; en effet, lalgorithme de propagation utilisé (cf. section 2.3.2) impose une avancée de
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Endommagement
o 0.5 1

FiGURE 4.9. — Champs d’endommagement obtenus sans distribution aléatoire du module d’Young, a
différents instants du calcul au cours de l’essai de tirant.

Iendommagement a chaque itération via la variable ¢. A chaque pas de temps, le facteur de charge
est calculé de fagon & ce que ¢ progresse de Adpqe en au moins un point, méme si le chargement
réel est tel que 'endommagement n’est pas censé évoluer. Autrement dit il est possible d’obtenir un
champ d’endommagement non physique. L’étude de la phase de fissurations stabilisée n’est donc pas
possible avec I'algorithme de pilotage du chargement utilisé. On se limite donc a étudier la phase de

fissuration.

Caractérisation de la fissuration Le champ d’endommagement 3 différentes étapes du calcul est
donné sur la figure 4.11. Comme dans le cas d’une répartition homogene du module d’Young, len-
dommagement commence & apparaitre au niveau des extrémités de la barre d’acier, puis se propage
progressivement vers le centre de l’éprouvette. En revanche, 'introduction d’hétérogénéités permet
d’éviter une évolution uniforme de 'endommagement dans la partie centrale, ce qui permet d’avoir
une apparition progressive de 5 fissures.

Afin d’étudier I'influence de la répartition aléatoire du module d’Young, deux autres distributions
(en plus de celle utilisée pour obtenir les résultats des figures 4.10 et 4.11) ont été testées. Le champ
d’endommagement en fin de phase de fissuration pour chaque distribution est donné sur la figure 4.12.
Les réseaux de fissuration obtenus sont qualitativement similaires, avec 5 fissures pour les distributions
1 et 3, et seulement 4 pour la distribution 2. La position des fissures varie également d’une distribution
a lautre.

Les espacements entre fissures issus de Daoud (2003) et ceux obtenus par la méthode TLS sont
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F1GURE 4.10. — Courbes contraintes/déformation dans 'acier pour l'essai de tirant.

donnés dans le tableau 4.2. Les espacements obtenus par la méthode TLS sont du meéme ordre de
grandeur que ceux obtenus expérimentalement. Numériquement, Daoud (2003) avait observé que 'uti-
lisation d’un modele de liaison permettait d’obtenir des espacements plus proches de I’expérience, on

peut supposer que ce serait le cas avec la méthode TLS.

4.3. Poutre en béton armé (benchmark CEOS.FR)

Cette section est consacrée a I'étude d’un essai de flexion trois points d’une poutre en béton armé,
similaire & celle étudiée dans le cadre du benchmark MECA dI’EDF (Ghavamian et al., 2003), issu du
benchmark CEOS.FR (Comportement et Evaluation des Ouvrages Spéciaux - Fissuration et Retrait).

Les résultats ont été synthétisés par Jason (2009).

4.3.1. Description du cas test

Géométrie et conditions aux limites Les dimensions et le plan de ferraillage sont donnés sur la figure
4.3.1. La longueur de la poutre est 5.4 m, et la distance entre appuis 5 m.

La poutre a été modélisée en 2D, sous 'hypothése des contraintes planes. Les armatures longi-
tudinales et transversales sont modélisées par des éléments barres 1D élastoplastiques a écrouissage
isotrope (cf. section 5.3 pour plus de détails sur les éléments barres 1D, et annexe B pour les équations
du modele élastoplastique). Le contact est supposé parfait entre Pacier et le béton. Cette hypothese,
retenue par tous les participants du benchmark (Jason, 2009) semble justifiée dans la mesure ou la
poutre est fortement armée. Certains auteurs ont montré que I'interface acier-béton pouvait alors étre
considérée comme parfaite (Adelaide et al., 2013; Oliver-Leblond et al., 2015).

La poutre est maillée avec des éléments triangulaires de taille h = £./5 (cf. figure 4.14), soit un total
de 32691 noeuds. La longueur des éléments barres 1D est égale & h/3, de fagon a avoir au moins deux

nceuds barres dans chaque élément de béton, conformément aux recommandations de Jason (2008).

89



R S = |

RS 0w aafbE OO —

| TN A PR E RO R R |

~
=
e e -
- - -
Endommagement
o 0.5 1
L I

FiGURE 4.11. — Champs d’endommagement pour la répartition aléatoire n°1, & différents instants du
calcul au cours de Pessai de tirant.
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FiGURE 4.12. — Champs d’endommagement en fin de phase de fissuration pour chaque répartition

aléatoire pour l'essai de tirant.
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200mm

= 200+ 8 + 322 = 44mm

Espacement Espacement Espacement
minimal (cm) | moyen (cm) maximal (cm)
Essai 1 14,0 17,0 19.0
Expérience (Daoud, 2003) ssat : .
FEssai 2 12,5 15,8 21,0
Aléa 1 5 15,5 27,7
Liaison AB (Daoud, 2003) Aléa 2 6.7 17.3 25.0
Aléa 3 ) 15,0 18,3
Aléa 1 15 17.8 21,7
Contact parfait (Daoud, 2003) | A1, 2 18.3 20.5 o5
Aléa 3 7,5 19,2 25
Aléa 1 15 16.6 18.2
Calcul TLS Aléa 2 22,1 23,5 24,5
Aléa 3 13,4 17.8 25
TABLE 4.2. — Espacements des fissures obtenus pour ’essai de tirant.
Comparateur
(F.u) droit
& i & / |
AV 7 | ’/—_&7 g h
- 3 4 4 |
Comparateur ¢ / / \ il
gauche _ [‘Cj / / \ ; tj
Dep.1/4 Mesure de la Dep.3/4
fleche
Vv 20+ 8 + 872 =32mm
A 2
> HAS | o 20+8+82=32mm
L | 500mm
2HAS DT 20+ 8+ 32/2 = 44mm

FIGURE 4.13. — Géométrie et plan de ferraillage de I'essai CEOS.FR (Jason, 2009).




Le déplacement du nceud A est bloqué suivant z et y, et le déplacement du noeud B suivant y. Le
chargement est appliqué au centre de la poutre. Afin d’éviter un endommagement non physique au
niveau des conditions aux limites, un matériau doté d'un Y, trés élevé a été utilisé autour des appuis
(zones en vert sur la figure 4.14). On notera qu’en théorie, au-dela d’une certaine valeur du chargement,
la, poutre est censée s’endommager en compression sous le chargement (Jason, 2009). Or le modele
utilisé ici défini par le potentiel (2.4) ne permet pas de modéliser 'endommagement en compression.
Sans prise en compte de la compression, on observe avec la méthode TLS un endommagement de
la partie supérieure de la poutre di & la traction suivant y. Cet endommagement se développe sur
une zone beaucoup plus large que si 'on avait pris en compte 'endommagement en compression (par
comparaison aux résultats obtenus par les autres participants du benchmark par exemple), ce qui
aboutit a l'arrét du calcul. Le méme matériau que celui qui entoure les appuis a donc été utilisé dans

la partie supérieure sous le chargement.

FIGURE 4.14. — Maillage de la poutre de I'essai CEOS.FR.

Parameétres matériaux Les parametres matériaux, donnés dans le tableau 4.3, ont été recalés & partir
du modele de Mazars utilisé par un des participants du benchmark (Jason, 2008). Aux parametres de
ce modele, également donnés dans le tableau 4.3, vient s’ajouter la valeur de I’énergie de fissuration :
Gr = 200 N.m !, parametre du modele Drucker-Prager (Jason et Durand, 2007) également utilisé
par Jason (2008) pour étudier cet essai. Cette énergie a été utilisée pour caler les paramétres TLS,
selon la méthode expliquée dans la section 2.5.2. La longueur caractéristique £, est la méme que celle
de la régularisation non-locale intégrale utilisée par Jason (2008) (cf. section 1.4.3). Le comportement
aux points de Gauss, pour le modele de Mazars utilisé par Jason (2008) et pour la méthode TLS, est
donné sur la figure 4.15. On notera que seule la partie traction a été recalée, le modele asymétrique

(cf. équation (2.4) 8 = 0, donc pas d’endommagement en compression) étant utilisé.

4.3.2. Premier calcul

On donne sur la figure 4.16 la courbe force-déplacement vertical obtenue pour un premier calcul.
On constate que la phase élastique et le début de la phase de fissuration sont correctement reproduits
(entre les points A et D sur la courbe). En revanche, lorsque l'on arrive environ a la moitié du
chargement maximal observé expérimentalement, la force calculée par la méthode TLS diminue au
lieu de continuer & augmenter (points E et F sur la courbe).

Cette décroissance de l'effort calculée provient d’un probléeme de “disparition de matiére”, mis en

évidence sur la figure 4.17. Le champ d’endommagement & différents instants du calcul est représenté a
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A, 1,2

B, 1700

A, 0,8
Modele de Mazars By 10000
(Jason, 2008) €do 9,5.e75

i (MPa) 3.5

8 1,06

E (MPa) 37200

v 0,2

E (MPa) 195 000
Acier v 0.3
(Jason, 2008) Limite élastique (MPa) | 466

Module tangent (MPa) | 3245

£e (mm) 50

o (MPa) 3.5
Parametres TLS o (MPa) 0.8

wy (mm) 0.42

wy (mm) 0.025

TABLE 4.3. — Parametres matériaux pour l'essai CEOS.FR.




Relation contraintes-déformations

— Mazars (Jason, 2008)
— Equivalence cohésif bilinéaire| |
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o (MPa)
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8'.8000 0.0002 0.0004 0.0006 0.0008 0.0010 00012 0.0014
€

FIGURE 4.15. — Comportement o(¢) aux points de Gauss pour 'essai CEOS.FR.

350 Courbe force-déplacement vertical
300
250
=200
S5
S D
£ 150 C
E
100 F
B
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50
— Calcul TLS
— Référence expérimentale (CEOS.FR 2009)
(900 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
Déplacement (m)
FI1GURE 4.16. — Courbe force-déplacement vertical en cas de disparition de matiére pour D'essai
CEOS.FR.

gauche et le champ de déformation longitudinale €,, & droite. Afin d’améliorer la lisibilité des résultats,
la déformation a été représentée suivant une échelle logarithmique, pour des valeurs supérieures a le™!?
uniquement. L’idée est de mettre en évidence les zones de la structure ol €, devient négatif et ne
contribue donc plus & ’évolution de 'endommagement, un potentiel asymétrique étant utilisé. Cela
suppose que €z est la principale contribution & Pouverture des fissures, ce qui n’est pas rigoureusement

vral, les fissures n’étant pas totalement verticales, mais permet d’illustrer le probléme considéré. Les
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champs représentés sur la figure 4.17 correspondent aux points A,B,C,D.E et F sur la courbe force-
déplacement de la figure 4.16. On remarque donc que des ilots de matieres ont tendance & disparaitre
(zones encadrées en rouge sur les champs d’endommagement B., D. et F.). Cela entraine une décharge
de la structure (zones encadrées en bleu sur les figures 4.17 D. et F.). La fissure repérée par le cadre
vert se propage brutalement tandis que la propagation des fissures alentours ralentit, ce qui entraine
la ruine de la structure de facon anticipée.

Ce phénomeéne de disparition d’ilots de matiére est expliqué dans la section suivante.

4.3.3. Probléemes de réinitialisation

La principale difficulté de ce cas test réside dans la complexité des facies de fissuration obtenus.
Un exemple est donné sur la figure 4.18. En particulier, la forme de la zone endommagée possede une
géométrie complexe due notamment :

— Au nombre élevé de fissures

— Au fait que les fissures sont parfois trés proches

— Ala présence des armatures, qui ont tendance & attirer 'endommagement

Cette géométrie complexe influence fortement 1’étape de réinitialisation de la level set, expliquée
dans la section 2.3.2, figure 2.12. On présente dans ce qui suit deux situations ol cette étape pose

probleme.

Disparition de matiére

La présence des armatures, en particulier 'armature longitudinale inférieure, a tendance 3 entrainer
la formation d’ilots de matiére, comme on peut le voir sur la figure 4.19. On notera que, par soucis
de clarté, ces ilots ont été représentés comme completement détachés du reste de la structure, ce
qui entrainerait en théorie 'apparition de mouvement de corps rigides et donc Parrét des calculs. En
pratique ces ilots sont rarement complétement isolés comme on peut le voir sur la figure 4.18.

A un instant n, le calcul de ¢ permet de diviser le domaine de calcul en une zone locale €, et une
zone non-locale Qyr,, selon les notations introduites dans la section 2.3 (cf. figure 4.19 a.). S’ensuit
une étape de réinitialisation, permettant d’assurer que |[V¢| = 1 dans Qxp. La frontiére de la zone
endommagée ['. est ensuite calculée & partir de la frontiere I' entre Qf, et Qxz, (cf. figure 4.19 b.). Les
ilots de matiére que l'on peut observer sous 'armature longitudinale inférieure sont dus a de petites
zones locales, constitués de seulement quelques éléments, parfois méme un seul, comme pour I’'élément
en rouge en bas a gauche sur la figure 4.19 c.

Ces ilots d’éléments peuvent disparaitre & cause du processus de réinitialisation de ¢. FEn effet, il
peut arriver au cours du calcul, par exemple, au pas de temps n+1, que le gradient de ¢ évolue jusqu’a
dépasser 1 dans un ou plusieurs de ces éléments (cf. figure 4.19 d.). Ces éléments passent alors dans
la zone non-locale. La portion de I' qui délimitait la frontiere entre ces éléments et la zone non-locale
disparait. L’élément en rouge passe dans la zone morte €2, a lissue de I'étape de réinitialisation, ce
qui explique la disparition de cet ilot de matiere. (cf. figure 4.19 e. et f.). On a vu dans la section 4.3.2
que ce phénomene s’avere critique pour ’aboutissement du calcul, en particulier lorsque plusieurs de

ces ilots disparaissent, ce qui peut entrainer la ruine de la structure de fagon anticipée.
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FIGURE 4.17. — Disparition de matiere sous 'armature longitudinale inférieure au cours de l'essai
CEOS.FR : champ d’endommagement (& gauche) et déformation longitudinale €, (&
droite). Pour la déformation €,;, une échelle logarithmique avec un minimum de €,
4 le 12 a été utilisé pour améliorer la lisibilité des résultats.
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FIGURE 4.18. — Exemple de champ d’endommagement obtenu pour Pessai CEOS.FR (zoom sur le
centre de la poutre)

La solution proposée, illustrée sur la figure 4.20, consiste simplement & rétablir dans le calcul toute
partie connexe de I' qui aurait éventuellement disparu (cf. exemple en vert sur la figure 4.20). On notera
qu’il ne s’agit que d’une solution temporaire, qui n’est pas rigoureusement juste du point de vue de
la théorie puisque qu’on obtient une portion de I' qui n’est pas la frontiere entre une portion de €y,
et une autre de 7, mais qui se trouve entierement dans la zone non-locale. Néanmoins cela permet
d’assurer qu’il reste suffisamment de matiere afin que Parmature longitudinale inférieure continue a
entraver 'ouverture des fissures, évitant ainsi le probleme de propagation brutale d’une seule fissure
évoqué précédemment.

Du point de vue de 'implémentation, I’étape de réinitialisation est réalisée & partir de I’ensemble
de nceuds N3 qui, on le rappelle, sont les noeuds des éléments du maillage éléments finis & la frontiere
entre éléments locaux et éléments non-locaux, & 'instant 7. On va donc chercher & éviter la disparition

de parties connexes de N3.On note Nz, I’ensemble des parties connexes de N, de sorte que :
Ng = NBx: Nig [\ Nig, = 0.kt # by (4.2)
k

A chaque pas de temps n, pour chaque partie connexe Ng*kl a l'instant n — 1 :

1. Afin d’éviter des temps de calculs trop lourds, on ne boucle que sur les parties connexes telles
que card(Np,') est inférieur 4 une certaine limite (on a choisit card(Np,') < 30 pour cette
these). On suppose en effet que les Ng_kl susceptibles de disparaitre sont relativement petits.

2. Une fois que les ensembles N7, N3, Nj ont été mis & jour, on regarde si Ngfkl a disparu. Pour

cela, on boucle sur les nceuds de Ng_kl; on considere que Ng_kl a disparu si aucun nceud de
b 2
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FI1cURE 4.19. — Ilustration du probléme de réinitialisation de la level set. a. Début du pas de temps
n. b. et ¢. Reconstruction de I', a partir de I'. d. L’élément en rouge passe dans Qnr..
e. La partie connexe de I' correspondant & cet élément disparait. f. Le calcul de I'; a
partir de I' fait “disparaitre” I'llot de matiére correspondant a ’élément rouge.
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FIGURE 4.20. — Solution proposée au probleme de “disparition de matiere”. a. Début du pas de
temps n + 1, la partie connexe de I' correspondant a I'élément rouge a disparu. b.
Cette derniére est rajoutée dans I'. c. L’llot de matiére correspondant & cette partie
connexe de I' ne disparait plus.

Ng,_kl n’est dans Nj. Cela suppose que chaque partie connexe de Nz n’évolue pas de facon trop
brutale, c’est-a-dire qu’a chaque pas de temps, seuls quelques nceuds de Ngjkl se sont déplacés,
ce qui se vérifie en pratique, 'avancée maximale de ¢ étant choisie inférieure & la taille d’'un
élément du maillage (cf. section 2.3.2). Si Ngjkl a disparu, on met & jour N3, et Nj en ajoutant
Ng,_kl a N3 et en enlevant Ng,_kl de N§;.

3. Apres la phase de réinitialisation de ¢™, il est éventuellement possible que des noeuds de Ng,jkl
se retrouvent dans la zone ¢" > /.. Ces noeuds sont retirés de Nj. En effet, en appliquant la
correction présentée dans le point précédent, une fois qu’une partie connexe est détectée comme
ayant disparu, celle-ci est conservée jusqu’a la fin du calcul. En toute logique il faut donc retirer

les noeuds qui pourraient éventuellement se retrouver dans la zone compléetement endommagée.

La version modifée de I'algorithme 3 d’un calcul TLS avec la version complete, prenant en compte

la disparition des parties connexes de Npg, est rappelée ci-dessous (algorithme 4).

Fissures tangentes

Un deuxiéme probleme dii a la phase de réinitialisation peut arriver lorsque deux fissures sont
tangentes (cf. figure 4.21 a.). Tant qu'une zone locale sépare les deux fissures, celles-ci sont bien
définies. En revanche, il est possible que certains éléments séparant ces deux fissures passent dans la
zone non-locale (élément en rouge sur la figure 4.21) ; dans ces conditions la frontiere I' est modifiée,
provoquant ainsi une coalescence des deux fissures. Cela ne pose pas de probleme tant que la longueur
de la zone de coalescence n’est pas trop élevée; au deld d’une certaine longueur, de 'ordre de 24, il
est possible qu’une troisieme fissure, perpendiculaire aux deux autres, apparaisse, entrainant ainsi la
création d'un ilot de matiere (cf. figure 4.21 c.). En pratique, soit la zone de coalescence reste de taille

modérée, soit il est possible que cette zone devienne trop grande, ce qui est généralement da a un choix
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Etat initial : ¢° = 0, N? = N, N%, =0, N4 =0, M° = (6;)ien
JEN

pour n = 1...Ng,, faire
Calcul de u;..; pour un chargement F..r

Calcul de Y" et Y,

Calcul du facteur de charge p”

Calcul de @ et 8"

Calcul de la variation du facteur de charge d¢

Mise a jour de ¢"

Classification des noeuds pour constituer les ensembles N7, Ny, Nj, M™
pour Ngjkl dans Ng_l faire

si Njyo' a disparu et card(Ng_kl) < 30 alors
Rajouter N,@),fkl dans N7,

Enlever Ngjkl de Ny,
fin
fin

si N}, # () alors
Réinitialisation de ¢" pour respecter la condition ||V¢"|| = 1 dans Qnp,

pour Ng_kl dans Ng_l faire
pour ¢ dans Ng_kl faire

si ¢"(z;) > £ alors
Enlever 7 de N

Rajouter ¢ dans Ny
fin

fin

fin

Constituer les parties connexes N ,

Calcul de la matrice de délocalisation M™

fin
fin

Algorithme 4 : Calcul modifié avec la version complete de la méthode TLS (les différences avec
lalgorithme 3 sont en rouge)
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de A¢mar trop élevé. Dans tous les cas, ce probleme n’étant pas handicapant pour 'aboutissement du
calcul (comme la disparition d’ilots de matiere évoquée dans la section précédente), aucune solution
particuliere n’a été développée, on le mentionne toutefois pour expliquer certains résultats de la section
4.3.4.

4.3.4. Résultats numériques

Comportement global On donne sur la figure 4.22 la courbe force-déplacement vertical mesurés au
centre de la poutre. Le comportement global de la poutre est correctement reproduit par la méthode
TLS (enveloppe supérieure), avec trois phases : une premiére phase élastique, puis une phase de
fissuration progressive, et enfin un plateau qui correspond a la plastification de Parmature inférieure.
L& encore les oscillations mentionnées dans les précédents cas tests sont particulierement importantes,

la zone endommagée étant particuliere grande par rapport aux dimensions de la structure.

Sur la figure 4.23 on donne les courbes force-déformations moyennes de jauges de déformations
placées le long de I'armature inférieure. Pour la jauge la plus éloignée du centre de la poutre (jauge
1), la courbe obtenue est relativement éloignée de la courbe expérimentale, en revanche, plus on se
rapproche du centre de la poutre et meilleures sont les courbes obtenues. Cette tendance est également
observée par les autres participants du benchmark (Jason, 2009). En particulier, pour la jauge 4 située
au centre de la poutre, la seule pour laquelle la limite élastique est censée étre dépassée, la phase de

plastification de 'armature est particulierement bien reproduite.

Caractérisation de la fissuration Le champ d’endommagement & différents instants du calcul est
donné sur la figure 4.24. La partie inférieure de la poutre commence par s’endommager de fagon diffuse,
puis endommagement se localise progressivement jusqu’a former des fissures. Ce processus se répéte
pour chaque fissure : apparition d’une zone d’endommagement diffus, puis localisation progressive. On
constate également qu'une fois que 'endommagement s’est propagé au dela de 'armature inférieure,
la zone endommagée est quasiment confondue avec la zone non-locale. Les fissures peuvent clairement
étre distinguées, bien que certaines semblent parfois coalescer. La raison en a été expliquée dans la
section 4.3.3. Les ilots de matieres évoqués dans la section 4.3.3 peuvent également étre observés sous
Iarmature longitudinale inférieure, mais la solution proposée au probleme de disparition de matiére
permet d’éviter que la zone morte croisse de facon trop importante. En théorie, au-deld d’une certaine
valeur du chargement, la poutre s’endommage sous I'appui, les efforts de compression devenant suf-
fisamment important pour dépasser la résistance a la compression du béton. Ici cet endommagement
n’est pas reproduit, a cause du potentiel asymétrique (2.4) n’autorisant pas d’endommagement en com-
pression. On peut supposer qu’avec un modele permettant de gérer I’endommagement en compression,
les résultats en terme de courbe force-déplacement (figure 4.22) pourraient encore étre améliorés.
Concernant I'espacement des fissures, la plupart des participants au benchmark ont obtenu un
espacement de ordre de l'ordre de 20 cm (Jason, 2009), c’est-a-dire environ un cadre sur deux, alors
que I'espacement observé expérimentalement était plutot de 'ordre de 10 cm. On retrouve ici la méme

tendance avec formation d’une fissure tous les deux cadres environ.
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FIcURE 4.21. — Fissures tangentes. a. Deux bandes endommagées bien définies. b. Les deux bandes
endommagées coalescent sur une petite longueur. c. La longueur de la zone de coales-
cence s’élargit jusqu’a former une fissure orthogonale aux deux premieres.
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FI1GURE 4.22. — Courbe force - déplacement vertical pour 'essai CEOS.FR

4.4. Conclusion

Dans ce chapitre, la méthode TLS a été appliquée a I'étude de deux cas tests de structures en
béton armé, que sont I'essai de tirant et I'essai de poutre en flexion trois points. La modélisation de
I’endommagement diffus caractéristique de ce type de cas tests nécessite I'utilisation de la version
complete de la méthode TLS, présentée dans la section 2.3. A Theure actuelle, la double découpe
n’étant pas implémentée dans cette version, 'extraction d’ouvertures de fissures n’est pas possible.
Cet aspect a fait objet d’une validation sur des cas plus simples dans le chapitre 3. Ici, dans le chapitre
4, Paptitude de la méthode TLS a représenter la multi-fissuration et en particulier les espacements entre
fissures a été testée. Le comportement global des structures est bien reproduit, malgré les oscillations
déja observées dans le chapitre 3. L’amplitude de ces oscillations est accentuée par la taille de la
zone endommagée, d’autant plus importante dans le cas des structures en béton armé pour lesquelles
plusieurs fissures sont attendues. Néanmoins I'enveloppe supérieure des courbes forces-déplacement
est en général proche des résultats expérimentaux. La multi-fissuration est correctement reproduite
tant que les fissures ne sont pas trop proches, par exemple dans le cas du tirant. Les espacements
obtenus sont en accord avec les résultats expérimentaux, bien que la prise en compte de la liaison
acier-béton permettrait sirement d’améliorer ces résultats. Pour le cas test du tirant considéré dans la
section 4.2, son influence pouvait étre considérée comme négligeable, mais il faut garder & l'esprit que
dans le cas général, la non prise en compte de l'interface acier-béton peut entrainer des espacements
de fissures tres différents de la réalité. Le cas test plus complexe de la poutre en béton armé de la

section 4.3, pour lequel un grand nombre de fissures proches les unes des autres est attendu, met en
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évidence une limite de la méthode TLS due & I’étape de réinitialisation de la level set, entrainant
des problémes de représentation de la zone endommagée. Ces problemes peuvent s’avérer critiques
pour I'aboutissement des calculs (cf. section 4.3.3). Une solution temporaire, spécifique & ce cas test,
a été proposée, mais ne repose sur aucun fondement théorique rigoureux. On notera que dans le cas
particulier de I'essai CEOS.FR modélisé en 2D, la formation d’ilots de matiere est dia a la présence
de 'armature longitudinale, qui a tendance & attirer 'endommagement. La solution la plus évidente,
mais impossible & mettre en ccuvre étant donnée I'implémentation actuelle de la version complete de
la méthode TLS (cf. section 2.4), serait de réaliser le calcul en 3D. Néanmoins, les résultats obtenus,

notamment par rapport aux autres participants du benchmark, sont satisfaisants.
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5.1. Introduction

Les précédents chapitres de ce manuscrit se sont principalement intéressés a la modélisation de
la fissuration du béton, qui est 'une des principales difficultés lorsque I'on cherche & analyser les
structures en béton armé. Un deuxieme aspect tout aussi technique que 1’on se propose d’étudier dans
ce chapitre est la modélisation des armatures métalliques. Comme expliqué dans la section 4.1.1, leur
role est de compenser la faible résistance en traction du béton. Ces armatures peuvent étre lisses ou
nervurées (armatures haute adhérence, cf. section 4.1.2). Du point de vue de la modélisation, plusieurs

échelles peuvent étre considérées :

— L’échelle 1a plus fine, qu’on pourrait qualifier de “microscopique”, consiste & modéliser toute la
géométrie des armatures, jusqu’aux nervures des barres haute adhérence. Cette échelle, qui est
la plus proche de la réalité, permet d’étudier de fagon détaillée la liaison acier-béton sur des
petites structures, (Daoud et al., 2013; Phan et al., 2015). Elle est néanmoins inenvisageable
pour I’étude d’un cas industriel étant donné le niveau de finesse des maillages éléments finis qui
seraient nécessaires a la modélisation des nervures.

— L’échelle “mésoscopique”, ou l'on considere la géométrie globale de larmature (généralement
cylindrique), sans modéliser les nervures. Leur influence est généralement prise en compte par
des lois d’interface (cf. section 4.1.2). Le cotit en calcul d’une simulation & cette échelle de-
meure cependant élevé en raison du diameétre généralement faible des armatures par rapport
aux structures étudiées (au moins un ordre de grandeur d’écart), nécessitant des maillages fins
pour pouvoir représenter leur courbure (bien que le niveau de finesse requis soit moins fin qu’a
I’échelle microscopique).

— L’échelle “macroscopique” ol la géométrie des armatures est remplacée par un modele équivalent.
On peut par exemple homogénéiser I'influence des armatures en ajoutant leur raideur & celle des
éléments béton les contenant, induisant ainsi un comportement orthotrope dépendant de 'orien-
tation des armatures (Suidan et Schnobrich, 1973). Plus récemment, David (2012) a développé
un modele de membrane dédié & I'étude de nappes d’armatures, basé sur des développements
asymptotiques. Ce modele est plus précis que les éléments homogénéisés et permet de prendre en
compte l'influence de l'interface acier-béton. Le modeéle discret consiste a ajouter des éléments
barres 1D le long des arrétes des éléments volumiques. L’avantage est que la trajectoire des arma-
tures peut-étre quelconque, & condition que le maillage volumique s’y conforme. Cette contrainte
a été levée avec Papparition de modeles “embedded” (Hartl et al., 2000; Gomes et Awruch, 2001).
Ces approches permettent d’obtenir de bons résultats a 1’échelle globale pour des coiits en res-
sources de calcul raisonnables, mais ne permettent pas d’avoir une représentation correcte des

champs mécaniques localement autour des armatures.

Pour résumer, en mettant de coté 1’échelle microscopique, inexploitable dans la plupart des cas,
deux méthodes permettent de modéliser les armatures : utiliser un maillage volumique, permettant
d’avoir des résultats précis & 1’échelle locale comme par exemple I’état d’endommagement autour des
armatures, mais nécessitant des moyens de calculs importants, ou utiliser une représentation plus glo-

bale pour obtenir des cofits de calcul raisonnables, au détriment de la précision autour des armatures.
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L’approche proposée dans ce chapitre repose sur 'idée que dans la plupart des calculs par éléments
finis, il est possible d’identifier des zones d’intérét dans lesquelles on souhaite obtenir des résultats
précis (par exemple, & cause de gradients élevés, ol parce qu’il s’agit de zones critiques pour I'intégrité
de la structure). Habituellement, ces zones sont maillées finement, tandis que le reste de la struc-
ture est maillé plus grossierement afin de diminuer les couts de calcul. En appliquant cette idée aux
structures en béton armé, on propose ici une approche permettant de combiner modélisation volu-
mique des armatures dans les zones d’intérét et modélisation linéique dans le reste de la structure. La
représentation volumique associée a un maillage fin dans les zones d’intérét permettra d’obtenir des
résultats précis autour des armatures, tandis que la représentation linéique dans le reste de la structure
permettra d’utiliser des maillages plus grossiers afin de réduire les temps de calcul. La transition entre
les deux basée sur un raisonnement géométrique pragmatique sera réalisée de facon ce que dans la
zone d’intérét les résultats soient proches des résultats obtenus avec une modélisation volumique des

armatures dans toute la structure.

On notera que des méthodes existent pour combiner modélisation 1D (ou 2D) et 3D dans un méme
calcul, par exemple pour coupler des modeles de poutre ou de plaque & des modeles 3D (Monaghan
et al., 1998; Mccune et al., 2000), en écrivant 1’égalité du travail des efforts internes & linterface
entre les deux modeles, ce qui permet d’obtenir des relations entre degrés de liberté 1D/2D et 3D.
Nguyen et al. (2013) applique la méthode de Nitsche (Hansbo, 2005) au couplage poutre/solide et
plaque/solide. La principale difficulté de ces méthodes vient de la nécessité d’assurer la compatibilité
entre les cinématiques de poutre/plaque et volumique. En général dans le cas du béton le diametre
des armatures est supposé étre assez faible pour pouvoir supposer qu’elles ne travaillent qu’en trac-
tion/compression. Cependant, ’extension au cas ou la flexion est prise en compte (Sadek et Shahrour,

2004) ne devrait poser aucun probléeme particulier.

5.2. Modélisation volumique des armatures

L’approche la plus directe pour modéliser les armatures consiste & les mailler avec des éléments
volumiques, ce qui peut s’avérer compliqué, étant donné leur faible diametre, leur nombre, et leur tra-
jectoire éventuellement complexe (intersections d’armatures, trajectoires courbes, etc.). Une solution
permettant de simplifier cette procédure de maillage consiste & utiliser la méthode X-FEM. Initiale-
ment développée dans le cadre de la mécanique de la rupture (cf. section 1.3.3), cette méthode a été
étendue a 'étude des trous et des inclusions par Sukumar et al. (2001). La stratégie d’enrichissement
proposée par Moés et al. (2003) pour lanalyse des inclusions est appliquée a la modélisation de la

partie volumique des armatures.

5.2.1. Méthode des éléments finis étendus (X-FEM)

On consideére le probléme bidimensionel d’une inclusion circulaire constituée d’un matériau A, dans

une plaque carrée constituée d’un matériau B, représenté sur la figure 5.1. On appelle I' 'interface
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FICURE 5.1. — Modélisation d’une inclusion circulaire dans une plaque carrée par la méthode X-FEM.
a. Définition des nceuds enrichis. b. Localisation de l'interface par une fonction level
set.

entre les deux matériaux.

La plaque est maillée par des éléments dont les noceuds ne coincident pas avec 'interface entre les deux
matériaux. On appelle I 'ensemble des nceuds du maillage, et J 1’ensemble des nceuds appartenant
aux éléments coupés par I'. L’approximation par la méthode X-FEM consiste a écrire I’approximation

du champ de déplacement sous la forme :

uh(m) = Z Ni(z)u; + ZNj(w)F(m)aj uj,a; € R? (5.1)

i€l jeJ
oll (Ng)r=i,; sont les fonctions d’approximation éléments finis classiques du noeud k, u; les degrés de
liberté associés, a; sont les degrés de liberté enrichis et F' la fonction d’enrichissement. Dans ce cha-
pitre on considére 'interface entre les deux matériaux parfaits : le déplacement doit donc étre continu
sur I’ensemble du domaine. En revanche, & cause du changement de matériaux, la déformation doit

h

étre discontinue a l'interface. Cette propriété est conférée & u'* en choisissant F' continue, mais avec

une dérivée discontinue sur I'.

Pour définir F', la position de l'interface I' doit étre déterminée. Une fonction level set ¢ est introduite

afin de localiser 'interface entre A et B, de telle que :

I'={xcR?: ¢(x) =0} (5.2)

¢(x) est choisie positive si x est & Pextérieur de I' (matériau B), négative si x est & lintérieur de
I', et égale & zéro si x est sur I'. Un exemple de fonction level set définissant 'inclusion de la figure
5.1 a. est donné sur la figure 5.1 b.

L’exemple de fonction level set le plus connu est la fonction distance signée a 'interface, déja évoquée

dans la section 2.2 dans le cadre de la méthode TLS (équation (2.24)). On en rappelle ici la définition :
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¢(x) = £ min || — xr|| (5.3)
xzrel’

Dans le cas particulier d’un renfort cylindrique, on utilise la fonction suivante :

¢(x) = min flo —xsf —r (5-4)

ot 7 est le rayon de 'armature et A sa ligne médiane (la courbe 1D passant par le centre de 'armature
et définissant sa trajectoire).

Du point de vue numérique, ¢ est discrétisée en utilisant les fonctions de formes linéaires NN; :

$(@) = Ni(z)$i (5.5)

el

ol ¢; sont les valeurs nodales de la level set.

La position de l'interface I' étant connue, la fonction d’enrichissement peut étre définie. On considére
la fonction de Ridge introduite par Moés et al. (2003) :

F(z) =)  Ni@)|¢il — | Ni(z)¢: (5.6)
icl i€l
F' est donnée dans le cas 1D sur la figure 5.2.
|
.
Matériau A Matériau B

Interface

FI1GURE 5.2. — Fonction d’enrichissement de Ridge en 1D. Les nceuds losanges sont les nceuds enrichis.

5.2.2. Aspects numériques

Une premiere remarque sur l'utilisation de level sets pour représenter implicitement des interfaces
est le fait que celles-ci sont interpolées linéairement (cf. figure 5.3) ; la valeur de ¢; est connue & chaque
neeud du maillage 4. Si 7 est & Pintérieur de I', ¢; < 0, et si ¢ est a I'extérieur de I'; ¢; > 0. L’intersection
de T avec les arrétes du maillage peut ensuite étre calculée en utilisant 'interpolation linéaire de ¢ sur
chaque élément (cf. équation (5.5)). Ceci implique que la qualité de la géométrie discrétisée avec une

fonction level set dépend de la courbure, tout autant que si on 'avait maillée avec des éléments linéaires.
Une seconde remarque concerne l'intégration numérique. Etant donné que la dérivée de u” est

discontinue & lintérieur des éléments coupés par I', les quadratures de Gauss classiques ne suffisent

plus & obtenir une précision correcte. Afin de retrouver des résultats optimaux, les éléments coupés
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Matériau B

Matériau A \

FI1GURE 5.3. — Représentation d’une interface sur un maillage en utilisant une fonction level set. Traits
pleins noirs : arrétes du maillage. a. Traits pointillés bleu : interface réelle. b. Nceuds
triangles verts : ¢(x) < 0. Noeuds carrés rouges : ¢(x) > 0. Noeuds circulaires bleus :
¢(x) = 0. Traits pointillés verts : géométrie approchée par la level set. L’intégration
numérique est réalisée sur chaque sous-cellule triangulaire de la figure b.

par I' sont divisés en sous-cellules coincidant avec I' (cf. figure 5.3). L’intégration numérique est
ensuite réalisée en appliquant une quadrature de Gauss en utilisant les points d’intégration de chaque
sous-cellule. On remarquera que les noeuds de ces sous-cellules n’apportent pas de degrés de liberté
supplémentaires au calcul. Il aurait été possible de se passer de ce sous-découpage en augmentant
le nombre de points d’intégration des éléments de calcul, mais 'utilisation de sous-cellules présente
Iavantage de permettre d’obtenir un degré de précision optimal avec un nombre peu élevé de points

de Gauss.

5.2.3. Limitations de I’approche 3D

On considere maintenant le cas 2D d’une plaque rectangulaire, renforcée avec une unique armature
(cf. figure 5.4). En considérant l'interface parfaite entre les deux matériaux, 'armature peut étre
assimilée & une inclusion et modélisée avec la méthode X-FEM telle que présentée ci-dessus. La level
set est définie par 1'équation (5.4). En suivant I'idée présentée en introduction, deux maillages sont
considérés : un maillage fin, et un maillage dont la taille des éléments est identique dans la partie de
gauche (supposée étre la “zone d’intérét”) et plus grossier dans la partie de droite. L’approximation de
la géométrie de I'armature obtenue avec X-FEM sur chaque maillage est donnée sur la figure 5.4. Avec
le maillage fin, 'armature est parfaitement représentée (en 2D, il s’agit d’un rectangle élancé de largeur
le diametre de Parmature). Avec le second maillage, des erreurs géométriques importantes peuvent étre
observées, 'armature pouvant aller jusqu’a disparaitre la ol le maillage est le plus grossier. Un calcul

par éléments finis avec une telle géométrie donnera évidemment des résultats faux, tant localement
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FIGURE 5.4. — Représentation d’armatures avec une level set. Gauche :
structure. Droite

maillage fin dans toute la

: maillage grossier dans une partie de la structure. Haut : vue d’en-

semble. Bas : Zoom sur la zone de transition entre maillage fin et maillage grossier.

que globalement.

Les ilots de matiére que l'on peut observer sur la figure 5.4 sont dus aux noeuds dont le support

(ensemble des éléments reliés & un nceud) est coupé deux fois par T', comme illustré sur la figure 5.5. Le

support du nceud A est coupé deux fois par I'. On s’intéresse ici plus particulierement a l'intersection
entre I et les arrétes AB et AC. D’aprés ’équation (5.4), la valeur de ¢4 est égale a la distance entre

A et la partie inférieure de I', qui est plus proche de A que la partie supérieure. L’intersection entre I"

et AB est donc correctement calculée, en revanche, comme la distance entre A et la partie supérieure

de I' est sous-estimée, I'intersection entre I' et AC est plus proche de A qu’elle n’aurait di ’étre. 11

est important de noter que cette définition de I" assure que le volume des armatures représentées avec

des level set sera toujours sous-estimé (de la matiere peut étre “enlevée” mais pas ajoutée). Enfin, les

éléments 2D ou 'armature semble disparaitre sont dus au fait qu’il n'y a aucun nceud a l'intérieur

de I'; par conséquent le signe de ¢ ne change pas, ce qui ne permet pas de localiser I'intérieur de
I'. On remarque que ce probléme est similaire & celui de la double-découpe présentée dans la version

simplifiée de la méthode TLS dans la section 2.2.5. La double-découpe n’est pas utilisée ici pour deux

raisons :

— La double découpe pourrait suffire a représenter en 2D une armature droite, en revanche la

précision de cette méthode est limitée en 3D en raison de la courbure due a la géométrie cylin-
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drique des armatures.
— Cette méthode ne permet pas de traiter plusieurs niveaux de découpe (c’est-a-dire la découpe
par plusieurs iso-valeurs), ce qui est nécessaire dans le cadre de approche présentée dans la

section 5.4.1.

FICURE 5.5. — Zoom sur un neeud dont le support est coupé deux fois par I'. Traits pointillés rouges :
géométrie réelle de I'. Traits pleins verts : géométrie interpolée de I’

5.3. Liaison entre éléments barres et éléments 3D

Parmi les possibilités citées en introduction (cf. section 5.1), un autre moyen de modéliser les arma-
tures sans utiliser un maillage 3D est d’utiliser des éléments barres. Les armatures sont maillées avec
des éléments linéiques, dont les nceuds n’ont pas nécessairement besoin de coincider avec les nceuds
du maillage volumique, comme illustré sur la figure 5.6. Un nceud barre a est situé dans un élément
cubique dont les noeuds sont notés (b;)i—1,. g. La position de a dans I’élément volumique est x,. En
considérant la liaison parfaite entre les deux matériaux, les degrés de liberté 1D sont liés aux degrés

de liberté volumique via les fonctions d’interpolation (N;);—;.. g de élément volumique :

8
Uy = Ni(a)up (5.7)

1=1

b2 b3
bl

_a

b5 b8

FIGURE 5.6. — Nceud bar a l'intérieur d’un élément volumique.

Dans la section 5.4.1 on verra que les éléments barres seront utilisés avec la méthode X-FEM dans

le méme calcul. Par conséquent, lorsqu’un nceud barre est situé dans un élément enrichi par X-FEM,
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I'équation (5.7) devient :

8
g = Y (Ni@a)upi + Ni(aa) F(a0) ;) (5.8)
i=1

Les degrés de liberté des éléments barres sont éliminés du calcul via I’équation (5.7) (ou I’équation

(5.8) pour les noeuds barres situés dans des éléments enrichis), ce qui revient & considérer que la raideur
des éléments barres est redistribuée dans les éléments volumiques environnants (éléments en vert sur
la figure 5.7 b.). Les éléments barres présentent donc I'avantage de permettre I'utilisation de maillages
moins fins autour des armatures. La procédure de maillage est également simplifiée, les éléments
linéiques et volumiques étant géométriquement indépendants. Cette méthode permet de retrouver des
résultats corrects a I’échelle globale (courbes forces-déplacement par exemple) ou loin des armatures,
mais n’est évidemment pas aussi précise que la modélisation volumique comme I’a montré Jason et al.
(2010). En particulier, deux inconvénients peuvent étre mentionnés :

— La raideur globale de la structure est surestimée. On considére ’exemple de la figure 5.7 a.
Un renfort, occupant le volume ;,cusion, €st inclus dans une matrice dont le volume est noté
Qunatrice- La structure est maillée avec des éléments 2D, ne prenant pas en compte la frontiere
entre Qipeiusion €6 Qmatrice, tandis que Varmature est modélisée par des éléments barres (cf. figure
5.7 b.). Le domaine correspondant & 'armature €2;,,cysion étant maillé avec des éléments 2D, la
raideur discrétisée de Q;pcrusion €8t égale & la somme de la raideur de la matrice provenant des
éléments 2D et de la raideur de I'inclusion provenant des éléments 1D. Par conséquent la raideur
de Qineiusion €st surestimée. Néanmoins, les armatures étant plus raides que la matrice et leur
diametre étant faible, I'influence de cette raideur superflue peut étre considérée comme faible
dans la plupart des cas.

— On peut voir sur la figure 5.7 b. qu’en raffinant le maillage 2D, ’épaisseur de la zone dans laquelle
est redistribuée la raideur des éléments barres tend vers zéro. Le probléme discret tend donc vers
le probleme d’une inclusion de diametre nul, entrainant des concentrations de contraintes (comme
on le verra dans la section 5.5.2).

Il est également possible de prendre en compte le cas ou la liaison entre armature et la matrice

n’est pas parfaite en autorisant un glissement entre les noeuds barres et volumiques (Casanova, 2012),

mais dans le cadre de cette thése on se restreint au cas ou l'interface est parfaite.

5.4. Modélisation multi-dimensionnelle

5.4.1. Correction

Il a été montré dans la section 5.2 que la méthode X-FEM pouvait étre utilisée afin d’obtenir une
représentation volumique des armatures avec un maillage n’ayant pas besoin de coincider avec leur
frontiere. Cependant, des erreurs géométriques importantes peuvent apparaitre lorsque les maillages
utilisés sont trop grossiers. La solution proposée dans cette section consiste & conserver la géométrie
des armatures approchée par X-FEM, aussi imprécise soit-elle 1a o1 le maillage est le plus grossier, et

a utiliser simultanément une version modifiée des éléments barres tels que présentés dans la section
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Qinclusion

Qmatrice
a.
b.
FIGURE 5.7. — Redistribution de la raideur des éléments barres dans les éléments volumiques. a.

Définitions des différents domaines. b. Maillage de la structure et maillage 1D.

5.3. On considere 'exemple de la figure 5.8. Une armature est modélisée en utilisant X-FEM et des
éléments barres simultanément. Sur cette figure, le maillage est suffisamment grossier pour que certains
neeuds aient leur support coupé deux fois par I'. La partie volumique et la partie linéique sont toutes
les deux assemblées dans la matrice raideur globale du probléme ; la modification apportée consiste
simplement & modifier la matrice raideur élémentaires des éléments barres par un coefficient a,. En
considérant que chaque élément barre délimite un trongon d’armature (lignes pointillées rouges sur la

figure 5.8), le volume réel de ce trongon peut étre calculé par :

Qréel = g1, (5.9)

ou S est la section de 'armature et [, la longueur de ’élément barre. Le coefficient «, est alors défini

comme :

Qe =1- -2 (5.10)

ou Q"™ est le volume du trongon d’armature que la méthode X-FEM est parvenue a représenter
partie colorée et grisée a lintérieur des pointillés rouges sur la figure 5.8). Q%™ est calculé de la
g g g e

fagon suivante :

1. Les éléments volumiques autour de I’élément barre sont divisés en sous-cellules en utilisant la

level set ¢, comme expliqué dans la section 5.2.2.

2. Les sous-cellules proches des extrémités de ’élément sont redécoupées par deux plans normaux
a 'élément barre, passant par ses deux nceuds (on remarque que c’est cette étape qui empéche

l'utilisation de la double-découpe, comme mentionné dans la section 5.2.3).

3. Q2™ est alors égal a la somme des volumes des sous-cellules résultant des étapes 1 et 2 qui sont

A Pintérieur de Q7. Ces éléments peuvent étre trouvés facilement, il s’agit des éléments pour
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lesquels ¢ est inférieur ou égal & zéro en chacun de leurs nceuds

FIGURE 5.8. — Calcul de a,

Pour résumer, les éléments barres peuvent étre vus comme une correction des erreurs de discrétisation
de la méthode X-FEM (cf. figure 5.2.3), en apportant & la structure la raideur perdue, par l'in-
termédiaire du coefficient «, calculé par la formule (5.10) :

— o =01 Q" = Qgéel : le trongon d’armature est parfaitement représenté par X-FEM, aucune

correction n’est nécessaire, I’élément barre n’est donc pas pris en compte.

— e = 181 Q7" = 0 : le maillage est particulierement grossier, aucun nceud ne se trouve a

I'intérieur de Parmature qui “disparait” localement : un élément barre classique est assemblé.

— a, €]0;1[ si 0 < QU™ < Qréel : Parmature est seulement partiellement représentée par X-FEM,

la correction apportée par 1’élément barre est active.

On insiste sur le fait que localement ces éléments barres modifiés ne résolvent pas les problémes
mis en évidence dans la section 5.2.3 : dans la zone grossieére, les résultats autour des armatures se-
ront toujours imprécis. Cependant, d’un point de vue global, la raideur de la structure dans la zone
grossiére sera suffisamment bien approchée pour que les résultats locaux dans la zone d’intérét soient
quasiment identiques & ceux qui auraient été obtenus avec une représentation volumique des armatures
dans toute la structure. On remarquera également que la raideur superflue autour des éléments barres
mentionnée dans la section 5.3 est maintenant égale & aokT4Ti ou kT4 est la raideur de QL%
en supposant que Qgéel soit occupé par la matrice au lieu de l'inclusion. Comme «. est plus petit
que 1, cette raideur superflue est plus faible que lorsqu’on utilise uniquement des éléments barres, la
raideur globale de la structure est donc mieux estimée. Ces propos seront illustrés sur des exemples

numériques dans la section 5.5.

5.4.2. Algorithme de résolution

On donne ici l'algorithme de résolution générale d’'un calcul par éléments finis d’une structure

renforcée, sous les hypothéses de 1’élasticité linéaire et de I'interface parfaite entre les deux matériaux,
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Matrice Armatures
Module d’Young (Pa) | 10! 2,175.10*!
Coeflicient de Poisson 0.27 0.3

Limite élastique (Pa) 1,5.108 -

Module tangent (Pa) 108 -

TABLE 5.1. — Propriétés matériaux

en utilisant I’approche présentée dans cette section :

1. Mailler la structure avec des éléments volumiques (sans prendre en compte les armatures).
2. Mailler les armatures avec des éléments 1D.

3. Calculer la valeur de la level set ¢ en utilisant I’équation (5.4). On remarquera que la ligne
médiane des armatures A peut étre remplacée par le maillage 1D des armatures, a condition
que ce maillage comporte suffisamment de nceuds, en particulier pour les armatures ayant une

trajectoire courbe.

4. Assembler la raideur provenant de la partie volumique, en suivant la procédure donnée dans la

section 5.2.2.

5. Assembler la raideur provenant de la partie linéique des armatures, en multipliant la raideur
élémentaire de chaque élément barre par le coefficient o, et en prenant en compte I'équation
(5.7).

6. Résoudre le systeme linéaire.

5.5. Simulations numériques

L’approche proposée dans la section 5.4 est appliquée & plusieurs exemples. Pour illustrer I'intérét
de la méthode, on considere des renforts plus raides que la matrice environnante. L’interface entre
les deux matériaux est considérée parfaite. Dans la section 5.5.1 la matrice et les armatures sont
élastiques linéaires. Dans la section 5.5.2 on cherche a illustrer l'intérét de la méthode sur des cas tests
non-linéaires. Les résultats présentés ici étant purement qualitatifs, il a été choisi de considérer une
matrice élastoplastique (plasticité Jo, Simo et Hughes (1998)). Le choix de I'élastoplasticité se justifie
par la simplicité de 'implémentation (pas de probléme de localisation en 1’absence d’adoucissement
par exemple), et n’est en aucun cas représentatif d’une quelconque physique. Les propriétés matériaux
de la matrice et des armatures sont résumées dans le tableau 5.1.

Pour chaque exemple, une zone d’intérét est identifiée. Cette zone est maillée avec des éléments
suffisamment fins pour représenter correctement les armatures en 3D. Le reste de la structure est
maillé avec des éléments plus grossiers. Ce maillage sera appelé “maillage de calcul”. La méthode

présentée dans la section 5.4 sera appelée “méthode mixte” dans ce qui suit. Sauf mention contraire,
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les résultats obtenus avec la méthode mixte seront comparés avec les résultats obtenus avec deux
autres méthodes :

— Une simulation réalisée sur le maillage de calcul, en utilisant des éléments barres uniquement.
Cette méthode sera appelée “méthode barre”.

— Un calcul réalisé avec un maillage fin dans toute la structure, dont la taille des éléments est
identique & la taille des éléments dans la zone d’intérét du maillage de calcul. Ce maillage sera
appelé “maillage de référence”. Les armatures seront modélisées par la méthode X-FEM en 3D
(dans toute la structure, le maillage étant suffisamment fin). Les résultats obtenus par cette
méthode, qu’on appellera “méthode volumique”, seront donc utilisés comme références.

Enfin, tous les maillages utilisés sont constitués d’éléments linéaires.

5.5.1. Cas tests linéaires
Poutre 2D élastique en flexion 3 points

Géométrie et conditions aux limites On considere une poutre 2D en flexion trois points, modélisée
sous I’hypothese des déformations planes. Les dimensions et conditions aux limites sont précisées sur
la figure 5.9 : longueur L = 5.1 m, hauteur A~ = 0.8 m, épaisseur ¢ = 1 m. La poutre est renforcée
avec deux armatures de rayon 0.016 m dans la partie supérieure et 0.02 m dans la partie inférieure.

La zone d’intérét, de largeur D, est supposée étre au centre de la poutre.

| —

FIGURE 5.9. — Dimensions et conditions aux limites de I’essai de poutre 2D en flexion trois points.

Maillage La poutre est maillée avec des éléments dont la taille dans la zone d’intérét est 0.005 m, et
0.05 m en dehors (cf. figure 5.10). La largeur de la zone d’intérét est D = 0.06 m. Dans la zone d’intérét,
le maillage est constitué de carrés coupés en triangles. Cela permet d’assurer que dans cette zone, les
éléments sont exactement superposés dans le maillage de calcul et dans le maillage de référence. Cette
contrainte est nécessaire au post-traitement des résultats (cf. equation (5.14)).

La géométrie approchée par X-FEM des armatures est donnée sur la figure 5.11, et le coeflicient c,

sur la figure 5.12.

Comportement global Le déplacement vertical v et la contrainte normale ¢ le long de I'armature

supérieure sont tracés sur la figure 5.13, ainsi que les erreurs relatives correspondantes (méthodes barre
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FICURE 5.11. — Géométrie approchée des armatures pour I'essai de poutre 2D en flexion trois points
(zoom dans le centre de la poutre).
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et mixte par rapport & la méthode volumique). On rappelle 'expression de la contrainte normale pour

un élément barre :

i(uj- —u;).v (5.11)

ou u; et u; sont les déplacements des nceuds de I’élément, v le vecteur unitaire orientant 1'élément

05 =

du neeud 4 au neeud j. La méme expression est utilisée pour les méthodes volumique et mixte (dans
le cas de la méthode volumique, on utilise également un maillage 1D avec des éléments de raideur
nulle. Ces éléments ne sont utilisés que pour calculer (5.11)). Les erreurs relatives en déplacement et

en contrainte sont alors calculées par :

bar/miz
|Uz}ol — 0 /

nbar/mim _ 1% i | (5'12)

” 7]

pour l'erreur en déplacement, calculé en chaque nceud i, ol les exposants bar/miz/vol font référence

a la méthode barre, mixte et volumique respectivement, et

|gvel — gher/mie)
bar/miz __ 1) %]
[ - ’01791 (513)

i
pour l'erreur en contrainte, calculée pour chaque élément barre défini par les noeuds 7 et j.

Les trois méthodes donnent des résultats similaires. L’effet de contrainte superflue mentionné dans
la section 5.3 peut étre observé, avec une structure globalement plus raide, et donc un déplacement
plus faible avec la méthode barre qu’avec la méthode volumique. Les erreurs calculées sont plus faibles
avec la méthode mixte qu’avec la méthode barre, méme si elles restent acceptables dans les deux cas

(inférieure & 10%).

Comportement local Pour obtenir des informations localement sur la qualité des résultats autour

des armatures dans la zone d’intérét, on définit ’erreur volumique par élément e :

nbar/miw o | er e(ubar/mix - uvol)
‘ ’ fﬂe €(Upor)

est calculée sur le maillage de référence, en projetant les champs de contrainte et de

e(ubar/mim - uvol) |

€(uyor)|

:C:
. (5.14)

bar /mix
e

déformation obtenus avec les méthodes barre et mixte. On insiste sur le fait que cette quantité n’a
pas réellement de sens pour comparer des résultats obtenus sur deux maillages différents, les champs
de contrainte et de déformation étant discontinus & la frontiere entre les éléments. C’est pour cela que
dans la zone d’intérét, les maillages de calcul et de référence ont été choisis identiques, comme précisé
dans la description de ce cas test. Cela permet d’assurer que l'erreur (5.14) est pertinente, au moins
dans cette zone. Les erreurs obtenues sont représentées sur la figure 5.14.

I’observation la plus intéressante est que Perreur dans toute la zone d’intérét est trés faible avec la
méthode mixte (inférieure a 2.4%). Pour la méthode barre, cette erreur est évidemment élevée autour
des armatures, mais peut également atteindre jusqu’a 10% y compris dans le centre de la poutre.

En dehors de la zone d’intérét, I’erreur semble plus faible dans le centre de la poutre avec la méthode
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Méthode barre

Erreur en énergie
o 0.1 0.2

FICURE 5.14. — Erreur en énergie pour l'essai de poutre 2D en flexion trois points, tracée pour un
maximum égal & 0.2 pour améliorer la lisibilité : les zones en rouge correspondent a
des erreurs supérieures a 0.2.

mixte qu’avec la méthode barre, méme si dans cette zone les conclusions tirées doivent étre considérées
avec précaution étant donnés que les maillages comparés ne sont pas les mémes; en particulier des
artefacts numériques rendent difficiles I'interprétation des résultats. Dans les deux cas l'erreur est
particulierement élevée autour des armatures, & cause du tenseur de Hooke C, différent d’une méthode
a l'autre.

Les résultats de ce premier cas test sont prometteurs; dans la zone d’intérét la méthode mixte donne
des résultats tres proches de la méthode volumique. I’'importance de la modélisation volumique par
rapport a la modélisation linéique a également été mise en évidence. Comme on pouvait s’y attendre,
dans le reste de la structure les résultats obtenus avec la méthode mixte ne sont pas aussi précis
qu’avec la méthode volumique, méme si une légere amélioration semble étre observée par rapport a la

méthode barre.

Flexion d’un poteau 3D

Cet exemple illustre la capacité de la méthode mixte a gérer de nombreuses armatures avec des
géométries complexes. On considere un poteau étudié cette fois-ci en 3D. Le maillage utilisé, le maillage
1D des armatures et la géométrie des armatures approchée par X-FEM sont représentés sur la figure
5.15. On rappelle que seul le maillage 1D des armatures et leur rayon est nécessaire pour les représenter
avec la méthode mixte, ce qui est particulierement intéressant sur un cas test de cette complexité. Le
nombre de degrés de liberté de ce calcul étant particulierement important, il n’y aura pas de calcul de
référence.

La surface inférieure du poteau est encastrée, tandis qu'un chargement de cisaillement est appliqué a

son extrémité supérieure. La zone d’intérét est supposée étre & la base du poteau, 14 ol 'on s’attend a ce
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FICURE 5.15. — a. Maillage 3D du poteau. b. Vu d’ensemble du maillage 1D, et géométrie approchée
des armatures par la méthode X-FEM. ¢. Zoom autour de la zone d’intérét. d. Zoom
autour de la zone d’intérét, proche de la partie 3D des armatures.

que les contraintes soient les plus élevées. Pour simplifier le calcul, seules les armatures longitudinales
et les deux cadres horizontaux inclus dans la zone d’intérét ont été modélisées par la méthode mixte.
Les autres armatures ont été modélisées par la méthode barre. La contrainte de Von Mises dans la zone
d’intérét dans différentes sections planes du poteau, est donnée sur la figure 5.16. Loin des armatures,
la méthode barre et la méthode mixte donnent des résultats similaires. En revanche, la méthode mixte

permet de mieux représenter la diminution de la contrainte de Von Mises au voisinage des armatures.

5.5.2. Cas tests élastoplastiques

Dans cette section la méthode mixte est testée sur des cas tests non-linéaires. La matrice est
constituée d’'un matériau élastoplastique & écrouissage isotrope. Pour éviter la plastification autour
des armatures la ou celles-ci ne sont que partiellement représentées par la level set, la plasticité est
restreinte a la zone d’intérét tandis que le reste de la structure est élastique linéaire. Les renforts sont

supposés plus résistants que la matrice, n’atteignant leur limite d’élasticité que pour des chargements

126



R ey T SR S SRt S W ey S e e S
TS e e AT i . o SR G IS S AN e S T S T
T T e S yiSgr e e e S e B S e
s e R R B e ol PR e s
e ot e e P e S R
S e £ e
e s

Dodie

pimCsaTs
NEOR e
% bEl
R S e e e

=

Sy =
e Al

o

e

L
4 -
o x
H
ey
S

B,

0
B

EAETY
e
L
>

PP
A
]

A

A
b

S
¢

o
AL

5
&
2

S5
WY

)
1

fey
Pt

ity
Sl

A
ATNSSAS oyes
S
S N e

i

i

B8
PR
PR
i
e

DR
%

OIS
e
SOA
e

e
EREAL
e

A

Contrainte de \Yon Mises
4,15e+07

ZetlE

FIGURE 5.16. — Contrainte de Von Mises dans plusieurs sections planes du poteau 3D.

127



D =03m

FICURE 5.17. — Haut : maillages utilisés pour la poutre élastoplastique en flexion trois points. Bas;
géométrie des armatures approchée par X-FEM

élevés ; par conséquent ils seront considérés élastiques linéaires dans ce qui suit.

Poutre 2D élastoplastique en flexion 3 points

On considére & nouveau la poutre en flexion trois points de la section 5.5.1, avec cette fois-ci une
matrice élastoplastique dans la zone d’intérét. Deux valeurs sont testées pour la largeur de celle-ci :
D =1met D =03 m. La taille des éléments dans la zone d’intérét est de 0.012 m. Les maillages
correspondants et la géométrie des armatures représentées par X-FEM sont donnés sur la figure 5.17.
La contrainte plastique a la fin de chaque calcul pour les différents maillages est donnée sur la figure
5.18.

Pour chaque calcul, la contrainte plastique commence par se développer sous le chargement, puis a
la base de la poutre. En revanche, avec la méthode barre, la zone plastifiée s’étend jusqu’au centre de la
poutre, alors qu’avec la méthode volumique la plasticité est davantage localisée autour des armatures.
La contrainte plastique obtenue avec la méthode mixte dans la zone d’intérét est tres proche de celle
obtenue par la méthode volumique. Il semblerait que la zone élastique due a la partie volumique des
armatures avec ces deux méthodes entrave le développement de la zone plastique, contrairement & la

modélisation barre.

Poutre 3D en flexion quatre points

L’exemple suivant est une poutre 3D en flexion quatre points. Les dimensions de la poutre sont les
suivantes : longueur L = 5 m, hauteur A = 1 m, épaisseur ¢ = 0.5 m. La poutre est renforcée par 4
armatures (cf. figure 5.19) de rayon r = %t, placée a une distance ¢, = 0.25 m des faces supérieures et
inférieures, et ¢, = 0.125 m des faces latérales. La distance entre les centres des zones de chargement
est b = 0.75 m et la largeur de la zone d’intérét D = 1 m.

En utilisant les diverses symétries du probleme, seul un quart de la poutre est modélisé ; le déplacement
selon z de la face située en z = 0 est bloqué, ainsi que le déplacement suivant z de la face située en

z = L/2. La taille des éléments est de 0.05 m dans la zone d’intérét et de 0.05 m dans le reste de
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FICURE 5.19. — Géométrie et conditions aux limites de 'essai de poutre en flexion quatre points.

la poutre. Pour le maillage de référence, la taille des éléments est réduite & 0.005 m au voisinage des
armatures afin de pouvoir les représenter volumiquement. Pour le maillage de calcul, ce raffinement
local autour des armatures n’est effectif que dans la zone d’intérét (cf. figure 5.20).

La géométrie des armatures approchée par la méthode X-FEM est représentée sur la figure 5.21. La
contrainte plastique dans la zone d’intérét dans différentes sections planes de la poutre passant par le
centre des armatures sont données sur la figure 5.22. On peut observer avec la méthode barre une forte
concentration de la contrainte plastique autour des éléments 1D. Ce phénomene n’était pas observé
dans l'exemple 2D de la section 5.5.2. En effet, en 2D des éléments finis dont la taille est de lordre
de grandeur du diametre des armatures suffisent a les représenter correctement. En 3D, la courbure
due & leur géométrie cylindrique nécessite des maillages beaucoup plus fins (dans I'exemple de cette
section le rapport entre la taille des éléments autour des armatures et leur rayon est de 'ordre de 2—10)
Ceci explique ce phénomene de concentration de contrainte évoqué dans la section 5.3.

Meéme loin des armatures, la contrainte plastique obtenue avec la méthode barre est tres différente
de celle obtenue avec la méthode volumique. En effet dans le cas de la méthode barre la raideur des
armatures est concentrée dans une zone de rayon de l'ordre de la taille des éléments du maillage (cf.
section 5.3.), ce qui donne des champs mécaniques locaux tres différents de la méthode volumique.
Avec la méthode mixte on parvient a retrouver une contrainte plastique quasi-identique a la méthode
volumique dans la zone d’intérét.

Pour finir, afin de quantifier le gain en cotits de calcul, un calcul élastique a été réalisé avec chacune
des trois méthodes. L.e nombre de degrés de liberté et les temps de calculs de certaines des étapes du

calcul sont données dans le tableau 5.2. L’étape de “Pré-traitement” inclut notamment la définition
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FI1GURE 5.20. — Maillages utilisés pour I'essai de poutre en flexion quatre points. A gauche : maillage
de calcul. A droite : maillage de référence.

-

FIGURE 5.21. — Géométrie approchée des armatures par la méthode X-FEM pour 'essai de flexion
quatre points.

des enrichissements X-FEM et le calcul du coefficient a,.

Le cotlit additionnel de la méthode mixte est relativement bas comparé & la méthode barre. Le
calcul des coefficients a, notamment ne semble pas entrainer un surcott trop important. Cela est
particulierement intéressant compte tenu du fait que dans la zone d’intérét les résultats obtenus sont

quasiment identiques & ceux obtenus avec la méthode volumique.

Poinconnement d’une dalle en 3D

Le dernier exemple est une dalle en 3D, renforcée avec deux nappes d’armatures régulierement
espacées de rayon 0.015 m. Chaque nappe est constituée de 21 armatures dans la direction z et 21

armatures dans la direction y, pour un total de 84 armatures. La nappe supérieure est situé a 0.032
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Nombre de degrés | Pré-traitement | Assemblage Résolution
de liberté

Barre 117909 2.68 s 14.63 s 11.06 s
Mixte 155190 36.96 s 141.90 s 36.96 s
Volumique 482677 142.01 s 262.57 s 50.97 s

TABLE 5.2. — Nombre de degrés de liberté et temps de calcul pour le calcul de la poutre en flexion
quatre points.

m de la face supérieure de la dalle (distance mesurée & partir de la ligne médiane des armatures), et
la nappe inférieure & une distance de 0.04 m de la face inférieure (cf. figure 5.23). Les dimensions de
la dalle sont 3 x 3 x 0.25 m. La zone d’intérét est un parallélépipede de dimensions 0.3 x 0.3 x 0.25
m situé au centre de la dalle, sous la zone de chargement. La taille des éléments est de 0.01 m dans la

zone d’intérét et 0.15 m dans le reste de la dalle.

Pour simplifier la prise en compte des level set et enrichissements, seules les armatures traversant la
zone d’intérét sont modélisées avec la méthode mixte (¢’est-a-dire trois armatures par couche et par
direction), tandis que les autres sont représentées par des éléments barres uniquement. La géométrie
des armatures approchées par X-FEM est donnée sur la figure 5.24. Une représentation volumique des
armatures serait trop cotiteuse, il n’y a donc pas de calcul de référence pour ce cas test. Enfin, les faces
latérales de la dalle sont encastrées et un chargement vertical est appliqué au centre sur une surface

carrée de dimensions 0.15 x 0.15 m.

FIGURE 5.23. — Géométrie de la dalle 3D.

La déformation plastique dans différentes sections planes passant par le centre des armatures est

donnée sur la figure 5.25, pour la méthode barre et la méthode mixte.
Dans ce cas test la taille des éléments dans la zone d’intérét et le rayon des armatures sont relative-

ment proches, ce qui explique qu’on n’observe pas de concentration de déformation plastique comme
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FIGURE 5.24. — Géométrie des armatures de la dalle 3D approchée par X-FEM

dans I’exemple de la section 5.5.2. Néanmoins des différences peuvent étre observées entre les résultats

obtenus par les deux méthodes, notamment autour des armatures.

5.6. Conclusion

Une nouvelle approche permettant de modéliser les armatures a été proposée dans ce chapitre,
reposant sur I'idée que dans tout calcul par éléments finis, des zones d’intérét peuvent étre identifiées.
Des maillages fins sont utilisés dans ces zones afin d’obtenir des résultats locaux précis, tandis que
des éléments plus grossiers sont utilisés dans le reste de la structure pour diminuer les coiits de
calcul. Suivant cette idée, la méthode X-FEM est utilisée pour modéliser les armatures, permettant
d’obtenir une représentation volumique précise des armatures dans la zone d’intérét tout en simplifiant
la procédure de maillage. En revanche dans la zone grossiere, I’approximation par fonction level set
ne permet pas de reconstituer la géométrie des armatures correctement. La solution pragmatique
proposée ici consiste a utiliser simultanément des éléments barres 1D en multipliant leur matrice
raideur élémentaire par un coefficient tenant compte de Perreur commise par 'approximation X-FEM.
La raideur globale de la structure est ainsi correctement reproduite, assurant ainsi des résultats dans
la zone d’intérét quasiment identiques aux résultats obtenus lorsque les armatures sont modélisées
volumiquement dans toute la structure. Cette méthode, validée sur plusieurs cas tests linéaires et
non-linéaires, présente également d’autres avantages :

— Elle est relativement facile a implémenter, pour peu que I'on dispose d’une bibliotheque de

fonctions permettant de réaliser des opérations X-FEM basiques (enrichissement, utilisation de

level set et découpage en sous-cellules). On remarquera que contrairement & la plupart des
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approches permettant de coupler des modeles 1D/2D & des modeles 3D, il n’est pas nécessaire
de connaitre exactement l'interface entre les zones 1D et 3D, la transition entre les deux étant
assurée par le coefficient a.

— Le cofit en calcul est faible, y compris en cas d’analyse non-linéaire : le calcul du coefficient c,
ne doit étre fait qu’'une fois, en début de calcul.

— Elle est treés simple a utiliser. Il suffit de connaitre la zone d’intérét, ce qui est une question
préalable & tout calcul par éléments finis, et la trajectoire 1D des armatures. La partie 3D est
alors représentée par X-FEM, ce qui simplifie les procédures de maillage, tandis que le maillage
1D est totalement indépendant du maillage volumique.

Tout comme pour un calcul par éléments finis standard, on insiste sur le fait que l'efficacité de la
méthode mixte dépend fortement du bon sens de l'utilisateur. Par exemple, la finesse du maillage
dans la zone d’intérét doit permettre de représenter correctement les armatures. L’approximation
géométrique par des fonctions level sets étant linéaire (cf. section 5.2.2), la taille des mailles doit étre
choisie comme on choisirait la taille d’éléments linéaires si I’on souhaitait mailler explicitement I'inter-
face avec des éléments volumiques. Au moins un ordre de grandeur d’écart avec le rayon de 'armature

semble étre un minimum.
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Conclusion et perspectives

Les objectifs de cette these étaient de répondre a deux probléemes couramment rencontrés lorsque ’on
cherche & modéliser les structures en béton armé, a savoir la modélisation du béton et la représentation

géométrique des armatures.

Modélisation de la fissuration du béton avec la méthode TLS

Un état de l'art des connaissances sur la modélisation des matériaux quasi-fragiles a été dressé dans
le chapitre 1. Il en est ressorti que la plupart des modeles de la littérature permettant de modéliser
la dégradation du béton peuvent étre classés en deux grandes catégories qui sont la mécanique de
la rupture et la mécanique de 'endommagement. Chaque type de modeéle semble bien adapté pour
I’étude d’un aspect précis de ce phénoméne, & savoir modélisation de 'endommagement diffus pour la
mécanique de 'endommagement, et macro-fissuration pour la mécanique de la rupture. En revanche,

aucun n’est capable de représenter I'intégralité du scénario de fissuration du béton.

L’approche TLS présentée dans le chapitre 2 comme méthode de régularisation des modeles d’endom-
magement non-locaux semble étre une alternative intéressante. Cette approche relativement récente
(Moés et al., 2011) est basée sur l'utilisation d’une fonction level set ¢ pour représenter I’endom-
magement de la structure. Dans le cadre de la méthode TLS, le profil d’endommagement d est une
fonction supposée connue, définie en fonction de ¢ et d’une longueur caractéristique du matériau £,.
Les fonctions level set étant particulierement adaptées a la localisation d’interface, la position des
macro-fissures peut alors aisément étre localisée, il s’agit en effet de I'iso-£. de ¢. Un enrichissement
par la méthode X-FEM est alors introduit, modélisant ainsi la discontinuité du champ de déplacement
correspondant a ’ouverture des fissures. La méthode TLS constitue ainsi une transition naturelle de la
mécanique de I'endommagement vers la mécanique de la rupture. La premiere version de la méthode
(Moés et al., 2011; Bernard et al., 2012) permettait de ne modéliser que 'endommagement localisé,
et a été rapidement suivie par une deuxiéme version (Moés el al., 2014) permettant également de
modéliser 'endommagement diffus. Cette deuxieme version est évidemment plus complete, mais dis-
pose de moins de fonctionnalités que la premiere, notamment la double-découpe (Salzman et al., 2016),
indispensable & I'extraction des ouvertures de fissures. Les deux versions ont donc été présentées et
comparées. Concernant le choix des parametres, il a été montré que les modeles cohésifs sont parti-
culierement efficaces pour reproduire des résultats expérimentaux, notamment en ce qui concerne les
effets d’échelle. Les parametres matériaux ont donc été choisis afin d’avoir un comportement de la

méthode TLS équivalent & un modele cohésif bilinéaire sur un cas 1D (Parrilla Gémez, 2015).
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L’extraction d’ouverture a été illustrée dans le chapitre 3, sur des cas tests en béton non-armé ne
présentant qu’une seule fissure. Une discussion a notamment été réalisée sur le modele d’endomma-
gement pour lequel la fonction d’adoucissement est une fonction constante. Il en a été conclu que ce
modele, qui est historiquement le premier modele & avoir été utilisé pour illustrer ’approche TLS (Moés
et al., 2011; Bernard et al., 2012), n’est pas pertinent pour reproduire des résultats expérimentaux.
Ce modele a cependant permis de souligner certains problémes du modele équivalent & un modéle
cohésif bilinéaire présenté dans la section 2.5. Les courbes force-déplacement présentent de fortes os-
cillations dues au pilotage explicite du chargement, et des difficultés d’intégration numérique liées & la
forme particuliere de la fonction d’adoucissement ont été mises en évidence. Néanmoins, les résultats
numériques obtenus avec la méthode TLS permettent de retrouver (aux oscillations prés) les résultats
expérimentaux. Il existe dans la littérature des méthodes permettant d’obtenir les ouvertures de fissure
en post-traitement 3 partir de modeéles d’endommagement non-locaux, mais on insiste sur le fait qu’au-
cune étape de post-traitement n’est nécessaire avec 'approche TLS. Les deux versions de la méthode
ont également été comparées, mettant ainsi en évidence que la version simplifiée de la méthode TLS
est suffisante pour des cas ol 'endommagement est uniquement localisé, mais n’est plus valide sur des

problemes ou de 'endommagement diffus est attendu.

La version complete de la méthode TLS a donc été appliquée a la simulation d’un tirant et d’une
poutre en béton armé dans le chapitre 4. La encore, les résultats globaux en termes de courbes force-
déplacement sont, aux oscillations pres, proches des résultats expérimentaux. La particularité de ce
type de cas test est le nombre élevé de fissures attendu. L’extraction de leur ouverture n’est plus pos-
sible sans double-découpe, en revanche les espacements sont correctement reproduits dans le cas du
tirant. Pour le cas test de la poutre, issu du benchmark CEOS.FR, les espacements obtenus surestiment
les résultats expérimentaux. Cette tendance a été observée par la plupart des autres participants du
benchmark, ce qui laisse supposer que les écarts obtenus viennent d’une hypothese de calcul général
(calcul réalisé en 2D, représentation des armatures, ...) plutét que de la méthode TLS. L’une des
principales difficultés rencontrées dans ce type de cas-test est due a la multi-fissuration, qui entraine
des difficultés lors de ’étape de réinitialisation de la level set. Une solution temporaire a été proposée,
sans pour autant régler rigoureusement le probleme. Néanmoins, aux quelques difficultés numériques

pres, ce chapitre a permis de valider la capacité de la méthode TLS a reproduire la multi-fissuration.

Représentation multi-dimensionnelle des armatures

Une nouvelle approche de la modélisation géométrique des armatures a été proposée dans le cha-
pitre 5. Cette méthode repose sur I'idée que dans la majorité des simulations par éléments finis, il
est possible d’identifier des zones d’intérét. Ces zones sont maillées finement afin d’avoir des résultats
précis, tandis que le maillage est déraffiné dans le reste de la structure, afin de diminuer le nombre de
degrés de liberté du calcul. L’approche développée dans ce chapitre permet de superposer modélisation

volumique et linéique des armatures. La partie volumique est traitée par la méthode X-FEM, et per-
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met d’obtenir des résultats précis dans la zone d’intérét tout en simplifiant la procédure de maillage.
Lorsque le maillage devient trop grossier, la méthode X-FEM ne parvient plus a représenter les ar-
matures avec un degré de précision suffisant. La partie linédique permet alors de corriger la raideur
globale de la structure, sous la forme d’éléments barres 1D dont la matrice raideur est multipliée par
un coefficient tenant compte de ’erreur commise par 'approximation X-FEM. Cela permet de retrou-
ver dans la zone d’intérét des résultats proches de ceux que 'on aurait obtenus avec une modélisation
volumique des armatures dans toute la structure. Cette approche a été testée et validée sur plusieurs

cas tests, en linéaire et en non-linéaire.

Perspectives

Il a été montré dans cette thése que I'approche TLS est un outil prometteur pour 'analyse de la
fissuration des structures en béton armé. Pris séparément, les ouvertures et les espacements de fissures
sont correctement reproduits. Cette méthode est cependant récente, et il semble qu’un certain travail
d’optimisation soit nécessaire afin de pouvoir 'appliquer & I’étude de cas industriels complexes. Ainsi,
comme mentionné dans la section 2.4, deux versions de la méthode sont actuellement implémentées,
la version simplifiée, plus restrictive en termes de physique représentée mais disposant de davan-
tage de fonctionnalités, et la version complete, plus générale mais également moins avancée dans son
implémentation. Une premiere étape serait d’ajouter & la version complete les fonctionnalités qui lui
manquent. Les plus importantes étant la double-découpe, nécessaire afin d’obtenir une représentation
suffisamment précise de l'iso-£. de la level set afin d’en extraire les ouvertures de fissure, et la pos-
sibilité de réaliser des calculs en trois dimensions. Ce deuxiéme point est d’autant plus important
que dans le cas du béton armé, les effets 3D dus & la présence des armatures peuvent difficilement
étre négligés, contrairement au cas non-armé ou des modeles plans peuvent étre suffisants. Un autre
aspect a améliorer concerne ’étape de réinitialisation de la level set qui, on I’a vu sur le cas test du
benchmark CEOS.FR section 4.3, peut poser des problemes de représentation de la zone morte.

Un travail d’optimisation des performances semble également étre indispensable. Le calcul des
champs moyennés nécessite en effet d’intégrer numériquement sur une bande de largeur comprise
entre 0 et £.. Afin d’obtenir une précision correcte sur ces champs, un nombre minimum d’éléments
finis dans la largeur de cette bande est nécessaire (dans tous les calculs présentés dans cette these, au
moins 5 éléments finis dans une largeur de bande £, étaient utilisés). Cette contrainte impose donc
des maillages assez fins. Cela ne pose pas de probleme pour des cas simples & une seule fissure tels
que ceux présentés dans le chapitre 3, ou il suffit de raffiner localement le maillage sur la trajectoire
de la fissure. En revanche, dans le cas d’une structure en béton armé ou de la multi-fissuration est
attendue, un tel degré de raffinement est nécessaire dans quasiment toute la structure. Les cotlits
de calcul peuvent ainsi augmenter rapidement, d’autant plus que, comme mentionné ci-dessus, il est
préférable autant que possible de modéliser ces structures en 3D. Des travaux d’optimisation sont en
cours, notamment au niveau de la parallélisation des calculs (Salzman et al., 2016). Des stratégies de
remaillage (Octree, anisotrope) sont également envisagées, qui permettraient de concentrer les degrés

de libertés 14 ou il est nécessaire d’avoir des résultats précis, comme par exemple en “pointe” de fis-
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sure, et de déraffiner loin de ces zones. On peut ajouter & cela une difficulté supplémentaire qui est la
forme particuliere de la fonction d’adoucissement permettant d’obtenir un comportement équivalent
a un modele cohésif, qui tend vers I'infini lorsque 'endommagement tend vers 1, ce qui complique
d’autant V'intégration numérique pour le calcul des champs moyens. Un enrichissement des champs
mécaniques pourrait améliorer la précision des calculs. Une premiere possibilité serait d’ajouter des
enrichissements spécifiques & la pointe de la fissure afin de mieux capter la singularité du champ de
déformation, comme cela est déja fait depuis les débuts de I'application de la méthode X-FEM & la
mécanique de la rupture. Une autre consisterait a introduire une fissure cohésive devant la pointe de la
fissure représentée géométriquement par I'iso-£. de la level set, 14 ol 'endommagement est tres proche
de 1, I'idée étant qu'un saut de déplacement est plus facile & intégrer qu’une fonction d’adoucissement

tendant vers l'infini lorsque 'endommagement tend vers 1.

Concernant la méthode de représentation géométrique des armatures présentée dans le chapitre 5,
on rappelle que celle-ci a été développée en considérant l'interface entre les armatures et la matrice
parfaite, ce qui est en pratique rarement vrai (cf. section 4.1.2). Si les armatures sont modélisées par
la méthode X-FEM, une approche similaire & ce qui a été fait par Moés et Belytschko (2002) dans le
cadre des fissures cohésives permettrait d’introduire une loi d’interface. La fonction d’enrichissement
de Ridge serait remplacée par une fonction d’enrichissement discontinue de Heaviside, pour obtenir un
déplacement discontinu a I'interface mais avec des forces “cohésives” représentant la liaison entre les
deux matériaux. Pour les armatures représentées par des éléments barres, il est possible d’introduire
un glissement entre les nceuds barres et les éléments volumiques afin d’introduire des efforts de liaison
(Casanova, 2012). Il reste & traiter le cas ol les modélisations volumiques et linéiques sont superposées
(0 < ae <1).

Enfin, il serait intéressant de tester cette approche sur des cas tests plus réalistes que les quelques
exemples illustratifs présentés dans ce chapitre. Un couplage avec la méthode TLS serait I'idéal, mais
présente néanmoins plusieurs difficultés, tant au niveau de la théorie (prise en compte des enrichis-
sements X-FEM pour 'ouverture de fissure et de Penrichissement de Ridge) que de 'implémentation

(notamment la gestion de deux fonctions level set dans le méme calcul).
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A. Calcul de la loi cohésive équivalente a une
fonction d’adoucissement constante h(d) = 1

On propose ici, connaissant les parametres de la méthode TLS, & savoir :

— Le profil d’endommagement d(¢)

— La longueur caractéristique /.

— La forme de la fonction d’adoucissement h

— Le taux de restitution d’énergie critique initial Y,?
d’en déduire la forme de la loi cohésive o = f(w), ol w est 'ouverture de la fissure et o la contrainte
transmise dans la zone cohésive, d’apres la méthode proposée par Parrilla Gémez (2015). On rappelle
tout d’abord quelques résultats et notations.

Parrilla Gémez (2015) s’intéresse au cas d’une barre 1D en traction. La barre est modélisée par
un modele cohésif et par la méthode TLS. L’égalité des déplacements aux extrémités de la barre, de

I’énergie totale et de I’énergie dissipée permet d’écrire :

w=22 l(1>d¢ (A1)

T E Jo \1-d(9)
o= \/2EYCOH(d)1;d (A.2)
O
d ~ ~
H(d) = /d  hdad (A.3)

Parrilla Gémez (2015) montre que :

op = /2EY) (A.4)

On peut alors écrire (A.1) et (A.2)
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. ¢ .
Iw%=4ﬁ1ﬂ¢ (A7)

On rappelle que X est défini dans ’équation (2.84). On s’intéresse ici au cas ou h(d) = 1, ce qui
donne H(d) = d : on rappelle également que dans cette thése, un profil d’endommagement quadratique

d(ngS) = 2¢ — $2 a ét6 utilisé. On peut alors éerire

~

l—d=1-¢ (A.8)
A1 —6)? (A.9)

Q>
Il

S
Il

Or par définition de 6 et w, on a w = 1 lorsque & = 0, ce qui impose A = 1. On en déduit la valeur

de wy :

20d,
=] A.10
wy =2 (A.10)

On détermine alors 6 en fonction de w :

6=1-Vu (A.11)

L’énergie de fracturation totale G est alors égale & :
G " o (w)dw = 1 207t A12
F_/o o(w) w=gopwp = —n (A.12)
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B. Modele élasto-plastique linéaire 1D

On rappelle ici les équations en dimension 1 de 1’élasto-plasticité & écrouissage isotrope. La contrainte

o s’exprime en fonction de la déformation ¢ :

o=F(e—¢) (B.1)

ou €, désigne la déformation plastique, dont I'incrément s’exprime en fonction de la déformation plas-
tique cumulée p, de la partie déviatorique du tenseur des contraintes & et de la contrainte équivalente

de Von Mises o¢q :

3.0
= —pD— B.2
Ep 2p0'€q ( )
qui se simplifie en 1D :
o
P (B.3)
P Mol
Les lois d’évolution s’écrivent alors :
lo| = R(p) <0, p>0, R(p)p=0 (B.4)
ou :
E/Er
= Hp, H=—1"—" B.
R(p) Uy + p7 E _ ET ( 5)

R est la fonction d’écrouissage du modele, exprimée en fonction de la limite élastique oy et du

module tangent Ep, illustrés sur la figure B.1.
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FE €

Ficurg B.1. — Comportement aux points de Gauss du modele élasto-plastique & écrouissage isotrope.
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Résumé

La prédiction de I'état de fissuration est un enjeu crucial
pour l'analyse des structures en béton armé, qui
nécessite le recours a la modélisation et a la simulation
numérique. Le calcul par éléments finis des structures en
béton armé pose au moins deux problemes majeurs :
d’'une part il existe peu de modéles permettant de traiter
a la fois linitiation, la propagation et I'ouverture des
fissures, d’autre part le diamétre généralement faible des
armatures métalliques par rapport aux dimensions des
structures  étudiées nécessite  des maillages
particulierement fins. On propose donc des solutions a
ces deux problématiques basées sur [l'utilisation de
fonctions de niveau (level set). L'endommagement et la
fissuration du béton sont modélisés a l'aide de
'approche TLS (Thick Level Set). Cette méthode,
développée en tant que méthode de régularisation des
modeéles d’endommagement locaux, utilise une level set
afin d’introduire une longueur caractéristique. Cela
permet de rendre aisée la localisation de la position des
fissures, et donc d’enrichir le champ de déplacement par
la méthode des éléments finis étendus (X-FEM) afin de
modéliser I'ouverture des macro-fissures. Concernant la
modélisation des armatures, une nouvelle approche
multidimensionnelle est proposée. Une représentation
volumique des armatures par la méthode X-FEM est
utilisée dans les zones dintérét afin d'obtenir des
résultats précis tout en simplifiant la procédure de
maillage, tandis qu'une représentation linéique est
utilisée dans le reste de la structure afin de réduire le
nombre de degrés de liberté du calcul. La méthode de
transition développée ici permet d’assurer la cohérence
des résultats obtenus

Mots-clés

Béton armé, fonction de niveau, mécanique de
'’endommagement, modéle de zone cohésive, level set
épaisse, armatures, méthode des éléments finis étendus,
approche multidimensionnelle

Abstract

Prediction of cracking is a key point for the analysis of
reinforced concrete structures, which requires the use of
Modeling and numerical simulation. The analysis of
reinforced concrete structures using the finite element
method raises two issues: on one hand, few models are
able to deal with the initiation, the propagation and the
opening of cracks, on the other hand the diameter of the
reinforcements which is usually small compared to the
dimensions of the structures necessitates very fine
meshes. Some solutions to these two problematics are
proposed, based on the use of level set functions.
Damage and cracking of concrete are modeled using the
Thick Level Set (TLS) approach. This method,
developped as a mean to regularize local damage
models, uses a level set to introduce a characteristic
length. It makes the location of the cracks easy, which
allows to enrich the displacement field with the eXtended
Finite Element Method (X-FEM) in order to model the
macro-cracks opening. Concerning the modeling of the
reinforcements, a new multidimensionnal approach is
proposed. A  volumic representation of the
reinforcements with the X-FEM method is used in the
zones of interest to get accurate results while simplifying
the meshing process, whereas a lineic representation is
used elsewhere to decrease the number of degrees of
freedom. The developed transition method insures the
consistency of the results.

Key Words
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