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Résumé

Ce travail s'intéresse au renforcement des matériaux cimentaires mis en oeuvre par fabrication additive à grande échelle. Ce nouveau procédé permet d'envisager la réalisation de structures possédant une complexité géométrique importante, généralement délaissées par les procédés traditionnels, dû à la forte consommation de moyens matériels et humains. De plus, il rend théoriquement possible l'industrialisation de la fabrication d'éléments constructifs singuliers, par exemple optimisés par répondre à un chargement mécanique donné. Cependant, il n'existe à l'heure actuelle aucune méthode de renforcement standardisée permettant d'obtenir la résistance en traction et la ductilité nécessaire pour leur utilisation dans les structures des bâtiments. Ce qui limite fortement leur utilisation dans la pratique. Si de nombreuses méthodes sont envisagées dans la littérature pour le renforcement des matériaux cimentaires mis en oeuvre par impression 3D, celles-ci sont généralement calquées sur les méthodes de renforcement traditionnelles : bétons fibrés, armatures passives et/ou câbles de précontraintes. Ce travail de thèse propose un procédé de renforcement alternatif, faisant l'objet d'un dépôt de brevet, qui tire parti de la spécificité du procédé d'extrusion. De nombreux renforts continus sont en effet insérés dans la filière d'extrusion, appelée ici tête d'impression, et entrainés par le débit du matériau cimentaire, ce dernier fournissant la force nécessaire à leur déroulement continu. Le matériau extrudé est alors un composite unidirectionnel à matrice cimentaire renforcé par de nombreuses fibres continues alignées selon la direction du parcours d'impression. L'étude définit ainsi le cahier des charges du procédé en termes de propriétés rhéologiques de la matrice cimentaire au moment du dépôt et le type de renfort à privilégier permettant l'obtention d'une bonne adhérence des renforts à la matrice cimentaire, nécessaire au développement d'un renforcement significatif en traction. Le comportement mécanique de l'interface est par ailleurs étudié spécifiquement grâce aux développements d'essais micromécaniques dédiés et l'observation de l'endommagement par microtomographie aux rayons X. Les perspective de ce travail sont la caractérisation et la modélisation multi-échelle du comportement du composite à matrice cimentaire et la proposition de systèmes constructifs innovants.
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Introduction Générale

La fabrication additive est un changement radical de mode de production industrielle. Elle a d'abord été utilisée dans la phase de conception et ce qu'on appelle généralement le prototypage rapide. Mais elle constitue dès à présent une alternative viable pour la fabrication de pièces intégrant plusieurs fonctionnalités, parfois impossibles à fabriquer par des procédés standards, et les petites séries, où la fabrication d'un moule représente un coût prohibitif. D'autre part, elle ouvre la voie vers la fabrication personnalisée, connue sous l'appellation "personal manufacturing" [START_REF] Bogue | 3d printing : the dawn of a new era in manufacturing ?[END_REF]. Ce procédé de fabrication a rapidement fait l'objet d'une analogie avec l'impression par jet d'encre qui lui a valu le nom d'impression 3D. Ce terme bien que très populaire recouvre en réalité de nombreux types de procédés. Trois grandes familles de technologies peuvent en effet être distinguées : les fabrications additives sur lits de poudres, par coalescence dans un milieu 2D ou 3D, ou basées sur l'extrusion. D'autre part, le contrôle du changement de phase du matériau mis en oeuvre qui est au coeur de ces nouvelles technologies est réalisé à partir de différents phénomènes physico-chimiques ou de leurs combinaisons, tels que la température, les réactions chimiques ou encore le séchage. Finalement, c'est le couple technologie/type de changement de phase qui définit complètement le type de fabrication additive mis en oeuvre. Par exemple, la technologie FDM (Fused Deposition Modelling) ou FFF (Fused Fabricated Filament), qui s'est imposée dans la réalisation de petits objets en polymère thermoplastique, est un procédé basé sur l'extrusion d'un matériau dont le changement de phase est contrôlé par la température. Bien que cette technologie soit née en 1981, avec la réalisation du premier objet imprimé en 3D par photopolymérisation par Hideo Kodama du Nagoya Municipal Industrial Research Institute, il faut attendre les années 2000 pour voir une augmentation significative de l'utilisation de ces technologies. Cette période marque aussi les premières ambitions de fabrication additive à grande échelle pour la construction, dont le concept a été proposé en 1997 par [START_REF] Pegna | Exploratory investigation of solid freeform construction[END_REF]. Dans la communauté scientifique des matériaux cimentaires, le terme "Digital Concrete" a été introduit au cours de la dernière décennie et contient l'ensemble des nouvelles méthodes de fabrication numérique des matériaux cimentaires [WLR + 16]. Ce néologisme inclut donc nécessairement les nouvelles méthodes de fabrication additive de matériaux cimentaires. Dans ce manuscrit, nous nous intéressons plus particulièrement à un sous-groupe des technologies de fabrication digitale des matériaux cimentaires, basé sur la fabrication additive par extrusion robotisée ("Robotic Extrusion" ou "Extrusion-based Additive Manufacturing of cementitious material"). Dans ce cas, le changement de phase du mortier peut s'expliquer d'une part par des interactions physiques, les interactions colloïdales, et d'autre part par une réaction chimique, l'hydratation du ciment parfois appelée prise. Le changement de phase du matériau de l'état frais (fluide non newtonien à seuil) à l'état durci (solide élastique fragile) est alors étalé dans le temps. Il faut donc s'assurer que le matériau possède à tout instant de la fabrication les caractéristiques lui permettant d'être mis en oeuvre. On parle parfois de pompabilité (pumpability), d'extrudabilité (extrudability) et de constructibilité (buildability), la dernière étant définie comme la capacité du matériau une fois déposé à développer suffisamment de résistance mécanique pour soutenir son propre poids et celui de la matière déposée au cours du temps. Ces termes sont opératoires, mais très dépendants de la technologie utilisée. Toutefois, en s'appuyant sur la rhéologie, discipline qui fait le pont entre la mécanique des fluides et la mécanique du solide par la définition de modèles de comportement mixte à l'échelle macroscopique, ces termes peuvent être précisés de manière objective et universelle par l'introduction de paramètres matériaux, tel que le seuil de cisaillement, la viscosité ou le module de Young ou module de cisaillement. Il s'agit alors de déterminer les valeurs admissibles de ces paramètres matériaux, tenant compte de la technologie utilisée, permettant la mise en oeuvre des différentes phases du procédé de fabrication : pompage, extrusion, déposition, élévation. En outre, la rhéologie permet de définir des méthodologies expérimentales que l'on peut interpréter dans le cadre théorique général de la mécanique des milieux continus afin de déterminer les bornes des paramètres rhéologiques du matériau aux différentes étapes du procédé. La fabrication additive requiert alors nécessairement un contrôle accru de la rhéologie du matériau à l'échelle macroscopique, c'est-à-dire de la valeur des paramètres et leur évolution temporelle, elle-même pilotée par la modification des interactions à l'échelle microscopique. Notons toutefois que l'évolution rapide du chargement mécanique, nécessitant l'utilisation de matériau à taux de structuration importants, constitue un enjeu majeur pour la réalisation d'un procédé économiquement viable, par la réduction du temps de fabrication qu'elle engendre. Mais elle est en soi pour la rhéologie des matériaux cimentaires un domaine d'étude nouveau qui pourrait probablement bénéficier des développements technologiques portés par les technologies de fabrication additive, ouvrant la porte à une meilleure compréhension de la cinétique des changements de phases à l'échelle microscopique, et leur impact à l'échelle macroscopique. Par ailleurs, nous verrons que la maitrise de la rhéologie des matériaux en cours d'extrusion sera un des points clés de ce travail.

Historiquement, l'extrusion robotisée de matériau cimentaire a été développée en Californie au début des années 2000 par Behrok Khoshnevis et sa société Contour Crafting [START_REF] Khoshnevis | Automated construction by contour crafting-related robotics and information technologies[END_REF]. Dans son article fondateur, il émet l'hypothèse de la fabrication à grande échelle de bâtiments par des imprimantes géantes et présente un premier prototype de mur imprimé en 3D. Cette idée trouve un écho en Europe d'abord en Angleterre à l'université de Loughborough, où l'équipe de Richard Buswell [BSGT07] y voit la possibilité de préfabriquer des pièces intégrant de nombreuses fonctions [LBL + 12] et propose notamment en 2011 un prototype de mur intégrant des bancs. C'est à la suite de ces travaux précurseurs, que de nouveaux projets voient le jour dans le monde. Notamment en France, avec le projet Démocrite [GDR + 16] qui débouchera sur la création de l'entreprise XtreeE, aux Pays-Bas, à l'université technique d'Eindhoven [START_REF] Bos | Additive manufacturing of concrete in construction : potentials and challenges of 3D concrete printing[END_REF] (TUE), mais aussi en Chine, où l'entreprise WinSun a grande presse à l'international en proclamant la construction de dix maisons en moins de 24h grâce à l'impression 3D de béton. Malgré les limites que l'on peut formuler sur cette réalisation, l'effet d'annonce a conduit à une évolution spectaculaire du nombre d'équipes et de travaux scientifiques. De nombreux progrès ont ainsi été réalisés depuis lors.

Cependant, le développement de technologies de fabrication additive de matériaux cimentaires renforcés est un enjeu majeur, et limitant, concernant l'adoption de ce type de procédé pour la fabrication de bâtiment. En effet, l'un des aspects fondamentaux de la structure des bâtiments est leur capacité à résister à différents niveaux de sollicitation dépendant du type d'ouvrage dont elle forme l'ossature. Tout d'abord, elle doit être dimensionnée pour supporter les charges de service, constituées d'une combinaison des chargements courants auxquels est confronté le bâtiment, sans endommagement visible ou détériorations extérieures. Conjointement, cette structure doit être capable de résister à une combinaison de chargements accidentels de grandes ampleurs, appelée chargement ultime. Enfin, une certaine tolérance au dommage est nécessaire et la structure doit encore tenir même si elle a subi des chargements qui l'ont fortement dégradée. Cette dernière propriété essentielle pour la sécurité des personnes est appelée ductilité de la structure. Par ailleurs, les éléments des structures modernes, tels que les poutres ou les planchers, doivent soutenir des moments importants qui induisent nécessairement un mélange d'effort de compression et de traction au sein de l'élément de structure. Dans ce contexte, l'une des problématiques majeures et immédiates concernant des structures obtenues par extrusion robotisée de matériaux cimentaires est leur faible résistance à la traction et leur fragilité qui résultent simplement de l'utilisation de matériaux cimentaires non armés. En effet, les bétons et mortiers de ciment présentent en traction une résistance dix fois moins importante qu'en compression et un comportement fragile. Cette faible ductilité a d'ailleurs limité l'utilisation des matériaux cimentaires dans la construction à des ouvrages massifs ou à la réalisation de pièces de maçonnerie (parpaing). Ceci jusqu'à l'invention et l'adoption des bétons armés, processus qui s'est étalé sur une dizaine d'années entre la fin du 19ème et le début du 20ème, pour déboucher sur un procédé de mise en forme par coulage dans des coffrages, où des barres d'aciers sont préalablement positionnées et forment une cage d'armatures. Les éléments de structure ainsi obtenus présentent à l'état durci à la fois une importante résistance à la traction, grâce la résistance intrinsèque de l'acier à ce type de sollicitation et une augmentation de la ductilité, grâce au confinement du béton et à l'allongement important à la rupture des barres d'acier. Bien qu'ultra majoritaire, les armatures métalliques ne sont pas les seuls renforts envisagés pour le renforcement du béton. Elles possèdent en effet un défaut majeur : la corrosion des barres d'aciers, qui implique l'utilisation d'une quantité importante de matériau d'enrobage et une durabilité limitée. Ainsi, des stratégies alternatives, ayant vu le jour à la fin du vingtième siècle, proposent l'utilisation de fibres courtes, de filets ou de textiles réalisés en fibres minérales et organiques, moins sujettes à la corrosion, et alors bien réparties dans la matrice cimentaires. Les matériaux obtenus sont appelés composites à matrices cimentaires et permettent la réalisation de structures plus légères et théoriquement plus durables. Toutefois, bien que ces nouveaux matériaux soient utilisés pour le renforcement des structures vieillissantes, leur utilisation n'est pas adaptée aux méthodes de construction traditionnelles et peine encore à s'imposer pour la construction d'ouvrages neufs.

Pour autant, ce type de renforcement pourrait s'avérer plus adapté à une mise en oeuvre par extrusion robotisée que les barres d'aciers traditionnelles. C'est ce qui nous amène dans ce travail à la proposition et la mise au point d'un procédé de fabrication adapté à l'extrusion robotisée, permettant la mise en oeuvre efficace des renforcements continus à base de fibres minérales et organiques aboutissant à l'impression de composites unidirectionnels à matrice cimentaire, appelés Bétons anisotropes.

La première partie de ce manuscrit présente une étude bibliographique à large spectre qui vise à une compréhension globale, forcément parcellaire, de la question du renforcement des matériaux cimentaires et de leur mode de mise en oeuvre. Cette partie s'articule autour de deux chapitres. Le premier s'intéresse aux propriétés mécaniques à l'état durci des matériaux cimentaires en lien avec leur formulation et à leurs modes de renforcements existants. Il s'intéresse en particulier aux modes de renforcement récents et au concept de composites à matrice cimentaire. Leur comportement mécanique sera alors analysé par le prisme de la famille des matériaux composites à matrices fragiles. Par la suite, le chapitre 2 présente le comportement au jeune âge des matériaux cimentaires et le principe de la fabrication additive à grande échelle par extrusion robotisée de matériau cimentaire. Ceci permettra de mettre en évidence leur caractère imprimable et de préciser les conditions de réussite d'une telle entreprise. Les différents procédés sont présentés, puis leurs conditions de mise en oeuvre des points de vue technologique et du matériau imprimé sont discutées. Enfin, une revue des différentes stratégies existantes pour le renforcement des matériaux et structures mis en oeuvre par extrusion robotisée est proposée. Nous verrons que le mode de fabrication radicalement nouveau que propose l'extrusion robotisée permet de requestionner la mise en oeuvre du renforcement dans les structures en béton armé et de proposer de nouvelles stratégies propres à ce nouveau type de procédé. Cette volonté de proposer une stratégie de renforcement efficace, car parfaitement adaptée à l'extrusion robotisée, nous conduira à l'objet central de ce travail, un nouveau procédé de renforcement par introduction de renforts continus.

La seconde partie de ce manuscrit a donc pour objet d'introduire et de préciser ce nouveau procédé, baptisé Pultrusion Interne ou "Flow-Based Pultrusion" et ayant fait l'objet d'un dépôt de brevet, permettant l'ajout d'un pourcentage potentiellement important de renforts continus lorsqu'il est associé à un système d'extrusion robotisée. Cette dénomination désigne le fait que c'est le débit de matrice qui permet l'entrainement des renforts continus. Ainsi, des contraintes supplémentaires s'appliquent sur le procédé d'extrusion robotisée initial, et principalement sur la consistance du mortier dans la buse d'extrusion. La maîtrise du seuil de cisaillement au moment du dépôt, déjà prépondérante dans le cas de la mise en oeuvre par extrusion robotisée, est aussi essentielle pour la réussite du procédé de renforcement proposé. Cette partie se décompose alors en deux nouveaux chapitres. Le chapitre 3 s'intéresse à la mesure et la maîtrise des propriétés rhéologiques du béton au moment de l'extrusion. Pour cela, un test simple d'identification des paramètres rhéologiques en sortie de buse d'impression est proposé pour différents modèles rhéologiques. Puis, le chapitre 4 présente les conditions de mises en oeuvre particulières que requiert l'ajout de renforts continus et les premiers essais sont présentés. Ceci constitue la preuve de concept et permet la rédaction d'un cahier des charges fonctionnels pour la technologie de fabrication des bétons anisotropes.

Une fois les limites théoriques du procédé de fabrication identifiées, la troisième partie du manuscrit s'intéresse au comportement mécanique des bétons anisotropes, dont la maitrise est indispensable à leurs futurs dimensionnements. Du fait de leur similitude avec les composites à matrices fragiles et les composites à matrice cimentaire décrits dans le premier chapitre, l'augmentation significative de la résistance et le développement d'une ductilité importante en traction, par rapport aux matrices non renforcées, devraient être très dépendant des propriétés mécaniques de l'interface. Nous prenons donc le parti d'une caractérisation précise du comportement d'interface entre la matrice cimentaire imprimable et des fils de différentes natures, mono-fibres métalliques ou multi-fibres minérales. En liant des observations à différentes échelles, les mécanismes d'endommagement spécifiques à ces microstructures sont reliés aux comportements d'interface mésoscopique qui en découlent. Ceci constitue un premier lien entre micro-structure et comportement du matériau. Pour ce faire, le chapitre 5 présente d'abord un modèle mécanique mésoscopique 1D simplifié pour l'étude de l'interface renfort/ matrice d'un micro-composite de béton anisotrope, constitué d'un unique renfort plongé dans un prisme de mortier imprimable. Deux types d'essais mécaniques sont alors envisagés pour l'identification des propriétés mécaniques de l'interface, l'essai de pull-out couramment utilisé pour la détermination des propriétés de l'interface, et un essai de tirant (ou tension stiffening), original à petite échelle, permettant l'application de conditions limites plus proches de celles rencontrées lors de l'endommagement des composites à matrice fragiles. Par la suite, le chapitre 6 présente la méthodologie utilisée pour l'identification des paramètres mécaniques pour les deux types d'essais. L'intérêt de l'utilisation de l'essai de tirant, par comparaison au pull-out, est alors démontré pour l'identification des propriétés de l'interface d'un fil mono-fibre inox noyé dans trois types de matrices cimentaires différentes. Dans la suite, cet essai est ainsi utilisé afin d'identifier les propriétés mécaniques d'interfaces de six couples fibre-matrices envisagés pour la réalisation des bétons anisotropes. Ces échantillons sont réalisés à partir de deux matrices cimentaires imprimables, la première développée dans ce travail de thèse et la deuxième réalisée à partir du premix (NAG3) de LafargeHolcim, couramment utilisé au laboratoire lors de la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée, et trois types de fils, le fil mono-fibre inox et des fils multi-fibres minérales de verre et de basalte. Enfin, afin de comprendre plus en profondeur les différences de comportements mécanique d'interface observées, le chapitre 7 présente une série d'essais de tirant réalisés in situ sous microtomographie à rayons X, sur la ligne Anatomix du synchrotron Soleil sur les mêmes types d'échantillons produits à partir des mêmes gâchées des deux matrices cimentaires. Les observations successives du même échantillon à différents niveaux de chargement associées à un traitement d'image intensif liant corrélation d'images volumiques (Digital Volume Correlation), soustraction d'image (Image Subtraction) et un filtrage basé sur l'analyse de la hessienne de l'image (Hessian-based filtering) nous permettent d'obtenir des informations aussi bien qualitatives que quantitatives, sur la nature et la géométrie de l'endommagement qui se déclare à l'interface, et son évolution à différents niveaux de chargement. Elles permettent de faire le lien entre les modes d'endommage-ment microscopique observés et le comportement mécanique mésoscopique de l'interface. Finalement, une dernière partie plus exploratoire met en évidence la richesse des informations collectées lors de l'essai réalisé in situ, permettant l'obtention de nouvelles données expérimentales qui devraient permettre la formulation d'hypothèses pertinentes pour la modélisation précise de ce type de matériau. Globalement, ces observations valident la pertinence de l'utilisation de fils multi-fibres minérales pour la réalisation de béton anisotropes comparativement aux fils unitaires métalliques lisses. De plus, la comparaison entre les différents systèmes nous permet de formuler de nouvelles recommandations sur la formulation des bétons anisotropes fondées sur le comportement interfacial obtenu.

Finalement, une conclusion générale rassemble les résultats obtenus et expose les perspectives ouvertes par ce travail.

Apport de la thèse

• Conception et preuve de concept pour un nouveau procédé de fabrication béton faisant intervenir extrusion robotisée et fibrage en continu.

• Formulation d'un cahier des charges pour la mise en oeuvre d'un tel procédé concernant le dispositif technologique, le type de renforcement et la matrice cimentaire.

• Proposition d'un essai permettant la mesure des propriétés rhéologiques du mortier en sortie de buse en vue du réglage du seuil de cisaillement de la matrice pour la fabrication additive à grande échelle.

• Développement d'un modèle 1D par réduction de dimension et conception d'une expérience micro-mécanique associée pour l'étude de micro-composites constitués d'un unique fil intégré dans un prisme de matrice cimentaire pour caractériser les propriétés d'interface entre renfort et matrice.

• Mise en évidence de l'influence de la géométrie des renforts unidirectionnels et du seuil de cisaillement de la matrice cimentaire au moment de la fabrication sur le comportement mécanique macroscopique d'interface.

• Observations directes, dans le cas des fils multi-fibres, de l'origine microscopique de cette modification de comportement mécanique : la modification du mode d'endommagement de l'interface avec l'augmentation de l'imprégnation.

Première partie

Contexte et Bibliographie

L'histoire du béton de ciment commence par la mise au point des premiers liants hydrauliques qui donneront naissance aux ciments modernes. Bien qu'il semble avéré que les romains aient découvert et utilisé un liant à base de chaux, pour réaliser des mortiers, cette connaissance s'est ensuite perdue laissant place à la fabrication en maçonnerie en pierre de taille. Ce n'est qu'au milieu du 18ème siècle que les liants hydrauliques, composés de chaux (Oxyde de Calcium) et d'argile, sont découverts d'abord par un Britannique John Smeaton pour la construction d'un phare, puis par Louis Vicat qui a réalisé une étude systématique, de différentes compositions minéralogiques. Ce n'est finalement qu'au milieu du 19ème que Isaac Johnson brevètera scientifiquement la production du clinker principal composant du Ciment Portland artificiel. Le béton restera pendant longtemps un matériau réservé au génie civil. Il est très peu utilisé dans le bâtiment ou alors sous forme de pierre factice coulée dans des moules. Bien que l'idée de renforcer soit introduit dès 1848 par Joseph Lambot pour la construction d'une barque en ciment armée, c'est à la fin du 19ème siècle que se développe l'idée d'associer le béton à des renforts en acier. Entre 1886 et 1906, c'est alors pas moins de 262 brevets qui sont déposés concernant divers éléments réalisés en béton armé pour la construction dont certains exemples sont illustrés sur la planche de la figure 1. Deux types de technologies vont finalement être adoptées. Celle promue par l'entrepreneur François Hennebique, majoritaire dans les pays latins, qui propose une mise en oeuvre similaire aux méthodes traditionnelles, qui associent pierre et charpente en bois. Ces structures en bétons armés sont en effet décomposées en différents éléments en béton armé, qui facilite une large appropriation de sa technologie. L'autre technique est issue de diverses inventions de Jean-Baptiste Monnier, jardinier en chef du château de Versailles. Ce dernier dépose d'abord des brevets concernant des objets nécessaires au jardinage, puis élargit son système à des éléments de la construction. C'est à la suite d'une conférence de présentation de son système en Belgique que son système connait un essor très important en Allemagne par l'intermédiaire de deux ingénieurs allemands Wayss et Freitag. D'abord concurrents puis associés, ils sont les premiers à expliciter clairement le rôle des armatures métalliques dans le béton armé. Ils développent alors une méthode de calcul et réalisent de nombreux bâtiments dans les pays germaniques. Par ailleurs, ils comprennent les premiers la capacité du béton armé à réaliser des structures plus monolithiques qui inspireront la révolution architecturale de la deuxième moitié du 20ème siècle. Cependant, les premiers brevets concernaient des éléments de structures particuliers, tels que les poutres, poteaux et dalles de la figure 1. Ce sont ces expériences accumulées qui ont permis la mise en place des premières normes de construction en béton armé publiées en France en 1906. Plus de détails historiques sont disponibles dans [START_REF] Albert | Histoires de béton armé : patrimoine, durabilité et innovations[END_REF].

Aujourd'hui, le béton armé est le matériau le plus consommé au monde et provoque près de 5% des émissions de gaz à effet de serre [WPM + 01]. La fabrication additive à grande échelle, dont de nombreux procédés ont été proposés au début du 21ème siècle, devrait permettre une utilisation plus rationnelle des matériaux cimentaires et pourrait alors jouer un rôle important dans la limitation de l'impact de la construction sur l'environnement. Cependant le développement de ce type de mise en oeuvre est pour le moment fortement limité par l'absence de normes et méthodes de calcul dédiées. L'histoire du développement du béton armé fournit alors une base historique de comparaison intéressante.

En effet, on assiste à une effervescence de systèmes constructifs et de dispositifs particuliers, portés par de nombreuses équipes (voir figure 2), et conduisant au dépôt de nombreux brevets. Une mise sur le marché précoce est alors seulement possible par l'obtention d'Appréciation Technique d'Expérimentation (ATEx), mais permet d'accumuler de l'expérience. Par ailleurs, si les premières propositions consistaient généralement en la réalisation de murs courbes non renforcés, une diversité d'éléments structurels complémentaires tels que les voûtes, les poutres ou même du mobilier et objets de travaux publics sont maintenant à l'étude. On voit par ailleurs émerger de nombreuses propositions de renforcement de ces structures, dans lesquelles s'inscrit cette thèse, ainsi que les premières méthodes de calcul de ce type de structure, indispensables à une appropriation plus large de ce type de mise en oeuvre. Ce dynamisme est en un sens assez proche de celui de la fin du 19ème/début 20ème siècle et pourrait aboutir d'ici une décennie à la rédaction de normes concernant les structures imprimées en béton. Cette nouvelle méthode de construction possédant une logique constructive propre, en cas d'appropriations massives, pourrait alors aussi être à l'origine d'un certain renouveau de l'esthétique architecturale, tel que le béton armé l'avait permis au cours du 20ème siècle.

Dans cette partie, une étude bibliographique à large spectre est réalisée pour introduire les notions générales et principaux résultats qui sont à l'origine de ce travail de thèse. Le sujet est fondamentalement multidisciplinaire et nécessite ainsi la conjonction de nombreux domaines d'études connexes à l'étude des matériaux cimentaires, à leurs modes de renforcement et à leur mise en oeuvre par fabrication additive à grande échelle. Cette partie ne prétend donc pas être exhaustive dans chacun des sujets abordés qui sont en soi des domaines d'études. Elle a cependant pour ambition de donner des clés de compréhension utiles pour les futurs développements de ce travail et de permettre au lecteur d'être orienté vers quelques-uns des travaux scientifiques emblématiques des différents sujets abordés. Elle est divisée en deux chapitres. Le premier introduit le comportement à l'état durci des matériaux cimentaires en lien avec leur formulation et les différents modes de renforcement existants. On se focalise quasi exclusivement sur les comportements mécaniques des différents types de composites à matrices cimentaires et aux propriétés d'interfaces entre renforts et matrice. Le deuxième chapitre s'intéresse quant à lui au comportement mécanique au jeune âge des matériaux cimentaires et à leur mise en oeuvre par extrusion robotisée, le procédé de fabrication additive à grande échelle au coeur de ce travail. Finalement, les différentes modalités imaginées dans la littérature pour le renforcement des pièces imprimées sont présentées, ce qui nous permettra d'introduire naturellement l'objet de notre étude.

Chapitre 1

Comportements mécaniques des matériaux cimentaires à l'état durci et modes de renforcement Introduction

Les matériaux cimentaires forment une large famille réalisée à partir de particules de ciment portland et d'eau. Ce mélange, appelé pâte de ciment, est une suspension solide à l'état frais, durcissant par hydratation des particules de ciment portland pour former une colle minérale, qui établit la cohésion du système à l'état durci. À partir de cette pâte, le mortier est réalisé en ajoutant du sable, c'est-à-dire des particules provenant de la désagrégation de roches d'une dimension de l'ordre du millimètre. Le béton est, quant à lui, obtenu à partir du mortier par l'ajout de particules minérales plus grossières, dont les tailles sont de l'ordre du centimètre, appelés granulats. Le sable et les granulats constituent donc deux classes granulaires distinctes. On peut noter que les termes mortiers ou bétons ne sont pas spécifiques aux matériaux cimentaires, et qu'ils regroupent l'ensemble des matériaux constitués d'une ou plusieurs classes granulaires maintenues par une matrice qui établit la cohésion. Cependant, l'écrasante majorité des bétons est réalisée à partir de pâte de ciment portland (CEM 1 : 95% de clinker), ou dont tout ou partie du clinker peut être éventuellement remplacé par d'autres liants afin de réduire son impact environnemental (CEM 2-5). En réalité, on peut considérer à l'échelle de la pâte que les particules de ciment, d'une taille moyenne de l'ordre de 10µm, constituent aussi une partie du squelette. Elles forment ainsi une nouvelle classe granulaire, qui s'ajoute à celles du sable et des granulats.

Cette répartition des classes granulaires sur plusieurs échelles permet d'augmenter la fraction volumique de la phase solide, appelée compacité du squelette granulaire, soit de diminuer les porosités et la fraction volumique de l'eau. C'est alors essentiellement la diminution de la porosité qui explique la plus grande résistance à la compression des bétons relativement aux mortiers. Par ailleurs, nous verrons dans le chapitre deux que la compacité importante du squelette granulaire procure de certains avantages concernant leur mise en oeuvre à l'état frais.

La recherche de bétons possédant une résistance mécanique importante a alors conduit à la formalisation du lien entre le rapport des tailles de particules du squelette et la porosité minimale atteignable, d'abord empiriquement par Caquot :

(e + v) min = α r min r max 1/5

(1.1) où e et v sont respectivement les fractions volumiques de l'eau et de l'air, et r min et r max les tailles de la plus petite particule solide et de la plus grande particule. Cette relation explicite le fait que la porosité minimale (e + v) min atteignable, est une loi puissance du rapport des tailles des classes granulaires extrêmes. Elle ne précise toutefois pas la répartition optimale des tailles de particules, soit la proportion des différentes classes granulaires introduites dans le mélange. Le prolongement de ce raisonnement a conduit à la recherche de la réalisation de l'empilement maximal par l'ajout de nouvelles classes granulaires, qui parcourent les échelles de la dizaine de nanomètre au centimètre telles qu'illustrées sur la figure 1.1 et par la recherche de leurs proportions optimales. C'est la combinaison de ces deux éléments qui a donné naissance aux bétons modernes à hautes, très hautes et ultra hautes performances [START_REF] Van Damme | Concrete material science : Past, present, and future innovations[END_REF]. Nous verrons cependant que les matériaux cimentaires possèdent naturellement une dissymétrie importante de résistance entre la traction et la compression, qui a mené à l'introduction de systèmes de renforcement, d'abord pensés à l'échelle de la structure, comme des barres d'acier et câbles de précontrainte que nous ne détaillerons pas dans ce travail. En effet, nous nous intéressons plus spécifiquement à des stratégies de renforcement qui visent à l'amélioration des propriétés du matériau cimentaire, c'est-à-dire aux approches de types composites.

La première partie de ce chapitre décrit succinctement la composition, le comportement mécanique des matériaux cimentaires non renforcés et les essais mécaniques standards utilisés pour déterminer leur comportement. Dans une deuxième partie, on s'intéresse aux modes de renforcement de ces matériaux cimentaires, et plus spécifiquement aux développements des composites à matrices cimentaires possédant de meilleurs comportements mécaniques en traction. L'approche générale sera décrite, puis on étudiera succinctement le mode de renforcements par l'ajout de fibres courtes d'une part, et par fils continus, textiles ou grilles, d'autre part. Finalement, une dernière partie s'intéresse spécifiquement à l'interface entre renforts et matrice. On décrit en particulier certains modèles et méthodes d'identification associées permettant d'estimer son comportement mécanique, ce dernier ayant une grande influence sur le comportement mécanique du composite.

Comportement mécanique des matériaux cimentaires non renforcés

Du fait de leur composition, les matériaux cimentaires sont une famille de matériaux hétérogènes poreux non saturés, les pores étant partiellement remplis d'eau. Comme on l'a vu plus haut, cette hétérogénéité apparaît à de nombreuses échelles. S'il existe une séparation d'échelle entre les différentes classes granulaires, le béton peut être vu comme une distribution aléatoire de granulât dans un mortier, lui-même vu comme une distribution aléatoire de sables et de macro-porosités dans une pâte de ciment, que l'on peut décrire comme un assemblage de particules hydratées et non hydratées, de micro-porosités et de micro-fissures. Bien, que le comportement des matériaux cimentaires soit lié à de multiples interactions se produisant à diverses échelles, on peut définir un domaine appelé volume élémentaire représentatif (VER) pour lequel on peut définir le comportement mécanique macroscopique des matériaux cimentaires. Les propriétés mécaniques seront alors identiques quel que soit l'échantillon, de taille supérieure au VER, utilisé pour les déterminer, tout du moins pour une partie d'entre elles (élasticité notamment), d'autres propriétés pouvant rester fluctuantes comme on le verra plus tard. Cette échelle est souvent approximativement un ordre de grandeur au-dessus de la taille du plus gros granulat. Par ailleurs, la caractérisation expérimentale des propriétés mécaniques macroscopiques d'un matériau cimentaire donné peut s'effectuer par la réalisation des tests mécaniques sur des éprouvettes dont la taille est ellemême suffisamment grande par rapport au VER. Cette première partie s'intéresse donc à la description du comportement des matériaux cimentaires à l'échelle de leur VER et à l'origine de la dissymétrie de comportement traction-compression.

• Un retrait chimique qui provient de la réduction volumique de la pâte lors de l'hydratation, appelée contraction Le Châtelier et qui constitue le retrait endogène (inévitable et de l'ordre de 10% pour une pâte de ciment pure dont une partie peut toutefois se produire librement lorsque le matériau est encore déformable).

• Un retrait de séchage du béton, c'est-à-dire lié à la perte d'eau par évaporation. On peut distinguer la perte d'eau lorsque le matériau est encore déformable, appelée retrait plastique, de la • Le dernier est un retrait thermique non homogène lié à une différence de température entre le coeur du matériau et l'extérieur au moment du refroidissement après la prise ; il n'est significatif que pour les ouvrages massifs.

Au cours de l'hydratation le matériau se rétracte, mais la rétractation des différentes phases est hétérogène menant à des incompatibilités. Ces dernières exigent une déformation additionnelle mécanique associées à des contraintes d'autant plus élevées que l'hétérogénéité est grande et la rigidité élevée. En pratique, une autre incompatibilité provient des conditions limites particulières qui induit un effet de structure (peau/coeur). Les efforts de traction importants peuvent alors conduire à la création de fissures, qui ont tendance à se localiser pour des pâtes de ciment et former des macro-fissures débouchantes pour des conditions limites bloquées empêchant la déformation libre (coulage sur une surface rigide). L'ajout de particules solides, sable et granulat, dans le béton, conduit naturellement à la limitation de la déformation de retrait global puisqu'il ne concerne plus qu'une fraction du volume du béton, ainsi qu'à une limitation de la taille des fissures obtenues. Ceci est donc indispensable lors de la mise en oeuvre d'éléments de grande longueur. De plus, les particules ont tendances à dévier et stopper les fissures, ce qui conduit à une meilleure répartition de fissures de petites tailles.

Lorsque que le matériau est correctement mis en oeuvre, les microfissures ont une taille inférieure aux plus gros granulats et n'ont pas d'influence sur l'échelle du VER. Par ailleurs, comme la microstructure est aléatoire, aucune direction particulière n'est privilégiée concernant l'orientation des fissures. Le comportement macroscopique initiale est alors souvent postulé élastique isotrope et défini à partir de deux paramètres, généralement le module de Young E et le coefficient de Poisson ν. Le coefficient de Poisson est généralement autour de 0.2, et le module de Young dépend fortement de la fraction solide, de la fraction de pores et de la taille des fissures, mais passe de 20 GPa pour les mortiers à 50 GPa pour les bétons à hautes performances. Notons toutefois que lorsque la mise en oeuvre est moins contrôlée, la présence de gradients macroscopiques peut conduire à une anisotropie de l'endommagement et du comportement élastique réel.

Du fait de sa fragilité et de la présence naturelle et inévitable des fissures dans les matériaux cimentaires, le comportement post-élastique du matériau est endommageable (perte de rigidité avec l'augmentation de la déformation macroscopique) lié à la progression des fissures existantes et éventuellement à la création de nouvelles microfissures. La rupture est précédée par le phénomène de localisation générant une ou plusieurs macro-fissures et intervient lorsqu'une d'entre elle devient instable sous le chargement imposé. Il faut noter que l'ouverture des fissures s'effectue toujours préférentiellement selon les déformations d'extension [START_REF] Mazars | Application de la mécanique de l'endommagement au comportement non linéaire et à la rupture du béton de structure[END_REF][START_REF] Kupfer | Behaviour of concrete under biaxial stresses[END_REF]. La résistance à l'échelle du VER est donc très différente selon que le matériau soit chargé en traction ou en compression. Pour la même raison, le comportement mécanique macroscopique à la compression est fortement modifié en présence de confinement, c'est-à-dire lorsqu'il est soumis à un chargement multi-axial. Il passe en effet d'un comportement adoucissant lorsque le chargement n'est pas ou faiblement confiné, à un comportement ductile lorsque le béton est fortement confiné. On peut même observer un effet de consolidation pour les cas de chargement hydrostatique. Une campagne expérimentale fameuse mettant en lumière la dissymétrie du comportement en traction et l'importance du confinement est celle de [START_REF] Kupfer | Behaviour of concrete under biaxial stresses[END_REF]. Afin de rendre compte de cette dissymétrie, de nombreux tests sont nécessaires pour caractériser complètement les domaines élastique et de résistance. Ils peuvent être exprimés dans le cadre de la mécanique des milieux continus [START_REF] Leroux | Modèle multiaxial d'endommagement anisotrope : gestion numérique de la rupture et application à la ruine de structures en béton armé sous impacts[END_REF].

Dans notre étude, nous nous intéresserons d'avantage au cas faiblement confiné, qui correspond aux sollicitations classiques sur des éléments de structures utilisées pour la construction. L'endommagement des matériaux cimentaires se caractérise alors par trois phases : l'ouverture des microfissures endogènes et la création de nouvelles microfissures dans le plan perpendiculaire à la direction principale de la composante de traction provoquant alors une certaine anisotropie du comportement, un phénomène de localisation générant des macro-fissures et enfin la rupture par progression des macro-fissures.

Son comportement peut alors être résumé par ses courbes contrainte-déformation en compression et en traction, que nous présentons succinctement dans la suite. Notons que le phénomène de localisation à l'échelle de l'éprouvette, qui gouverne la résistance maximale du matériau cimentaire, peut être considérée comme un phénomène aléatoire. Celle-ci se produit en effet au niveau du VER présentant le plus de défauts et possédant une résistance moindre. Ce phénomène conduit à l'introduction d'une probabilité de résistance pour le VER, généralement décrite par la loi de Weibull [START_REF] Weibull | A statistical theory of the strength of materials[END_REF]. Celle-ci implique par exemple une résistance mécanique décroissante avec la taille de l'éprouvette, puisque la probabilité de présence d'un VER particulièrement défectueux augmente. Plus d'informations sur les modèles de ruptures probabilistes sont donnés dans [START_REF] Lamon | Mécanique de la rupture fragile et de l'endommagement : approches statistiques et probabilistes[END_REF][START_REF] Regal | Caractérisation du comportement en traction du béton sous fortes sollicitations : essais de flexion trois points aux barres de Hopkinson[END_REF]. Par ailleurs, nous laissons ici de côté les questions relatives aux chargements dynamiques, aussi décrites dans [START_REF] Regal | Caractérisation du comportement en traction du béton sous fortes sollicitations : essais de flexion trois points aux barres de Hopkinson[END_REF], et aux déformations différées (fluage) qui sortent du champ de ce travail.

Essais mécaniques sur matériaux cimentaires

Pour déterminer le comportement mécanique du matériau cimentaire en supposant le matériau faiblement confiné, au moins deux tests mécaniques doivent être réalisés : l'un pour identifier le comportement en compression et l'autre pour identifier le comportement en traction. Le premier est généralement directement obtenu par l'essai de compression simple, tandis que trois types d'essais peuvent être utilisés pour déterminer le comportement en traction : la traction simple, l'essai de flexion et l'essai brésilien. Le premier est plus délicat à réaliser, mais permet une identification directe du comportement et est massivement utilisé pour la détermination du comportement des composites à matrices cimentaires décrit dans la partie suivante. Les autres essais sont comparativement plus simples à mettre en oeuvre, mais nécessitent une analyse plus fine. Il faut noter par exemple que les effets statistiques impliquent l'obtention d'une résistance à la traction identifiée par un essai de flexion supérieur à celle obtenue par traction directe, du fait de l'hétérogénéité de la contrainte appliquée [START_REF] Regal | Caractérisation du comportement en traction du béton sous fortes sollicitations : essais de flexion trois points aux barres de Hopkinson[END_REF].

Nous décrivons ici succinctement les essais de compression simple et de traction simple et les comportements respectifs du matériau cimentaire. Il faut noter que le comportement mesuré dépend du niveau d'hydratation qui évolue d'abord rapidement dans le temps, puis ralentit fortement [START_REF] Granju | Hardened Portland cement pastes, modelisation of the micro-structure and evolution laws of mechanical properties I-Basic results[END_REF]. Traditionnellement, on considère comme référence la résistance à 28 jours où l'hydratation est considérée achevée. En réalité, l'évolution du niveau d'hydratation en fonction du temps est alors faible, bien que pas nécessairement nulle.

Compression simple

L'essai de compression est généralement réalisé sur une éprouvette cylindrique ou parallélépipédique, présentant un élancement (rapport hauteur sur largeur) de 2 pour éviter les artefacts dus au flambement et aux effets de friction sur les surfaces d'appui. La taille des éprouvettes est même normalisée, puisque celle-ci influence statistiquement sa résistance. Lors de l'essai, l'éprouvette est positionnée entre deux plateaux : l'un fixe et l'autre dont le déplacement est contrôlé. On peut alors mesurer la déformation longitudinale, la déformation transversale à l'aide de capteurs LVDT ou de jauges de déformation spécifiques et la force appliquée par un capteur de force. On obtient alors les courbes forcedéformation axiale et force-déformation transversale illustrées sur la figure 1.3. La courbe présente un pic de force, notée f c , et le comportement peut être décomposée en quatre régimes [START_REF] Ramtani | Contribution \'a la mod\'elisation du comportement multiaxial du b\'eton endommag\'e avec description du caract\'ere unilat\[END_REF] :

• un comportement linéaire élastique jusqu'à une contrainte comprise entre 0.3f c et 0.5f c ;

• un comportement faiblement non-linéaire et irréversible (déformations permanentes), lié à la création de nouvelles microfissures dont le plan est parallèle à la direction de la compression au chargement, qui est toutefois caractérisé par une diminution du volume du matériau jusqu'à une contrainte comprise entre 0.5f c et 0.7 × f c (déformation transversale inférieure à la déformation axiale voir figure 1.3) ;

• un comportement fortement non-linéaire caractérisé par une augmentation du volume apparent du matériau jusqu'à la contrainte maximale f c (dilatance), lié à la création de macro-fissures parallèles au chargement ;

• la phase post-pic définit un comportement adoucissant accompagné d'une augmentation intense du volume apparent de l'éprouvette, due à l'ouverture des macro-fissures.

Les non-linéarités sont aussi associées avec une baisse de la rigidité due à l'endommagement provoqué par la fissuration. Il faut noter que de nombreuses précautions doivent être prises concernant le contact avec la machine afin de ne pas générer d'artefact de mesures. Elle concerne généralement la planéité et le parallélisme des faces en contact avec les plateaux, ainsi que la réduction du frottement avec ce dernier, qui peut engendrer un confinement local du matériau cimentaire conduisant à une résistance accrue.

Traction simple

L'essai de traction simple est généralement réalisé sur des éprouvettes de section rectangulaire. Les extrémités de l'éprouvette sont élargies, avec un congé, afin de s'assurer que la localisation et la rupture Figure 1.3 -Courbe force-déformation obtenue lors d'un essai de compression cyclique sur béton [START_REF] Ramtani | Contribution \'a la mod\'elisation du comportement multiaxial du b\'eton endommag\'e avec description du caract\'ere unilat\[END_REF] auront lieu dans la partie centrale de l'éprouvette, éloignée des phénomènes de contact au niveau de la liaison à la machine (voir figure 1.4-a). L'une des extrémités est fixe, tandis que le déplacement de l'autre extrémité est contrôlé par la machine. Là encore, la déformation axiale (éventuellement transversale) et la force associée peuvent être mesurées, respectivement par un LVDT ou une jauge de déformation et un capteur de force, pour obtenir la courbe force-déformation.

La courbe force-déformation caractéristique des matériaux cimentaires est donnée sur 1.4-b, on constate que le comportement est quasiment linéaire élastique jusqu'au pic de contrainte, correspondant à la résistance en traction noté f t et généralement un ordre de grandeur inférieur à f c . Le comportement post-pic est quant à lui fortement adoucissant, associé à la présence de déformations permanentes et une chute de la raideur, liée la localisation et la propagation de la macro-fissure perpendiculaire au chargement. La résistance résiduelle est généralement négligée pour les matériaux cimentaires non renforcés. Notons qu'elle est aussi très difficile à mesurer, puisqu'elle nécessite une machine d'essais extrêmement rigide pour vraiment contrôler l'essai en déplacement. Cette résistance résiduelle peut toutefois être significativement et robustement augmentée par l'ajout d'inclusions élancées telles que des fibres courtes. de structure (poutre, dalle...) et notablement plus grande que celle du VER du matériau cimentaire introduit précédemment. Ces deux méthodes de renforcement relèvent donc davantage de systèmes structurels. Dans notre étude, nous nous intéressons plutôt aux modes de renforcement permettant une amélioration du comportement mécanique (notamment la résistance à la traction) à l'échelle du VER, indépendamment du système structurel. On s'intéresse alors particulièrement à une famille de matériau cimentaire, appelée composite à matrice cimentaire.

Renforcement des matériaux cimentaires

Les composites sont une famille de matériau constituée généralement de deux matériaux complémentaires, un renfort et une matrice. Chaque matériau présente des avantages et des inconvénients. Leur association permet donc de répondre efficacement à des problématiques complexes. Dans le sousgroupe des composites à matrice cimentaire, on cherche généralement à améliorer la résistance à la traction du matériau cimentaire par l'ajout d'une faible quantité de fibres possédant une grande résistance à la traction. Deux sous-catégories peuvent être distinguées selon que les composites soient réalisés à partir de fibres courtes, généralement orientées aléatoirement et sans direction privilégiée, ou de fibres continues alignées dans une ou plusieurs directions données. Si l'on s'intéresse particulièrement aux propriétés mécaniques en traction, l'ajout de fibres continues permet alors une amélioration plus importante du comportement mécanique du composite dans la ou les directions des fibres, que l'ajout d'un même volume de fibres courtes dont l'orientation est aléatoire. Cependant, dans le premier cas, le gain de résistance n'est maximal que dans la direction des renforts continus, on parle alors de comportement anisotrope, tandis que dans le deuxième cas, le comportement en traction du VER est toujours isotrope, puisque qu'il est amélioré dans toutes les directions (sous réserve de l'équiprobabilité des orientations des fibres, supposée vérifiée en pratique).

Dans cette partie, un premier paragraphe introduit dans un cadre très général les mécanismes micromécaniques permettant l'amélioration du comportement mécanique en traction et explicite le fonctionnement mécanique des composites à matrice fragiles. Puis, les bétons fibrés et les bétons renforcés par textile, grilles ou filets appartenant respectivement à la première et à la deuxième catégorie feront l'objet des deux derniers paragraphes de cette partie.

Généralités

Comme on l'a vu dans le paragraphe précédent, le comportement fragile d'une matrice cimentaire provient de la présence de microfissures naturelles qui se propagent jusqu'à la localisation menant à la rupture. Dans le cadre de la mécanique de la rupture, introduite par Griffith [START_REF] Griffith | The Phenomena of Rupture and Flow in Solids[END_REF] pour les matériaux fragiles et étendue aux matériaux élasto-plastiques par Irwin [START_REF] Irwin | Analysis of Stresses and Strains near the End of a crack Traversing a Plate[END_REF], la stabilité des fissures dans un matériau résulte d'un bilan d'énergie dans un cadre thermodynamique et peut être reliée à une propriété particulière du matériau qu'on appelle la ténacité. Plus la ténacité est importante, plus les fissures sont stables pour un chargement donné.

L'objectif général de l'ajout de renforts unidirectionnels, fibres courtes dans le cas des bétons fibrés ou longues dans le cas des matériaux cimentaires renforcés par grilles, filets ou textiles, est alors d'augmenter la ténacité du composite en assurant un pontage de retenue à travers les fissures. Pour cela, la propagation de la fissure dans la matrice doit laisser suffisamment de renforts actifs pour contrôler l'ouverture de fissure sous chargement. Ces derniers entrent alors dans l'analyse de la stabilité des fissures et augmentent la ténacité.

Une fissure aura d'autant plus d'impact sur le comportement du matériau qu'elle sera orientée perpendiculairement aux efforts de traction. On s'intéresse donc ici seulement aux cas des fissures orientées perpendiculairement aux efforts de traction. Rossi propose de faire la distinction entre micro et macro fissures [START_REF] Rossi | Les bétons de fibres métalliques[END_REF]. Une microfissure est une fissure de petite dimension par rapport aux dimensions d'une éprouvette ou d'une structure et ayant un impact limité sur le comportement global du matériau, tandis que la macrofissure ne peut plus être considérée comme petite vis-à-vis de la structure et possède une grande influence sur le comportement de la structure. La microfissuration se caractérise donc par la présence d'un grand nombre de microfissures réparties dans l'espace, permettant toujours la définition d'un comportement de matériau statistiquement homogène. Ce n'est généralement plus le cas lors de l'apparition de macrofissures, puisque la structure est séparée par la fissure en deux sous structures. Cependant, les composites à matrice cimentaire modernes sont en ce sens un exemple à part, puisque leur endommagement est caractérisé par l'obtention d'une multi-macrofissuration, c'està-dire de multiples fissures traversantes, mais que l'on modélise généralement par un comportement de matériaux puisqu'on peut dans ce cas encore supposer une séparation d'échelle entre les multiples fissures traversantes et l'échantillon.

Deux types de pontages peuvent alors être envisagés selon qu'ils soient réalisés à l'échelle de la microfissure et/ou de la macrofissure. Le premier donnera lieu à l'augmentation de la limite élastique en retardant la localisation, soit l'apparition de la première macrofissure dans la matrice. Il est rendu possible par l'utilisation de fibres de faible diamètre, inférieur à celui des microfissures. Plusieurs analyses du retard de la localisation existent dans la littérature, pour le cas des composites unidirectionnels [ACK71, MCE85, BHE86, SH90, Chi06, Chi07] et pour les composites renforcés par des fibres discontinues [START_REF] Victor | Steady-State and Multiple Cracking of Short Random Fiber Composites[END_REF].

Une fois la localisation atteinte, le deuxième type de pontage peut avoir lieu si suffisamment de renforts restent intacts et ancrés dans la matrice cimentaire. Ces derniers peuvent alors soutenir le chargement imposé au moment de la localisation, on obtient alors une macrofissure à l'état d'équilibre. La matrice est alors progressivement rechargée par l'intermédiaire de l'interface renfort matrice en s'éloignant de la macrofissure. Ce qui peut conduire à la formation de nouvelles macrofissures, soit un phénomène de macro-multifissuration, qui se stoppe lorsque les fissures sont suffisamment rapprochées les unes des autres et que la matrice ne peut plus être suffisamment rechargée pour former une nouvelle macrofissure. Finalement, la rupture du composite intervient lors de la rupture des fibres dans le cas des composites unidirectionnels et/ou l'arrachement des fibres courtes dans le cas des composites renforcés par fibres discontinues. Notons que l'on observe alors un comportement mécanique macroscopique pseudo-ductile après l'apparition de la première fissure (ou strain-hardening behaviour) [CAT98, CGBC15, CGLL10, LSS14]. La littérature indique qu'un optimum existe entre des résistances d'interface trop faibles [START_REF] Marshall | The mechanics of matrix cracking in brittlematrix fiber composites[END_REF], impliquant, en plus du faible retard de la localisation, une ouverture trop importante des fissures par rapport à l'échantillon dans le cas des composites unidirectionnels, conduisant à la fin de la séparation d'échelle nécessaire pour pouvoir postuler un comportement matériau, et un comportement adoucissant pour les composites renforcés par des fibres discontinues (lié à l'arrachement aisé des fibres courtes [START_REF] Victor | Steady-State and Multiple Cracking of Short Random Fiber Composites[END_REF]), et les résistances d'interfaces trop importante qui entraine la rupture des fibres au moment lors de la propagation de la fissure dans la matrice [START_REF] Hutchinson | Models of fiber debonding and pullout in brittle composites with friction[END_REF][START_REF] Victor | Steady-State and Multiple Cracking of Short Random Fiber Composites[END_REF]. Notons que dans le cas de la rupture d'un renfort, les propriétés d'interface jouent aussi un rôle essentiel. Une résistance d'interface très importante conduira à la reprise des contraintes sur les fibres adjacentes, on parle de local load shearing (LLS), tandis qu'une résistance d'interface plus faible conduira à une reprise des efforts par l'ensemble des fibres [START_REF] Longbiao | Synergistic effects of fiber debonding and fracture on matrix cracking in fiber-reinforced ceramic-matrix composites[END_REF], on parle de global load shearing (GLS). Finalement, pour les hauts taux de renforcement, la rupture des fibres peut être atteinte avant celle de la matrice, le comportement du composite est alors similaire aux composites unidirectionnels à matrice polymère [START_REF] Beyerlein | Stress profiles and energy release rates around fiber breaks in a lamina with propagating zones of matrix yielding and debonding[END_REF][START_REF] Irene | Shear-lag model for failure simulations of unidirectional fiber composites including matrix stiffness[END_REF]. La dépendance temporelle du comportement mécanique de la matrice ou de l'interface a alors un rôle déterminant sur le comportement à long terme du composite, pouvant mener à des ruptures différées des composites à chargement réduit [START_REF] Beyerlein | Time evolution of stress redistribution around multiple fiber breaks in a composite with viscous and viscoelastic matrices[END_REF][START_REF] Kotelnikova-Weiler | Progressive damage of a unidirectional composite with a viscoelastic matrix, observations and modelling[END_REF].

La capacité de pontage de la fissure par les renforts dépend ainsi de la résistance à la traction des fibres, de la fraction volumique des fibres et essentiellement de leur ancrage mécanique avec la matrice assurée par l'interfaces. Naturellement celui-ci dépend aussi de l'orientation des fibres par rapport à la fissure. Les renforts continus orientés perpendiculairement aux fissures, c'est-à-dire parallèlement aux efforts de traction, sont théoriquement plus efficaces, du fait de leurs orientations préférentielles et la capacité d'un ancrage identique pour toutes fissures [START_REF] Konstantinos | A Review of the Pull-Out Mechanism in the Fracture of Brittle-Matrix Fibre-Reinforced Composites[END_REF]. À l'opposé, dans le cas de fibres courtes, la capacité de pontage est limitée à une fraction de l'ensemble des renforts introduits puisqu'une partie des fibres possède un ancrage insuffisant, lorsque la fissure est située proche d'une des extrémités de la fibre, ou une orientation inadaptée pour assurer le pontage efficace de la fissure.

Ainsi pour déterminer le comportement mécanique du composite, il est nécessaire de définir l'orientation des renforts introduits et les propriétés mécaniques de l'interface définissant leur ancrage. Dans ces conditions, la théorie des milieux effectifs permet théoriquement de définir les propriétés du composite. Par ailleurs, dans le cas particulier des fibres longues alignées dans la direction de sollicitation, qui nous intéresse dans le cadre des bétons anisotropes, l'approche biphasique est généralement adoptée. Notons que le comportement fragile de la matrice, et éventuellement des fibres, nécessite en toute rigueur l'introduction de modèles de rupture probabiliste [START_REF] Castelier | Three consistent approaches of the multiple cracking process in 1D composites[END_REF]. D'autre part, les propriétés de la matrice peuvent être particulièrement modifiées du fait de la présence des renforts. Leur comportement mécanique en tant que matrice est donc souvent significativement différent de celui du matériau non renforcé et doit être identifié expérimentalement [START_REF] Curtin | The "tough" to brittle transition in brittle matrix composites[END_REF]. La modification des propriétés de la matrice cimentaire en présence de fibres est par ailleurs observée expérimentalement pour les bétons fibrés [START_REF] Rossi | Les bétons de fibres métalliques[END_REF].

Dans les deux paragraphes suivants, nous présentons plus en détail les comportements mécaniques à la traction des bétons fibrés et des composites à matrices cimentaires renforcées par fibres discontinues, puis sur ceux des composites à matrice cimentaire renforcés par éléments continus.

Renforcement des matériaux cimentaires par fibres courtes

Le renforcement par fibres courtes est généralement réalisé par l'introduction des fibres au moment de la fabrication de la matrice directement dans le malaxeur. Leur ajout provoque cependant une baisse importante de la fluidité du mélange [START_REF] Martinie | Comportement rhéologique et mise en oeuvre des matériaux cimentaires fibrés[END_REF]. La fraction volumique introduite est donc limitée (quelques pourcents en volume), tout comme le renforcement obtenu. Par ailleurs, l'effet sur la rhéologie est fortement dépendant de l'élancement. La longueur de la fibre est donc généralement corrélée à son diamètre [START_REF] Rossi | Les bétons de fibres métalliques[END_REF].

Comme on l'a vu précédemment, l'objectif de l'ajout de ces fibres est de freiner voir d'empêcher la propagation des fissures dans la matrice cimentaire. Elles doivent donc être suffisamment ancrées dans la matrice cimentaire afin de pouvoir transmettre des efforts de part et d'autre de la fissure pour limiter son ouverture et aussi pouvoir se dissocier de la matrice avant leurs ruptures afin de procurer de la ductilité par dissipation d'énergie. Naturellement, leur action sur le comportement du béton fibré est très liée à leurs diamètres, puisque celui-ci doit être plus petit que la fissure afin de pouvoir réaliser le pontage [START_REF] Rossi | Ultra-high-performance fiber-reinforced concretes[END_REF][START_REF] L R Betterman | Fiber-Matrix Interaction in Microfiber-Reinforced Mortar[END_REF][START_REF] Victor | Steady-State and Multiple Cracking of Short Random Fiber Composites[END_REF][START_REF] Rossi | Les bétons de fibres métalliques[END_REF][START_REF] Brandt | Fibre reinforced cement-based (FRC) composites after over 40 years of development in building and civil engineering[END_REF].

Les fibres les plus fines pourront donc avoir un effet sur la microfissuration et retarder la localisation menant à une augmentation du pic de force en traction. Cependant, leur longueur limitée contraint leur action aux faibles ouvertures de fissure, c'est-à-dire avant la localisation. Empiriquement pour des bétons fibrés courant, ceci conduit généralement à l'absence de ductilité en traction. Au contraire, les fibres de plus gros diamètres agissent une fois la localisation activée. Elles ne permettent donc pas d'augmenter la résistance, mais procurent une certaine ductilité voir figure 1.5. Notons toutefois qu'en toute généralité, on peut théoriquement imaginer des situations où beaucoup de petites fissures pontées avec des fibres courtes mais stables pourrait offrir une ductilité supérieure à des fissures pontées par des fibres plus longues mais instables. • les fibres métalliques de dimensions et de géométries variées 1.6-a ;

• les fibres minérales, particulièrement les fibres de verre AR (alcali-résistante, c'est-à-dire présentant une résistance à l'alcalinité de la matrice cimentaire) et plus récemment les fibres de basalte ;

• les fibres synthétiques fabriquées à partir de différents matériaux, notamment : polypropylène (PP), polyéthylène (PE), nylon et alcool polyvinilique (PVA) ; • les fibres de carbone

• les fibres naturelles (par exemple le chanvre)

Les fibres métalliques sont les plus utilisées pour le renforcement des matériaux cimentaires et constituent la famille des bétons de fibres métalliques. Afin de limiter leur influence sur la rhéologie, la valeur de l'élancement (rapport longueur/diamètre) est souvent situé autour de 60 [START_REF] Rossi | Les bétons de fibres métalliques[END_REF]. Elles présentent généralement une liaison avec la matrice cimentaire relativement faible. Ainsi, de nombreuses géométries ont été développées pour optimiser leur ancrage. Le fonctionnement des fibres métalliques de géométrie complexe est décrit dans [START_REF] Chanvillard | Analyse expérimentale et modélisation micromécanique du comportement des fibres d'acier tréfilées, ancrées dans une matrice cimentaire[END_REF].

Concernant le comportement mécanique, les bétons de fibre réalisés à partir d'un unique type de fibres métalliques (à l'exception des micro-fibres qui ne sont jamais utilisées seules en pratique) insérées directement dans le malaxeur conduit toujours à l'obtention d'un renforcement modéré caractérisé principalement par une diminution de la fragilité, illustrée sur la courbe force déformation de la figure Cependant, il existe deux stratégies pour augmenter le renforcement obtenu par l'ajout de fibres et obtenir des bétons fibrés dits à hautes performances (high performance fiber-reinforced cementitious composite HPFRCC) :

• l'augmentation de la quantité de fibres par une modification du procédé de fabrication ;

• l'utilisation de la synergie obtenue par introduction de fibres de tailles et de diamètres différents (généralement trois types de fibres).

Le comportement est alors caractérisé par la présence d'une phase supplémentaire d'écrouissage positif, comportement durcissant, entre le comportement élastique et le comportement adoucissant, illustrée sur la figure 1.7-b. On définit alors généralement les paramètres σ cc et σ pc correspondant respectivement à la valeur de la contrainte correspondante à l'apparition de la première macrofissure et la contrainte maximale, correspondant à la résistance ultime en traction f t . La première stratégie consiste généralement à disposer les fibres dans le moule et à venir les imprégner par un matériau cimentaire fin. Il s'agit des mises en oeuvre appelées SIFCON (Slurry Infiltrated Fiber CONcrete) [START_REF] Lankard | Slurry Infiltrated Fiber Concrete (SIFCON) : Properties and Applications[END_REF] et SIMCON (Slurry Infiltrated Mat CONcrete) [START_REF] Hackman | Slurry Infiltrated Mat Concrete (SIMCON)[END_REF]. Ce type de procédé permet l'introduction d'un taux volumique de renforcement très important (autour de 15%). La résistance en traction peut après la phase de multifissuration (σ pc ) peut alors attendre 35 MPa [START_REF] Wille | Strain-hardening UHP-FRC with low fiber contents[END_REF] pour une déformation de 1,2%. Ce matériau est cependant peu utilisé en pratique à cause de son prix important (fortement dépendant de la quantité de fibre) et du temps de mise en oeuvre important.

La seconde stratégie consiste à utiliser des fibres de tailles différentes, soit plusieurs classes de fibres par analogie avec les particules solides qui constituent le squelette de la matrice. L'impact sur la rhéologie est alors limité et le taux de fibre peut être significativement augmenté en conservant la même ouvrabilité. Par ailleurs, la complémentarité des fibres, illustrée sur la figure 1.5, permet d'atteindre un comportement écrouissant en traction simple [START_REF] Rossi | Ultra-high-performance fiber-reinforced concretes[END_REF][START_REF] Rossi | Influence of fibre geometry and matrix maturity on the mechanical performance of ultra high-performance cement-based composites[END_REF]. Par ailleurs, lorsque cette stratégie est liée à l'utilisation de bétons à ultra haute performance, le comportement écrouissant en traction simple peut être obtenu avec un taux de fibre très réduit [START_REF] Wille | Strain-hardening UHP-FRC with low fiber contents[END_REF]. La diversité des comportements obtenus en fonction du type de fibre utilisé et de la quantité est résumée dans [START_REF] Wille | Properties of strain hardening ultra high performance fiber reinforced concrete (UHP-FRC) under direct tensile loading[END_REF]. Lors d'un essai de traction directe, la limite élastique et la résistance maximale peuvent alors atteindre respectivement 15 MPa et 20 MPa pour des déformations respectives de 0.03% et 0.5%.

Les autres type de fibres, et notamment les fibres synthétiques, ont été introduits plus récemment et sont obtenues à partir de la découpe de fils constitués de nombreuses fibres. Du fait de leur souplesse, il est possible d'adopter un élancement souvent bien plus important que celui adopté pour les fibres métalliques. Elles ont généralement une taille de l'ordre du centimètre [START_REF] Brandt | Fibre reinforced cement-based (FRC) composites after over 40 years of development in building and civil engineering[END_REF] et possèdent des propriétés mécaniques très variées. L'introduction de ces nouveaux types de fibres a donné naissance à une nouvelle famille de matériau cimentaire appelée "engineered cementitious composite" (ECC). Leur formulation résulte d'une analyse micromécanique du processus de l'ouverture de la fissure en relation avec les propriétés mécaniques de l'interface fibre/matrice afin de générer une diversité de com-portement en traction directe pour des proportions volumiques de fibres faibles, quelques pourcents [LLMS92, Li03, LBY + 20]. Les plus utilisés sont appelés "Strain-Hardening Cementitious Composites" (SHCC). Ils sont composés d'une matrice cimentaire fine (taille de la plus grosse particule est inférieure au millimètre) et d'une fraction limitée de fibres synthétiques, initialement des fibres PVA dont l'ensimage a été optimisé pour limiter la résistance d'interface et favoriser l'obtention d'une courbe d'arrachement à écrouissage positif [START_REF] Victor | On Engineered Cementitious Composites (ECC)[END_REF]. Le comportement macroscopique du composite se caractérise par une résistance en traction plus faible, généralement inférieure à 5 MPa, mais un comportement écrouissant jusqu'à une valeur de déformation à la rupture très importante de l'ordre de 5% [Li03, vZWO + 12, JM10a, JM10b]. La courbe contrainte déformation obtenue en traction directe est comparée avec la courbe typique des bétons fibrés à hautes performances (HPFRCC) sur la figure 1.8.

Renforcement des matériaux cimentaires par renforts continus

L'un des premiers matériaux cimentaires renforcés a été proposé en 1848 par Joseph Lambot pour la fabrication d'une barque. Ce concept initial appelé ciment armé a donné naissance aux ferrociments, obtenus en positionnant des grilles métalliques entre deux couches de matériau cimentaire fin [START_REF] Naaman | Ferrocement and laminated cementitious composites[END_REF]. Bien qu'ils permettent d'obtenir des structures stratifiées en matériaux cimentaires très légères, leur utilisation a été fortement limitée par le développement des bétons armés ordinaires, plus simples à mettre en oeuvre. Cependant, depuis quelques années, ce type de renforcement basé sur une grille a été ré-exploré pour réaliser des éléments de structure préfabriqués ou pour la réparation de structures anciennes. Par ailleurs, le développement des fibres minérales et organiques à faibles coûts a permis de remplacer les grilles métalliques par des filets réalisés à partir de mèches (rovings) de fibres minérales, insensibles à la corrosion. Il existe plusieurs arrangements possibles des fibres dans la mèche. Elles peuvent être droites, on parle alors de fil/mèche laminé, ou bien torsadées. Leur comportement mécanique particulier a été étudié en détail par [START_REF] Chudoba | Stochastic modeling of multi-filament yarns. I. Random properties within the cross-section and size effect[END_REF]. On peut aussi évoquer le renforcement par tissus réalisés à partir des mêmes fils, qui diffèrent du filet par sa structure tissée [START_REF] Peled | Woven fabric reinforcement of cement matrix[END_REF], mais dont le principe de mise en oeuvre est analogue. Ces matériaux, parfois appelés "textile reinforced concrete" (TRC) ou "textile reinforced mortar" (TRM), ont d'abord été proposés pour réaliser des structures élancées contenant des éléments très fins [HV08, HCS + 18] pouvant alors être réalisés par des procédés industrielles continues (pultrusion) [START_REF] Peled | Properties of Fabric-Cement Composites made by Pultrusion[END_REF], et pour renforcer les structures vieillissantes [START_REF] Brückner | Textile reinforced concrete for strengthening in bending and shear[END_REF][START_REF] Mechtcherine | Novel cement-based composites for the strengthening and repair of concrete structures[END_REF][START_REF] Alexandros | State-of-the-art on strengthening of masonry structures with textile reinforced mortar (TRM)[END_REF]. Notons que les composites cimentaires stratifiés, ferrociments, TRMs et TRCs, sont réalisés à partir d'une matrice cimentaire de faible granulométrie (absence d'agrégats centimétriques) et incluant souvent de la fumée de sicile et des fillers minéraux.

Les filets, illustrés sur la figure 1.9, sont réalisés à partir de mèches multi-fibres minérales ou synthétiques, généralement des fibres de verre alcali-résistante. Les fibres unitaires ont une dimension de l'ordre de la dizaine de micromètres et les fils contiennent quelques milliers de filaments [START_REF] Hegger | Load-bearing behaviour and simulation of textile reinforced concrete[END_REF].

La courbe contrainte-deformation donnée en figure 1.9-b) illustre le comportement typique de ces composites stratifiés sous traction simple. Trois zones peuvent être distinguées :

1. une phase linéaire élastique sans fissure visible jusqu'à l'appartition de la première fissure.

2. une phase de comportement écrouissant marquée par une multifissuration progressive, qui se développe jusqu'à saturation des fissures avec un espacement qui dépend fortement de l'interface renfort/matrice ; 3. une phase de comportement écrouissant qui correspond à l'ouverture des fissures existantes dont la raideur est légèrement inférieure à celle du tissu composite. Naturellement, le renforcement est inférieur lorsque le chargement n'est pas orienté dans les directions principales des filets. Le comportement mécanique en traction dans ces directions principales est en fait très similaire à celui des composites unidirectionnelles à matrice fragile, et notamment les composites unidirectionnels à matrice céramique (CMCs) [CAT98, XC00, CGLL10, CGBC15]. Cependant, ces derniers diffèrent par la structure particulière des fils multi-fibres qui limite l'utilisation du renforcement et conduit à un endommagement de ces propriétés mécaniques au cours du chargement, du fait de la pénétration incomplète de la matrice cimentaire à travers le réseau de fibres qui constitue le fil [START_REF] Häußler-Combe | Bond and failure mechanisms of textile reinforced concrete (TRC) under uniaxial tensile loading[END_REF]. On parle alors d'efficacité du renfort, définie comme le rapport de la résistance du composite en traction sur la résistance du renfort à nu [START_REF] Hegger | Load-bearing behaviour and simulation of textile reinforced concrete[END_REF]. L'imprégnation joue alors un rôle essentiel dans le comportement des TRCs puisqu'elle dicte le transfert de charge de la matrice vers le renfort. Ce dernier peut être décrit par un comportement d'interface particulier, discuté dans la partie suivante.

Comportement d'interface renfort/matrice cimentaire

mécanique en fonction des conditions limites du modèle. Nous proposons une telle démarche dans ce mémoire et commençons naturellement par passer en revue différents choix possibles et proposés dans la littérature. Une fois le type d'essai sélectionné, il est nécessaire de proposer un modèle mécanique plus ou moins simplifié du problème mécanique réel.

Choix de l'expériences et des conditions aux limites associées :

Type de modèle

Concernant la modélisation des essais mécaniques mentionnés ci-dessus, on se place dans le cadre de la mécanique de Cauchy. Il faut introduire une description de la géométrie du problème (1D, 2D, 3D), les variables du problème mécanique, telles que les déplacements et les contraintes, et enfin le type de comportement des matériaux mis en oeuvre, c'est-à-dire leurs relations constitutives. On introduit Concernant la géométrie du problème, la description 3D implique une augmentation importante du nombre de degrés de liberté du problème. Une géométrie 2D plane ou axisymétrique idéalisée est alors souvent préférée, comme illustré sur la figure 1.12. L'analyse thermoélastique du problème d'une fibre insérée dans une matrice, pour différentes conditions limites associées à une géométrie axisymétrique et en supposant la continuité du vecteur dépla-cements à l'interface (interface parfaite), admettent une solution analytique mise en évidence par [START_REF] Kurtz | Analysis of the deformation of a symmetrically-loaded fiber embedded in a matrix material[END_REF][START_REF] Nairn | A variational mechanics analysis of the stresses around breaks in embedded fibers[END_REF]. Toutefois, la solution est complexe et difficile à utiliser en pratique.

A l'origine, [START_REF] Cox | The elasticity and strength of paper and other fibrous materials[END_REF] a d'abord proposé une description encore plus élémentaire de la géométrie, basée sur une vision 1D du problème mécanique. Cette description se réfère à une famille de modèle que l'on appelle "Shear-lag". Dans cette description à une dimension, deux hypothèses mécaniques différentes peuvent être proposées et permettent la résolution du problème simplifié :

• l'interface est cohésive (les déplacements relatifs sont localisés dans une discontinuité de déplacement à l'interface)

• l'interface est parfaite (continuité des déplacements à l'interface) L'autre hypothèse consiste à postuler l'inverse, c'est-à-dire la continuité des déplacements à l'interface (interface parfaite) et un déplacement relatif entre renfort et matrice continument réparti dans les sections du renfort et de la matrice. Dans ce cas, on peut établir une raideur d'interface 1D en posant une certaine répartition des déplacements ou des contraintes de cisaillement dans la section [START_REF] Nayfeh | Thermomechanically induced interfacial stresses in fibrous composites[END_REF]. Depuis, les hypothèses mécaniques nécessaires aux passages de la vision 2D axisymétrique du problème, qui met en jeu les contraintes et déplacements de Cauchy, au modèle Shear-lag, qui décrivent le transfert des forces et les déplacements uni-axiaux de la matrice et du renfort, ont été précisées [START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF]. Plus récemment, des relations constitutives d'interface formulées dans le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles ont été proposées pour modéliser l'interface avec l'acier dans les bétons armés [START_REF] Dominguez | Etude de la liaison acier-béton : de la modélisation du phénomène à la formulation d'un élément fini enrichi "béton armé[END_REF][START_REF] Richard | Modélisation d'éléments de structure en béton armé dégradés par corrosion : la problématique de l'interface acier/béton en présence de corrosion[END_REF]. L'avantage de ce formalisme est sa capacité à définir un critère de résistance d'interface tridimensionnel. Ce type de formalisme est donc bien adapté aux calculs par éléments finis. Mais, il implique un très grand nombre de degrés de liberté pour la modélisation de l'interface.

Toutefois

Méthodes de résolution

Une fois le problème mécanique formulé, plusieurs méthodologies de résolution sont possibles. Comme on l'a vu, les problèmes simplifiés 1D permettent souvent une résolution analytique. Les descriptions plus précises du problème nécessitent l'utilisation de méthodes numériques telles que les éléments finis qui servent souvent de validation pour les approches simplifiées. Il faut toutefois mentionner l'impossibilité théorique de la méthode des éléments finis à calculer la valeur de la contrainte à l'interface dans le cas d'une interface parfaite, car la contrainte est exacte aux niveaux des points de Gauss qui sont placés à l'intérieur de l'élément [START_REF] Kurtz | Analysis of the deformation of a symmetrically-loaded fiber embedded in a matrix material[END_REF]. Par ailleurs, on peut mentionner la possibilité d'ajouter des éléments surfacique (dégénérés) d'interface dans le maillage d'élément finis. La relation constitutive de cette interface est alors équivalente aux modèles d'interface cohésive. Cette méthode a par exemple été proposée pour la modélisation de l'interface acier-béton [START_REF] Dominguez | Etude de la liaison acier-béton : de la modélisation du phénomène à la formulation d'un élément fini enrichi "béton armé[END_REF][START_REF] Richard | Modélisation d'éléments de structure en béton armé dégradés par corrosion : la problématique de l'interface acier/béton en présence de corrosion[END_REF]. Une autre méthode intéressante est la formulation d'un élément fini unidimensionnel connecté à des éléments finis volumiques.

Cas de l'interface entre une mèche (roving) ou un fil multi-fibres (yarn) et la matrice cimentaire

Dans le cadre de la mise au point des bétons renforcés par textile (TRC), de nombreux auteurs se sont intéressés à l'ancrage des mèches de fibres minérales, couramment utilisées dans les TRC, dans la matrice cimentaire. On distingue la mèche (roving) du fil multi-fibre (yarn) par un nombre de fibres plus important : des milliers pour la mèche et des centaines pour les fils multi-fibres. L'ordre de grandeur du diamètre de ces fibres minérales est la dizaine de microns. Il est donc difficile de caractériser la section A f par sa géométrie. Celle-ci est plus simplement calculée par le rapport du poids linéique λ, exprimé en TEX : g/km, par la masse volumique du matériau ρ (≈ 2600 kg/m 3 pour la fibre de verre) par :

A f = λ ρ NB : avec les unités proposées, section en mm 2 (1.2)
Le comportement de l'interface entre mèche ou fils et matrice peut être assez différent de celle entre un fil unitaire et matrice de même constitution et de section équivalente, du fait de l'imprégnation non homogène et de sa géométrie. En effet, les fibres extérieures sont bien souvent mieux imprégnées que les fibres de coeur. Dans ce cas, le scénario de rupture de l'ancrage par pull-out, schématisé sur la figure 1.15 est le suivant [Ban04] :

• Les fibres extérieures mieux imprégnées reprennent une grande partie du chargement mécanique transmis par la matrice, tandis que les filaments de coeur ne sont pas chargés. La force augmente avec le déplacement relatif jusqu'à la rupture des premières fibres.

• Le pic de chargement est alors rapidement atteint et il s'ensuit un comportement fortement adoucissant qui est proportionnel aux nombres de ruptures successives des filaments de la couche externe jusqu'à une valeur de glissement limite.

• Le comportement se stabilise alors progressivement jusqu'à atteindre un plateau correspondant au glissement des fibres de coeur sur les fibres externes. Cette troisième phase dépend alors fortement du frottement entre les fibres internes et les fibres externes. Ce comportement particulier a été mis en évidence par le développement d'une expérience intéressante, nommée FILT [START_REF] Banholzer | Bond of a strand in a cementitious matrix[END_REF], qui tire parti des propriétés de conductivité lumineuses des fibres de verre. Le montage, illustré sur la figure 1.16-a, comprend en plus du matériel de pull-out usuel, une source de lumière connectée à une extrémité du fil et une caméra pointée vers l'autre extrémité du fil. La rupture d'une fibre conduit alors à une baisse très importante de la luminosité permettant la détection des ruptures par l'application d'un seuil. Le nombre de fils intacts est alors proportionnel au nombre de pixels activés. Concernant la modélisation du comportement, différents modèles ont été proposés dans la littérature pour modéliser ce comportement spécifique de la mèche enrobée dans une matrice fragile. Ces modèles peuvent être regroupés selon trois catégories :

• Les modèles du cylindre homogène similaire aux modèles présentés précédemment.

• les modèles multi-particulaires qui classent le comportement des fibres dans un nombre restreint d'éléments de propriétés différentes ou possédant une interaction différente avec la matrice. Deux types de classement sont proposés, l'un en fonction de la proximité avec le bord du fil pour tenir compte d'une imprégnation inférieure et l'autre en fonction des propriétés mécaniques des fibres.

• les modèles de laminé qui proposent une modélisation extensive du comportement de nombreuses fibres.

Des modèles encore plus sophistiqués ont été introduits tenant compte de la qualité de l'imprégnation, ou de l'éventuelle courbure des fibres entrainant un retard de mise en tension. Un bilan de la littérature sur ce sujet peut être trouvé dans [START_REF] Aljewifi | Etude du comportement mécanique à l'arrachement de fils multifilamentaires enrobés dans une matrice cimentaire et influence de l'imprégnation[END_REF]. 

Conclusion

Les matériaux cimentaires sont des matériaux hétérogènes à de nombreuses échelles. Ils sont constitués d'un squelette de particules solides de tailles diverses, liées par la pâte de ciment qui durcit par hydratation. Cependant, leur comportement mécanique peut être défini macroscopiquement pour un volume de matériaux grand par rapport à la taille des hétérogénéités, appelé volume élémentaire représentatif. Du fait de la fissuration naturelle engendrée lors de leurs prises, les matériaux cimentaires possèdent une dissymétrie importante de la résistance en traction et compression simple, caractérisée par une résistance importante et une certaine ductilité en compression, mais une faible résistance et un comportement fragile en traction.

Pour reprendre les efforts de traction des structures réalisées en matériaux cimentaires, de nombreux moyens de renforcement ont été introduits dans la littérature et utilisés en pratique. Historiquement, les modes de renforcement ont d'abord été envisagés à l'échelle de la structure : on pense au béton armé ou au béton précontraint, où le renfort permet respectivement de reprendre les efforts de traction de la structure ou d'assurer la mise en compression de l'élément en béton, pour toutes les sollicitations en service ou accidentelles. Mais, plus récemment, de nombreux modes de renforcements alternatifs sont envisagés à l'échelle du matériau, afin de renforcer le comportement du volume élémentaire représentatif, notamment en traction. On parle alors du comportement du composite à matrice cimentaire appartenant à la famille des composites à matrices fragiles. Les propriétés mécaniques de ces matériaux sont alors très dépendants des proportions de renforts, mais aussi essentiellement des propriétés mécaniques de l'interface qui permet d'augmenter la ténacité du matériau, conduisant à l'augmentation de la résistance à la traction et/ou à l'augmentation de la ductilité.

Les premiers composites à matrice cimentaire introduits sont obtenus par ajout de fibres courtes, métalliques, minérales ou synthétiques, directement dans le malaxeur au moment de la fabrication. Ces composites permettent généralement seulement une diminution de la fragilité du comportement en traction, du fait la limitation importante sur la fraction volumique admissible permettant de conserver l'ouvrabilité. Cependant, de nombreux travaux ont abouti à la formulation de bétons fibrés à haute performance (HPFRCC) montrant une résistance et une ductilité importante en traction. Ce gain de performance est obtenu, d'une part, par la proposition de mises en oeuvre alternatives (SIFCON et SIMCON) permettant d'augmenter significativement la fraction volumique de fibres, et d'autre part, par la mise au point de matrices cimentaires à très hautes performances et l'optimisation des propriétés d'interfaces pour les différentes gammes de fibres (de nature, de taille et de forme différentes), menant à l'obtention d'un comportement en traction écrouissant même pour une fraction volumique de fibres faibles. Par ailleurs, l'utilisation de nouveaux types de fibres optimisées par le biais de l'analyse micromécanique du mécanisme de l'ouverture la fissure a alors permis la mise au point de nouveaux matériaux cimentaires, appelés 'Engineered Cementious Composite' (ECC), dont le comportement en traction peut être optimisé pour une application donnée. Cette approche a ainsi permis la mise au point de matériaux cimentaires, appelé 'Strain-Hardening Cementitious Composite', qui se distinguent à l'échelle microscopique par la présence de macrofissures stables, conduisant à l'apparition d'un comportement pseudo-ductile faiblement écrouissant jusqu'à des valeurs de déformations dix fois plus importantes que les bétons fibrés à hautes performances, soit cent fois plus importantes que les bétons ordinaires à l'échelle macroscopique.

Les autres composites à matrice cimentaire étudiés sont les stratifiés : ferrociment, textile TRCs ou TRMs, réalisés par l'ajout de grilles, de filets ou de tissus de fils ou de mèches de fibres minérales ou synthétiques, appliquées entre deux couches de mortiers ou bétons fins. Ils sont utilisés pour la fabrication d'éléments de structures légères ou pour le renforcement de structures existantes par leur application sur une ou plusieurs faces de l'élément à renforcer. Pour des fractions volumiques équivalentes, ils présentent généralement une résistance à la rupture bien supérieure, mais une déformation à la rupture inférieure aux SHCCs à fibres courtes. L'utilisation de fils ou de mèches de fibres minérales ou synthétiques permet de supprimer le problème de la corrosion intervenant lors de l'utilisation des grilles métalliques. Cependant, le comportement de ce type de structure est alors très dépendant de l'imprégnation des renforts, une mauvaise imprégnation conduisant à une utilisation limitée du renforcement et à une réduction de la résistance en traction du composite.

La dernière partie de ce chapitre est consacrée à l'analyse de l'interface renfort/matrice cimentaire qui est un paramètre essentiel du comportement des composites à matrices cimentaires. On y présente succinctement les expériences mécaniques et les modèles utilisés pour permettre l'identification des paramètres, d'abord dans le cas des fibres unitaires, puis des fils multi-fibres. Malgré leur apparente complexité, il semble que celles-ci puissent être traitées de manière analogue à la fibre unitaire. Ce type d'approche sera proposé dans ce mémoire (partie 3) afin de pouvoir comparer directement les propriétés mécaniques de l'interface fils multi-fibres avec celles des fils unitaires.

Dans le chapitre suivant, nous présentons le procédé de fabrication additive par extrusion robotisée. Nous verrons qu'il permet naturellement la mise en oeuvre de renforcements continus. Ceci nous conduira à l'introduction à la notion de "béton anisotrope", dont on s'attend à ce que le comportement mécanique soit similaire au comportement des TRCs. Les propriétés mécaniques de l'interface de différents couples fils/matrice cimentaire imprimables seront ensuite identifiées dans la partie 3 de ce manuscrit, comme préliminaire à la modélisation de leur comportement mécanique.

Introduction

La fabrication additive à grande échelle parfois appelée impression 3D de matériaux cimentaires regroupe différents types de procédés distincts. Bien que le concept fondateur de la fabrication additive des matériaux cimentaires, proposé par Pegna [START_REF] Pegna | Exploratory investigation of solid freeform construction[END_REF] à la fin des années 1990, consiste en une technologie par lit de poudre, les premières expérimentations à grande échelle ont été mises en oeuvre suivant un autre système baptisé Coutour Crafting [START_REF] Khoshnevis | Automated construction by contour crafting-related robotics and information technologies[END_REF]. À partir de ces propositions, de nombreux procédés ont été proposés à travers le monde, et ont donné naissance à l'ensemble des procédés de fabrication digitale de matériaux cimentaires. Un lecteur étant intéressé par la diversité des procédés de fabrication additive existant pourra consulter [START_REF] Perrot | Impression 3D du Béton : \'etat de l'art et challenges de la r\'evolution de la construction digitale[END_REF][START_REF] Duballet | Building systems in robotic extrusion of cementitious materials[END_REF] ou la parution spéciale de la revue Cement, concrete and research de la première conférence sur la fabrication digitale des matériaux cimentaires : Digital Concrete 2018. Nous nous intéresserons ici plus spécifiquement à une sous branche issue de la proposition de [START_REF] Khoshnevis | Automated construction by contour crafting-related robotics and information technologies[END_REF], c'est-à-dire un certain type de fabrication additive par extrusion.

Cette famille de procédés est cependant très diverse. Une classification particulière a d'ailleurs été proposé par [START_REF] Duballet | Classification of building systems for concrete 3d printing[END_REF]. Celle-ci met en évidence cinq types de critères : l'échelle de l'objet, l'échelle de l'extrusion, l'assemblage ultérieur, la présence de support temporaire ou non et l'environnement. Elle laisse donc entrevoir un très large champ des possibles, dont très peu de possibilités ont été encore explorées à ce jour. En effet, les premières recherches se sont focalisées sur l'échelle de l'extrusion, qui constitue le paramètre central du point de vue du contrôle de la rhéologie du matériau cimentaire au moment du dépôt comme nous le discuterons par la suite. En effet, la maîtrise du comportement du matériau au jeune âge est essentielle pour garantir la mise en oeuvre de tels procédés. Les échelles d'extrusion envisagées dans la littérature vont de quelques millimètres à quelques décimètres. Dans ce travail, nous nous focaliserons sur les procédés, appelé extrusion-dépôt [START_REF] Perrot | Impression 3D du Béton : \'etat de l'art et challenges de la r\'evolution de la construction digitale[END_REF], où la taille du boudin est comprise entre quelques millimètres et quelques centimètres. Les personnes intéressées par les autres procédés d'extrusion robotisée pourront se référer à [START_REF] Duballet | Building systems in robotic extrusion of cementitious materials[END_REF].

Pour ces échelles, il est raisonnable de penser que les objets fabriqués soient des éléments de structure d'une taille de l'ordre du mètre qui pourront éventuellement être assemblés pour obtenir la structure finale. Le procédé consiste alors en l'extrusion et le dépôt de boudin de mortier ou de micro-béton les uns sur les autres selon une géométrie définie par l'utilisateur en fonction de l'objet à fabriquer. Le matériau doit alors être suffisamment fluide pour être pompé et extrudé, mais suffisam- Une fois durci, ce type de structure possède un comportement mécanique analogue au matériau cimentaire non renforcé et présente une dissymétrie importante entre la résistance à la traction et la compression. Cependant, dans le cas général, il peut aussi exister une orientation privilégiée qui correspond à la direction de dépôt. En effet, l'interface entre deux couches peut dans certaines conditions être une zone de moindre résistance. Quoi qu'il en soit, ceci impose le développement de méthodes de renforcement adaptées qui permettraient l'utilisation des objets ainsi fabriqués pour des applications structurelles. Différentes propositions ont ainsi été proposées dans la littérature.

Dans une première partie, nous présentons le comportement rhéologique des matériaux cimentaires au jeune âge et son lien avec leurs formulations. Nous verrons de cette manière que les matériaux cimentaires possèdent un comportement particulièrement adapté à leur mise en oeuvre par extrusion-dépôt, puisqu'il présente naturellement des comportements solides et liquides séparés par une contrainte de transition, appelée seuil de contrainte qui évolue avec le temps. La difficulté de la mise en oeuvre par extrusion dépôt réside finalement dans la capacité de moduler précisément cette évolution.

Dans une deuxième partie, on montrera qu'il faut en fait distinguer trois types de dépositions. Leur étude approfondie permettra de mettre en évidence des contraintes différentes sur la technologie utilisée, le type de structure réalisable et le comportement du matériau au moment du dépôt et sur son évolution une fois déposé.

La dernière partie se consacre à l'étude des différentes propositions de renforcement des objets fabriqués par extrusion robotisée. Les premières propositions étant souvent directement tirées des méthodes de renforcement usuelles des matériaux cimentaires décrites dans le chapitre précédent. Nous verrons que la compréhension des contraintes propres à chaque modalité d'extrusion-dépôt est un élément important permettant la proposition de procédé de renforcement dédié qui nous mènera à la proposition d'un procédé nouveau dans la partie suivante.

Comportement au jeune âge et formulation des matériaux cimentaires

Les matériaux cimentaires à l'état frais sont constitués de plusieurs classes granulaires ( particules solides) noyées dans une phase liquide essentiellement constituée d'eau. À l'état frais, ce sont donc des pâtes, ou suspensions solides. Le comportement de ces pâtes varie donc grandement en fonction de la concentration en suspensions solides, d'un régime quasiment liquide pour de faibles concentrations solides, à un régime solide, lorsque l'on atteint une fraction volumique importante. Cependant, la nature des interactions entre les particules varient fortement avec leur taille (figure 2.2). La description du comportement à l'état frais nécessite donc, de manière analogue au comportement mécanique à long terme, de préciser l'échelle d'étude. Si on s'intéresse à la pâte de ciment, le comportement est alors gouverné par des interactions hydrodynamiques, colloïdales (force d'attraction entre particules (Van der Waals) et éventuellement des interactions stériques (force de répulsion des polymères en solution). Il faut ajouter des interactions hydrodynamiques et de contacts frictionnels supplémentaires lorsque l'on ajoute du sable et des granulats, l'importance de ces interactions étant directement liée à la quantité de contacts qui dépend de leurs proportions volumiques. Finalement, il faut introduire des liaisons chimiques, provenant de l'hydratation des grains de ciment. 

Propriétés rhéologiques des matériaux cimentaires à l'état frais

Malgré la diversité des interactions en jeu, on peut encore définir une échelle définissant un volume élémentaire représentatif, à laquelle on peut définir des propriétés macroscopiques pouvant être déterminées par des essais rhéologiques adéquats, discutés dans la suite. À cette échelle, le matériau présente un comportement de fluide à seuil. C'est-à-dire qu'il se comporte comme un solide pour une contrainte inférieure à ce seuil de contrainte et comme un fluide lorsque l'intensité de la contrainte dépasse le seuil. L'existence de ce seuil est lié aux interactions colloïdales à l'échelle de la pâte, qui forment rapidement un réseau de particules de ciment capables d'empêcher l'écoulement de l'ensemble de la suspension. Ce seuil est donc très dépendant de la concentration du ciment en solution définie par E/C, de l'intensité des forces attractives entre les grains de ciment, et de l'intensité des interactions additionnelles dans le cas de l'ajout d'additif. Par ailleurs, la valeur de ce seuil de contrainte dépend aussi naturellement du type de contraintes appliquées. Il est approprié de définir le seuil de contrainte à partir d'une sollicitation de cisaillement simple, naturelle pour un fluide, on parle alors de seuil de cisaillement, noté τ c . La généralisation à l'ensemble des contraintes peut ensuite être réalisée dans le cadre de la mécanique des milieux continus (de Cauchy). En général, on suppose, naturellement, un critère de Von Mises, où le seuil ne s'applique qu'à la norme de la partie déviatorique du tenseur des contraintes s , sorte de généralisation de l'intensité de la contrainte de cisaillement.

Si on note σ le tenseur des contraintes de Cauchy, I le tenseur unité et tr() l'opérateur de trace, on rappelle que son expression est donnée par :

s = σ - 1 3 tr(σ)I (2.1)
Le critère de Von Mises est ainsi donné par :

s ≤ √ 2τ c ⇐⇒ s II ≤ τ c (2.2)
avec s II = s / √ 2 le second invariant du tenseur des contraintes. Notons que ce critère ne fait pas de distinction entre les efforts de traction et les efforts de compression. Le comportement des matériaux cimentaires au jeune âge n'étant pas ou faiblement unilatéral.

Tant que la contrainte est inférieure au seuil, on peut définir des propriétés de solide, tels que le module élastique de cisaillement G que l'on définit généralement à partir de la déformation critique

γ c par G = τ c /γ c (figure 2.5) [Rou18].
Lors de l'écoulement, le comportement fluide est décrit, dans le cas général, par l'introduction d'une viscosité apparente µ app , dont la valeur varie fortement en fonction de la vitesse d'écoulement que l'on décrit à partir du taux de cisaillement noté γ, le comportement est ainsi donné par τ = µ app γ. Lorsque le fluide est en écoulement, l'évolution qualitative de la contrainte et de la viscosité en fonction taux de cisaillement à l'échelle macroscopique est donnée sur la figure 2.3. On distingue sur cette figure Figure 2.3 -Évolution de la contrainte de cisaillement et de la viscosité apparente avec le taux de cisaillement [START_REF] Roussel | Steady state flow of cement suspensions : A micromechanical state of the art[END_REF] trois régimes d'évolution de la viscosité en fonction de l'intensité du seuil de cisaillement [RLFC10] :

• Un régime adoucissant, c'est-à-dire une décroissance inversement proportionnelle pour de faibles taux de cisaillement, dont l'évolution est dictée à petit échelle par les forces colloïdales (voir figure 2.2).

• Un plateau de la viscosité atteint pour des taux de cisaillement modérés dont l'origine provient à l'échelle microscopique de la domination des interactions hydrodynamiques. Le fluide se comporte dans cette gamme de cisaillement comme un fluide newtonien de viscosité µ p .

• Un régime épaississant, c'est-à-dire une augmentation de la viscosité pour des taux de cisaillement élevés, dont l'origine est la multiplication des chocs et contacts entre particules solides. Ainsi, ce dernier régime n'apparaît que pour des fractions volumiques d'inclusion (sable ou granulât) importants et n'existe essentiellement pas pour les pâtes de ciment. Cependant, pour des fractions volumiques d'inclusions très importantes, telles que celles obtenues pour les bétons à hautes performances, le régime épaississant peut s'initier directement à la fin du régime adoucissant, il n'existe alors pas de régime de comportement Newtonien correspondant au plateau de la valeur de viscosité.

Ce comportement est ainsi modélisé par deux types de modèles différents. Le modèle de fluide de Bingham à deux paramètres, approprié pour des taux de cisaillement modérés ou des fractions volumiques faibles de sable et de granulat, défini par : Notons que de la même manière que pour le comportement solide, on peut élargir cette loi de comportement à l'ensemble des sollicitations dans le formalisme de la mécanique de milieux continus [START_REF] Coussot | SUSPENSIONS, AND GRANULAR MATERIALS[END_REF]. On obtient alors lorsque l'écoulement est non nul : Pour les matériaux cimentaires, on peut distinguer deux origines physiques différentes de la thixotropie [START_REF] Roussel | The origins of thixotropy of fresh cement pastes[END_REF][START_REF] Roussel | Rheological requirements for printable concretes[END_REF]. Ils sont illustrés sur la figure 2.5.

τ = τ c + µ p γ = µ app γ (2.3) avec µ app = τ c / γ + µ p où τ c est
σ = -pI + s = -pI + F (d II )d + τ c d II d (2.6) avec F (d II ) = 2 n K d II 1-
• La première origine est la floculation du système. C'est-à-dire le rapprochement des particules de ciment sous l'effet des forces attractives de Van der Waals, lorsque celles-ci étaient initialement dispersées (figure 2.5-a à 2.5-b). La floculation des particules se produit sur des temps de repos de l'ordre de quelques secondes, tandis que la dispersion des particules se produit lors de l'écoulement du matériau. Elle augmente avec la durée de l'écoulement et l'intensité du taux de cisaillement jusqu'à atteindre la dispersion maximale. La valeur du seuil de cisaillement varie ainsi entre une valeur minimale appelée seuil de cisaillement dynamique, correspondant à la valeur du seuil définie en écoulement, et la valeur correspondant au système après percolation. Elle est donc parfaitement réversible à l'échelle macroscopique, où le seuil de cisaillement passe de sa valeur minimale, correspondant à l'état dispersé après malaxage intense, à une valeur maximale à l'état floculé après un temps de repos inférieur à la minute de façon grossièrement proportionnelle au temps [START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF]. Une description approchée de l'évolution du comportement du matériau est proposée dans [START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF] et introduit un paramètre de structure à l'échelle macroscopique λ qui décrit le niveau de dispersion du système. Celle-ci sera présentée plus en détail et utilisée dans le chapitre 3.

• Le deuxième phénomène est simultané et concerne le remplacement des forces colloïdales par des liaisons chimiques entre les grains de ciment. À l'échelle macroscopique, cela se traduit d'abord par une augmentation de la rigidité à seuil de cisaillement constant dû la création d'un squelette solide entièrement relié par des liaisons chimiques lors des premières dizaines à centaines de secondes (figure 2.5-b à 2.5-c). Puis, la création d'hydrate supplémentaire entraine une augmentation cumulée du seuil de cisaillement et de la rigidité par la percolation de plusieurs branches de squelette et le renforcement des liaisons entre grains (figure 2.5-c à 2.5-d). Il faut noter que ces liens peuvent toutefois être cassés par l'application d'un seuil de cisaillement. Ainsi, bien que l'hydratation ne soit pas un phénomène réversible à l'échelle des grains de ciment, il devient réversible à l'échelle de la pâte, puisque qu'il existe un réservoir suffisant d'espèces chimiques en solution pour reformer des hydrates après la destruction des premières liaisons. Cependant, il faut noter que lorsque le taux de cisaillement appliqué n'est pas suffisamment important pour briser les hydrates, les liens entre particule demeurent, ce qui conduit à une augmentation du seuil de cisaillement dynamique par rapport à son niveau initial. Notons que la formation des hydrates est très lente avant l'initiation de la prise, ce qui conduit à l'échelle macroscopique à une évolution modérée du taux de cisaillement qui définit la période dormante. L'évolution du taux de cisaillement est appelée structuration et noté A thix . Son accélération marque le début de la prise, c'est-à-dire l'accélération de la formation des hydrates. Notons que [START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF][START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF] a montré que la structuration A thix est constante au début de la période de dormance. L'évolution du seuil de cisaillement en fonction du temps est donc donnée par :

τ c (t) = τ c0 + A thix t (2.7)
En réalité, pour des périodes de temps plus importantes des études ont montré que cette évolution n'est pas linéaire pour des échelles de temps comprise entre une heure après la mise en oeuvre et la prise, [START_REF] Perrot | Prediction of lateral form pressure exerted by concrete at low casting rates[END_REF] a ainsi proposé une évolution exponentielle du seuil de cisaillement qui fait intervenir un nouveau paramètre de temps caractéristique t c et qui tend vers l'expression proposée par [START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF][START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF] pour un temps de repos t suffisamment petit.

τ c (t) = A thix t c (e t/tc -1) + τ c0 (2.8)
A thix varie en pratique autour de quelques centièmes à quelques dizaines de Pascals par secondes. Les matériaux cimentaires sont donc des matériaux élasto-visco-plastiques, thixotropiques et vieillissant. En effet, le seuil de transition entre le régime solide et fluide est modifié avec le temps d'abord de manière réversible puis de manière irréversible. Ce comportement est donc particulièrement adapté à la mise en oeuvre par extrusion robotisée. Ceci est mis en évidence par la figure 2.5. En effet, il peut présenter un seuil de cisaillement bas facilitant son pompage et son extrusion, puis un gain rapide de résistance permettant la tenue de sa forme après dépôt et une structuration lui permettant de soutenir le poids des couches successives. Cependant, en pratique la structuration des matériaux cimentaires est très faible pendant la période dormante ce qui limite la mise en oeuvre efficace des procédés d'extrusion robotisée, c'est-à-dire avec une vitesse de réalisation permettant la réalisation d'objet. Plusieurs stratégies ont donc été développées en fonction de la vitesse de structuration. Elles seront détaillées plus en détail dans la suite.

Tout d'abord, nous discutons dans le paragraphe suivant de l'influence de la formulation de la matrice cimentaire et notamment l'inclusion de particules de diamètre supérieur au millimètre.

Influence de la formulation des matrices cimentaires sur le comportement au jeune âge

Comme nous l'avons vu dans le premier chapitre, le ciment est en grande partie substitué par des inclusions solides de tailles plus importantes afin de réduire le coût, l'impact environnemental et d'augmenter la résistance mécanique. Cependant, l'inclusion de particules solides a une influence importante sur le comportement rhéologique. On a vu que pour des taux de cisaillement importants, elle justifiait l'utilisation d'un modèle d'Herschel-Bulkley plutôt que le modèle de Bingham. En réalité, celle-ci a un impact, même en absence d'écoulement et à faible seuil de cisaillement, sur les paramètres rhéologiques, soit la viscosité, le seuil de cisaillement et la structuration. Toutefois, nous verrons que l'impact de l'ajout d'inclusions rigides dépend fortement de la compacité, c'est-à-dire la proportion volumique des inclusions, relativement à des valeurs particulières de compacité, illustrées dans le cas d'inclusions sphériques monodisperses sur la figure 2.6 :

• La compacité maximale, notée φ M , correspondant à l'empilement théorique maximal mais jamais atteint aléatoirement (empilement cubique centré pour l'empilement des particules monodispeses φ M = 0.74).

• La compacité dense, notée φ m , correspondant la fraction volumique maximale atteinte expérimentalement en appliquant une force mécanique (φ m ≈ 0.64 pour les empilements de particules monodisperses).

• La compacité de percolation ou critique, notée φ c , correspondant à la fraction à partir de laquelle l'empilement peut transmettre des efforts, c'est-à-dire au positionnement aléatoire du squelette dans un volume donné (φ c ≈ 0.5 pour les empilements de particules monodisperses).

Nous verrons que l'ajout d'additif est en fait la piste privilégiée pour l'augmentation du seuil et de la structuration nécessaire à la mise en oeuvre de procédés d'extrusion robotisée efficaces. Influence de la compacité du squelette sur la viscosité Concernant l'influence sur la viscosité, deux approches sont couramment utilisées dans la littérature [Mar10, RLFC10] pour calculer l'impact de l'ajout de particules solides mono-disperse et de taille très supérieure aux particules de ciment. Si on note µ p0 la viscosité de la pâte de ciment, la viscosité pour une fraction φ de mortier est donnée par :

• La relation d'Einstein exacte dans le cas dilué :

µ p (φ) = µ p0 (1 + 2, 5φ)
(2.9)

• La relation de Kriegger et Dougherty, relation approchée dans le cas des suspensions plus denses pour des compacités φ inférieures à la compasité dense φ m :

µ p (φ) = µ p0 1 + φ φ m -[η]φm
(2.10) avec [η] un paramètre fixé à 2,5 dans le cas des inclusions sphériques et peut être ajusté dans le cas de particules de forme alongées. La valeur 4.5 semble appropriée pour les grains de ciment.

Bien que cette seconde relation ne soit élaborée pour des particules mono disperses, on peut extrapoler la tendance à des inclusions polydisperses en mesurant la compacité maximale expérimentalement. Ainsi, l'augmentation de la compacité maximale par l'utilisation de différentes classes granulaires permet de minimiser l'impact sur la viscosité de l'ajout d'une fraction de solide φ.

Influence de la compacité du squelette sur le seuil de cisaillement et la structuration L'ajout de particules solides dans la pâte de ciment a aussi une influence sur le seuil de cisaillement. Si on note τ c (0) le seuil de cisaillement de la pâte de mortier originale, l'expression du seuil de cisaillement τ c (φ) pour une fraction volumique d'inclusion φ inférieure à la fraction volumique de percolation φ c a été proposée par [MCCO08, MMC + 08] :

τ c (φ) = τ c (0) 1 -φ (1 -φ φc ) 2.5φc
(2.11)

De la même manière, [MMC + 08] a montré qu'une relation similaire s'appliquait à la structuration A thix (φ) pour une fraction volumique en inclusion φ :

A thix (φ) = A thix0 1 -φ (1 -φ φc ) 2.5φc
(2.12) avec A thix (φ) le paramètre de structuration de l'équation (2.7) pour une concentration φ et A thix0 le paramètre de structuration de la pâte de ciment. La deuxième équation est particulièrement intéressante puisqu'elle indique que le paramètre de structuration augmente avec l'ajout des particules solides.

Influence de l'ajout d'adjuvant sur le seuil de cisaillement

Une autre manière de modifier le comportement rhéologique des matériaux cimentaires, sans modifier la structure, est à l'inverse d'ajouter des adjuvants, c'est-à-dire des particules de taille bien inférieure à la taille des particules de ciment. L'ambition de ce paragraphe n'est pas de proposer une description exhaustive des mécanismes physiques mis en jeu lors de l'ajout d'additif, mais de fournir un premier aperçu de l'influence de ceux utilisés dans ce travail.

Deux grandes familles de fonctionnement peuvent être distinguées. La première approche consiste à ajouter des particules n'interagissant pas avec les particules de ciment. Leur effet sera alors principalement la modification des propriétés de la phase liquide de la pâte de ciment, appelée solution. On peut citer par exemple les agents de viscosité qui modifient la viscosité de la solution contenant les particules de ciment ou encore les entraineurs d'air permettant d'augmenter la quantité de gaz en solution.

La deuxième approche consiste à interagir avec les grains de ciment. C'est le cas de la majorité des polymères ajoutés qui constituent les additifs modernes, tels que les superplastifiants, les floculants ou agents seuillants, les retardateurs et les accélérateurs de prise. En général, ces polymères sont dits adsorbés, car ils viennent se fixer sur la surface des grains de ciment, puis modifient leurs interactions. Ils ont alors une influence considérable sur le comportement du matériau cimentaire. Dans le cas des superplastifiants, ils exercent des forces stériques (de répulsions) qui limitent l'interaction entre les particules de ciment. La floculation est alors fortement atténuée, donnant lieu à une chute spectaculaire du seuil de cisaillement et de la thixotropie à l'échelle de la pâte c'est-à-dire sur τ c0 .

Dans cette étude, nous nous intéressons particulièrement à l'effet de deux polymères particuliers utilisés dans la suite, le polyacrilamide (PAM) et un accélérateur de prise fourni par LafargeHolcim (accélérateur A1).

Le polyacrilamide (PAM) est un floculant ou agent seuillant, couramment utilisé lors de la mise en oeuvre de matériau cimentaire lors de travaux sous-marin. Le phénomène physique a l'origine de son effet sur le seuil de cisaillement a été étudié par [BBBS + 15]. Son ajout dans le matériau cimentaire provoque l'augmentation de la structuration par liaison de plusieurs grains de ciment par un unique polymère. Ceci provoque l'augmentation du seuil de cisaillement τ c0 d'une pâte de ciment portland d'un facteur compris entre 1 et 10 sans modifier la déformation critique γ c0 , correspondant respectivement aux valeurs initiales sans PAM et après l'ajout d'une quantité de PAM correspondant à l'adsorption maximale, comme illustré sur la figure 2.7-a). Dans le cadre de la fabrication additive mise en oeuvre au laboratoire, nous utilisons le PAM pour provoquer l'augmentation du seuil de cisaillement juste avant la dépose par l'ajout d'une solution aqueuse de PAM de 4g/L à un mortier préalablement adjuvanté par un superplastifiant. Dans ce cas, étudié plus en détail dans [START_REF] Bessaies-Bey | Controlling the Rheology of Concrete for Digital Fabrication : Synergtic effect of organic admixtures[END_REF], l'augmentation du seuil de cisaillement entre le matériau cimentaire en présence de polymère superplastifiant, polycarboxylate ether (PCE) et après l'ajout du PAM est encore plus important, d'un facteur de 1 à 100, voir figure 2.7-b). Ceci provient du fait que le polymère du superplastifiant initialement adsorbé, est désorbé des particules de ciment et remplacé par le PAM. Ainsi, on cumule l'effet de la diminution de la dispersion par désorption du superplastifiant, et l'effet floculant de l'adsorption du PAM. Cette augmentation spectaculaire du seuil de cisaillement a cependant plusieurs défauts. En effet, la présence des PCEs en solution entraîne un effet retardant de plusieurs dizaines d'heures pour les dosages les plus importants. Par ailleurs, l'augmentation brutale du seuil de cisaillement lors de l'ajout de la solution de PAM provoque une instabilité de l'écoulement lors de l'extrusion. Ce qui limite son utilisation a des augmentations du seuil modérées.

Par ailleurs, l'effet de l'accélérateur de LafargeHolcim sur la rhéologie du mortier imprimable mis en oeuvre pour l'extrusion robotisée au laboratoire (décrit dans la partie suivante) a été identifié par le suivi de l'évolution dans le temps du module de cisaillement par rhéométrie oscillatoire (la méthode est détaillée dans le paragraphe suivant). La figure 2.8 montre ainsi l'évolution du module élastique en fonction du temps de repos pour la formulation de base sans accélérateur en bleu et avec ajout d'accélérateur A1 (dosage 1g/kg) en rouge. En supposant que la déformation critique γ c est faiblement modifiée au cours de l'expérience, l'augmentation du module de cisaillement peut être reliée à celle du seuil de cisaillement. Ainsi, l'ajout du dosage en accélérateur A1 provoque une augmentation du paramètre de structuration A thix . Le graphe a) de la figure 2.8 montre par ailleurs que la structuration peut être supposée linéaire lors de la première minute, mais est plutôt exponentielle lorsque l'on observe le phénomène à l'échelle de la dizaine de minutes. Notons que les dosages en accélérateur utilisés ici sont très inférieurs à la quantité utilisée lors de la mise en oeuvre de l'impression afin de pouvoir rester dans la gamme de mesure du rhéomètre. Par ailleurs, nous avons identifié par calorimétrie que le pic de température passé de 6 à 7h lors de l'utilisation de l'accélérateur. L'augmentation du dosage en accélérateur accroit encore le paramètre de structuration comme nous le verrons dans la partie suivante, mais celle-ci ne peut plus être mesurée par rhéométrie classique. 

Mesure des propriétés rhéologiques des matériaux cimentaires

Dans cette partie, nous introduisons rapidement les essais couramment utilisés pour déterminer les propriétés rhéologiques des matériaux cimentaires. Nous insistons particulièrement sur la mesure des propriétés solides du matériau qui nous intéresse particulièrement pour les applications à l'extrusion robotisée.

L'instrument de référence pour la mesure des propriétés rhéologiques est le rhéomètre. De nombreuses géométries peuvent être utilisées afin d'établir le régime d'écoulement souhaité. Pour les matériaux cimentaires, les géométries les plus courantes sont les cylindres coaxiaux et vane. En fonction des protocoles, le rhéomètre permet la mesure du seuil de cisaillement et de la viscosité lors de l'écoulement stationnaire, généralement en ajustant la partie descendante de la courbe force-taux de déformation [START_REF] Coussot | SUSPENSIONS, AND GRANULAR MATERIALS[END_REF]. Des protocoles spécifiques permettent de caractériser comportement thixotrope due au phénomène de floculation [START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF][START_REF] Roussel | The origins of thixotropy of fresh cement pastes[END_REF].

Les protocoles qui nous intéressent plus particulièrement sont ceux permettant la mesure du seuil de cisaillement statique (à l'état floculé) tel que proposé dans [Rou06, MMC + 08] (voir courbe figure 2.7-a). En réalisant le test pour plusieurs échantillons similaires pour différents temps de repos, on peut ainsi déterminer la structuration. Cela nécessite toutefois la préparation de nombreux échantillons, car chaque test conduit à la destruction de leur structure interne. Une méthode non destructive existe pour les matériaux cimentaires suffisamment fins. Elle consiste à suivre l'évolution temporelle du module de cisaillement en réalisant des oscillations de déformation pour des valeurs inférieures à la déformation critique [START_REF] Roussel | The origins of thixotropy of fresh cement pastes[END_REF] (voir figure 2.8).

D'autres tests nécessitant moins de matériel existent pour la détermination des seuils statiques : le test d'étalement (slump test) [START_REF] Roussel | Fifty-cent rheometer" for yield stress measurements : From slump to spreading flow[END_REF] ou les field-oriented tests [KON + 12] grâce auxquels le seuil de cisaillement peut être déterminé à partir de la forme finale obtenue après déformation de la forme initiale sous gravité. La réalisation de ces tests à différents instants donne là encore accès à l'évolution de la structuration.

Cependant, ces tests ne sont souvent pas adaptés à la détermination des seuils de cisaillement de l'ordre de quelques milliers de Pascals à quelques centaines de kilopascal nécessaires pour la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée. Pour ces valeurs, les essais réalisés habituellement sur les matériaux cimentaires à l'état durci peuvent être utilisés [START_REF] Wolfs | Early age mechanical behaviour of 3D printed concrete : Numerical modelling and experimental testing[END_REF]. Là encore, cela nécessite toutefois la réalisation de nombreux échantillons, permettant la réalisation des tests après différents temps de repos.

Des tests non destructifs ont aussi été proposés. On peut citer les tests de pénétration [LJM + 09] ou encore les mesures par ultrasons, initialement proposées pour la surveillance de la prise des bétons (cf. [START_REF] Akkaya | Nondestructive measurement of concrete strength gain by an ultrasonic wave reflection method[END_REF]), et récemment utilisées pour mesurer la structuration dans le contexte de l'extrusion robotisée. Les données doivent néanmoins être calibrées pour chaque matériau à partir des données rhéologiques obtenues par un autre essai [START_REF] Wolfs | Correlation between destructive compression tests and non-destructive ultrasonic measurements on early age 3D printed concrete[END_REF].

Par ailleurs, à l'exception des mesures par ultrasons, ces tests ne sont pas adaptés à la détermination du seuil de cisaillement après leur mise en oeuvre par extrusion robotisée, lorsque la structuration est très importante. En effet, la mise en place des essais usuels discutés de ce paragraphe peut durer quelques dizaines de secondes, ce qui ne permet pas une mesure des propriétés au moment de l'extrusion.

Ceci nous a conduit au développement d'un nouvel essai basé sur l'écoulement en sortie d'extrusion afin de caractériser précisément les propriétés rhéologiques du matériau en sortie de buse.

Principe général de la fabrication additive par extrusion robotisée

La fabrication additive par extrusion robotisée consiste en la réalisation de structures, couche par couche, par empilement successif de boudins ou cordons de matériau cimentaire selon un parcours défini par l'opérateur (voir figure 2.9-a). Les couches sont ainsi réalisées les unes après les autres jusqu'à l'obtention de la structure finale. D'un point de vue statique, ceci conduit à une évolution régulière du chargement dans le temps appliqué sur chacune des couches, qui prend une allure continue à l'échelle de la couche entière, et de courbe en escalier si l'on adopte une vision plus locale du chargement (voir figure 2.9-b). Ainsi, le procédé peut tirer parti de la structuration des matériaux cimentaires au repos, illustrée sur la figure 2.9-c, afin de réaliser des empilements de nombreuses couches stables. Toutefois, cette mise en oeuvre particulière implique nécessairement plusieurs critères sur le comportement rhéologique du matériau cimentaire afin de permettre son pompage, son extrusion/déposition et sa résistance au chargement croissant lui étant appliqué. Celles-ci seront précisées dans le premier paragraphe dans le cas d'une structure obtenue par empilement de couches identiques telle que la tour carrée creuse de la figure 2.9-a. Par ailleurs, la mise en oeuvre d'un tel procédé nécessite le développement de technologies particulières, constituées d'un dispositif de pompage, une tête d'impression et un système à commande numérique (ou robot) permettant son déplacement. Depuis le système proposé initialement par [START_REF] Khoshnevis | Automated construction by contour crafting-related robotics and information technologies[END_REF], de nombreux systèmes d'extrusion robotisée ont été proposés et développés [START_REF] Perrot | Impression 3D du Béton : \'etat de l'art et challenges de la r\'evolution de la construction digitale[END_REF]. Nous nous concentrons ici sur les deux systèmes d'extrusion robotisée fixes les plus couramment utilisés. Nous verrons que ces derniers présentent des différences sur le système d'extrusion qui influence la consistance du matériau en sortie de buse. Cette modification de comportement en sortie de buse aboutie à une cinématique de dépôt particulière, favorisant l'utilisation de robots particuliers.

Nous proposons dans cette section une étude plus approfondie de la mise en forme particulière réalisée par les deux systèmes. Cette analyse aboutie à une meilleure compréhension des forces et faiblesses des deux systèmes étudiés.

Conditions sur la rhéologie des matériaux cimentaires extrudés

Il faut distinguer trois types de critères sur la rhéologie des matériaux cimentaires extrudés portant principalement sur le seuil de cisaillement et sur la structuration. Le premier type concerne les contraintes liées au pompage et à l'extrusion. Pour un système et un matériau donné, on peut parler de critère d'imprimabilité (printability). Ce premier critère permet de formuler des contraintes sur les valeurs de seuil de cisaillement en écoulement, sur la viscosité et sur la formulation du matériau qui doit limiter la taille de la plus grosse particule [START_REF] Cheikh | Numerical and experimental studies of aggregate blocking in mortar extrusion[END_REF] et assurer la stabilité du matériau cimentaire pour éviter la formation de bouchon [START_REF] Perrot | Visualisation de la consolidation durant l'extrusion des matériaux à base cimentaire[END_REF][START_REF] De | Pumping of Fresh Concrete : Insights and Challenges[END_REF].

Le deuxième type de critère concerne la géométrie du cordon et du parcours d'impression [START_REF] Roussel | Rheological requirements for printable concretes[END_REF]. De manière générale, la diminution de l'épaisseur du cordon et l'augmentation de la courbure maximale de dépôt imposent un seuil de cisaillement plus faible afin de limiter la fissuration à l'extérieur des virages. Le phénomène est illustré sur la figure 2.10-a. Pour des géométries de cordons et de parcours données, on peut ainsi définir une limite maximale sur la valeur du seuil de cisaillement en sortie de buse, notée τ max afin d'éviter les fissurations au moment du dépôt.

Enfin, le troisième type de critère concerne la capacité du matériau cimentaire une fois déposé à résister au chargement et éviter la rupture de la structure réalisée. On parle parfois de critère de constructibilité (buildability). La littérature met en évidence trois types de contraintes sur la rhéologie des matériaux cimentaires après dépôt permettant le succès de la fabrication par extrusion robotisée [Rou18, RWRF18, WS19, KCZ + 20]. Celles-ci sont résumées qualitativement dans la figure 2.10-b.

• La première concerne le seuil de cisaillement en sortie de buse qui doit permettre de maintenir la forme du boudin après dépôt. Elle s'exprime sur le seuil de cisaillement τ c (0) en sortie de buse à partir de la hauteur du cordon h, de la constante gravitationnelle g et de la masse volumique ρ du matériau extrudé par : Roussel suppose aussi que la déformation critique γ c reste constante, le seuil de cisaillement τ c (t) est proportionnel au module de Young E(t), son évolution doit donc aussi être cubique avec la hauteur de la structure τ c (t) ∝ H(t) 3 = Ḣ3 t 3 . À partir de l'expression exponentielle de la structuration (2.8), on peut alors établir une condition sur le paramètre t c , soit le temps caractéristique de l'accélération de la structuration afin d'éviter le flambement.

τ c (0) > ρgh (2.
Toutes ces contraintes sont exprimées pour un critère de Von Mises, cependant [START_REF] Wolfs | Early age mechanical behaviour of 3D printed concrete : Numerical modelling and experimental testing[END_REF] suggère que le comportement de traction ne soit plus symétrique lorsque le matériau devient ferme et propose l'utilisation d'un critère de Morh-Coulomb. Toutefois, la démarche reste identique.

Technologie

La technologie permettant la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée est un système à commande numérique, constitué d'un sous-système robotique permettant le positionnement d'un outil, ici l'extrudeur, et d'un sous-système d'extrusion de matériau cimentaire plus ou moins complexe. Ces deux sous-systèmes devant être synchronisés afin de réaliser convenablement le procédé de fabrication. Naturellement, l'augmentation de leurs complexités permet éventuellement la réalisation de géométries plus complexes et une efficacité accrue, mais cela nécessite la mise en oeuvre de méthodes de contrôle plus sophistiquées du fait de l'augmentation du nombre de degrés de liberté. Le robot est une machine à commande numérique, constitué d'un actionneur et d'un contrôleur, permettant de réaliser des mouvements déterminés par l'opérateur (la détermination du mouvement étant plus ou moins explicite). Il est défini par le type et le nombre de degrés de liberté de l'actionneur. Naturellement, la difficulté du contrôle augmente avec le nombre de degrés de liberté, qui peut dans certain cas mener à une surdétermination, soit à l'existence de plusieurs configurations permettant d'atteindre la position souhaitée. De nombreux systèmes robotiques particuliers sont utilisés ou ont été développés par les différentes équipes. Ils peuvent être fixes ou mobiles et éventuellement se déplacer sur la structure préalablement réalisée (voir [START_REF] Duballet | Building systems in robotic extrusion of cementitious materials[END_REF][START_REF] Perrot | Impression 3D du Béton : \'etat de l'art et challenges de la r\'evolution de la construction digitale[END_REF] pour une revue plus complète des différents systèmes). Toutefois, nous nous concentrons ici sur deux systèmes fixes couramment utilisés dans l'industrie et l'usinage.

Pour ce type de système, le contrôleur prend la forme d'une armoire de contrôle. Elle prend en entrée des instructions provenant de l'ordinateur et envoie en sortie des courants permettant le contrôle du mouvement de l'actionneur. Concernant les actionneurs, nous nous intéressons à deux solutions particulièrement courantes. Le robot industriel, justement utilisé dans la cellule d'extrusion robotisée à grande échelle de la plateforme Build'in. Le bras installé possède six axes, une portée de deux mètres et avec une charge utile de 150kg (ABB IRB 6620 figure voir 2.11-a). L'autre type d'actionneur, couramment utilisé pour les machines outils à commandes numériques, est le robot à pont roulant constitué de trois axes linéaires auxquels s'ajoutent éventuellement des axes de rotation permettant l'orientation de l'outil (voir figure 2.11-b).

Les systèmes d'extrusion sont quant à eux constitués d'une ou plusieurs pompes permettant de mener le matériau à travers un tuyau flexible du stockage ou de la zone de fabrication fixe, au lieu de dépose. Plusieurs technologies de pompage peuvent être utilisées. Les plus courantes sont les pompes moineaux, ou pompes à cavité progressive, qui permettent une grande maîtrise et une grande régularité du débit, mais, qui limitent la taille maximale du plus gros granulat utilisé. Les alternatives sont l'utilisation des pistons ou les pompes péristaltiques. Cependant, la première nécessite l'arrêt lors de la recharge, tandis que l'autre provoque des pulsations importantes au cours du débit et nécessite un dispositif d'amortissement pour obtenir un débit suffisamment régulier.

Par ailleurs, le système peut être constitué de l'assemblage de plusieurs pompes en série ou en parallèle, soit pour obtenir une plus grande maîtrise du débit, soit pour ajouter des additifs (accélérateur ou floculant) en cours d'extrusion [GDR + 16]. Bien que le système d'extrusion robotisée soit alors plus complexe, il permet de modifier le seuil de cisaillement et/ou la structuration juste avant le dépôt permettant la fabrication efficace d'une plus grande gamme de structure. C'est le cas du système de la plateforme Build'in illustré sur la figure 2.11. Il est en effet constitué de deux premières pompes qui réalisent le pompage du matériau cimentaire et de l'additif de leurs lieux de stockage jusqu'à la tête d'extrusion, où deux autres pompes à cavités progressives permettent la définition précise du débit de matériau et le dosage de l'additif. Ce système sera baptisé système de pompage multi-étage dans la suite pour le différencier du système concurrent.

Comme nous l'avons vu dans le paragraphe précédent, le seuil de cisaillement du matériau cimentaire doit toujours permettre d'éviter la ruine de la structure. Pour cela, les deux technologies d'extrusion proposent deux solutions assez différentes illustrées sur la figure 2.12. En effet, lors de la mise en oeuvre à grande échelle de l'extrusion robotisée, le temps entre la fabrication et la dépose, c'est-à-dire le temps passé dans le tuyau flexible liant la pompe au robot, en plus de l'éventuel temps de stockage, n'est pas négligeable. Or, l'écoulement des matériaux cimentaires lors du pompage est, au moins partiellement un écoulement bouchon. Ceci signifie que la zone cisaillée permettant l'écoulement à travers le tuyau est une couche périphérique superficielle qui permet le déplacement d'une zone centrale non cisaillée. [START_REF] De | Pumping of Fresh Concrete : Insights and Challenges[END_REF]. Le matériau cimentaire non cisaillé se structure donc au cours de son acheminement selon la valeur du paramètre A thix . Par ailleurs, afin d'assurer la pompabilité, lors de l'utilisation d'un tuyau et d'une buse de faible diamètre, et/ou l'absence de fissures lors des virages, le seuil de cisaillement est limité en sortie de buse à une valeur notée ici τ max généralement de l'ordre du millier de Pascals. Ceci impose naturellement une limite sur le paramètre de structuration A thix illustrée par la courbe en tirets bleus de la figure 2.12. Or, le paramètre de structuration A thix constitue naturellement une contrainte sur la vitesse de fabrication Ḣ, mise en évidence par la courbe en trait plein bleu de la figure 2.12. Celle-ci peut donc devenir le paramètre limitant lors de la fabrication d'objets élancés (longueur de couche L faible devant la vitesse du robot V r ) tels que des La situation est très différente lorsque l'on utilise une technologie d'extrusion avancée, disposant de plusieurs pompes et permettant l'ajout d'un additif en tête [GDR + 16] (figure 2.11-a). Le matériau fabriqué est initialement retardé. Il possède un seuil de cisaillement faible autour de 100 Pa et une structuration très faible. Il peut ainsi être stocké dans le réservoir de la pompe. C'est une fois arrivé dans la tête d'impression que le matériau est activé par l'ajout d'un accélérateur qui permet d'ajuster la valeur du paramètre de structuration juste avant la dépose. Ainsi, cette stratégie permet de conserver un seuil de dépôt faible, et d'augmenter la vitesse de la fabrication Ḣ en fonction de l'objet à fabriquer. Toutefois, la technologie est plus complexe et nécessite une surveillance accrue de la stabilité du procédé.

Finalement, l'utilisation d'une unique pompe conduit donc à la dépose d'un matériau fortement seuillé en sortie de buse avec une structuration limitée. Tandis que l'utilisation d'une technologie d'impression avancée permet de conserver un seuil de dépôt bas et d'accroître plus librement la valeur du paramètre de structuration. Nous verrons dans la suite que ces stratégies définissent en réalité des mises en forme du boudin différentes au moment du dépôt.

Différents types de mise en forme

D'après [START_REF] Duballet | Building systems in robotic extrusion of cementitious materials[END_REF], il faut distinguer quatre types de mise en forme de l'extrusion robotisée schématisés sur la figure 2.13, dont trois par extrusion-dépôt qui nous intéressent ici plus particulièrement : • Le coffrage glissant (slip forming) (figure 2.13-a) correspondant à une taille d'extrusion égale à la dimension finale de l'objet que nous ne discutons pas dans la suite.

• La mise en forme par extrusion (Extrusion Lace Shaping : ELS) où le cordon est formé par la forme de la buse d'extrusion puis simplement déposé sur la couche précédente. Il doit nécessairement être ferme au moment du dépôt (figure 2.13-b).

• La mise en forme par écrasement (Oriented Lace Pressing : OLP) où le cordon est mis en forme par écrasement entre la buse et la couche précédente. Il doit être suffisamment liquide pour être mis en forme à pression relativement faible (figure 2.13-c).

• Le dépôt libre (Free-flow deposition : FFD) où le cordon est simplement déposé sur une surface et se stabilise lorsqu'il a atteint la position d'équilibre régie par les forces gravitaires et le seuil de cisaillement (figure 2.13-d).

On remarque que la mise en forme par écrasement (OLP) correspond en réalité à l'utilisation de systèmes de pompage multi-étage permettant l'ajout d'un additif en tête, alors que la mise en forme par extrusion (ELS) est plutôt adaptée à l'utilisation d'une unité de fabrication et de pompage. Le cas du dépôt libre est particulier et peut être envisagé pour les deux technologies de pompage.

Dans la suite, nous décrivons succinctement les contraintes s'appliquant au procédé en fonction du type de mise en forme du boudin. Celles-ci sont cinématiques ou dynamiques. Leur étude permettra de discuter de la liberté géométrique admissible et des tolérances de fabrication.

Contraintes cinématiques

Dans le cas de la mise en forme par extrusion ELS, le boudin possède au moment du dépôt la forme de la buse. Afin de favoriser un empilement compact des boudins, les buses ont une section rectangulaire généralement aplaties [START_REF] Bos | Additive manufacturing of concrete in construction : potentials and challenges of 3D concrete printing[END_REF] qui nécessitent la réorientation de la buse au cours du trajet. En effet, l'absence de réorientation entraîne un phénomène de torsion lors des virages, illustré sur la figure 2.14-a. Du point de vue du robot, cela nécessite donc l'ajout d'un degré de liberté supplémentaire, permettant de conserver l'orientation de la buse perpendiculaire au trajet de fabrication (voir figure 2.14-b). Par ailleurs, l'invariance de la section, notée S = hl (h et l sont défini sur la figure 2.9), entre Concernant la liaison entre la vitesse de dépose et le débit de pompage, la relation (2.20) tient toujours, mais permet cette fois de mettre en évidence une liberté de forme permise par le procédé. En effet, la section du boudin après dépôt est un rectangle déformé, illustré sur la figure 2.9, dont l'aire est le produit de l'épaisseur de couche, notée h, définie par la hauteur de la buse par rapport à la couche précédente, de la largeur l et d'un paramètre géométrique k [CMD + 20]. En remplaçant dans (2.20), on obtient :

V r = Q S (2.
l = Q khV r (2.21)
La mise en forme par écrasement OLP possède un degré de liberté supplémentaire concernant la forme du boudin. La section du boudin peut par ailleurs être trapézoïdale en fonction de l'inclinaison imposée par la buse. Le cas de la mise en forme FFD est plus délicat et dépend fortement de la rhéologie en sortie de buse. Si le cordon est ferme, la liaison vitesse de dépôt débit correspond au cas ELS, tandis que s'il est faiblement seuillé, il faut tenir un terme de striction pour éviter la formation des instabilités dues au flambement. Ce type de mise en forme particulière est détaillé dans [DMD + 20].

Contraintes dynamiques

Cependant, la liberté formelle procurée par la mise en forme OLP est contrebalancée par l'application d'une force supplémentaire appliquée sur la couche inférieure, mise en évidence récemment dans [CMD + 20]. L'évolution qualitative de la force appliquée sur la première couche est illustrée sur la figure (2.15). Localement, l'élément de boudin situé en dessous de la mise en forme est donc soumis à un pic de chargement supplémentaire provenant de la pression d'écrasement illustrée par la courbe rouge. Cette force supplémentaire est absente pour les procédés de mise en forme par extrusion ELS et FFD, où le matériau est seulement déposé sur la couche précédente. Nous pourrions éventuellement considérer un pic, induit par la décélération du boudin, mais il semble négligeable pour les vitesses de dépôts usuelles.

L'expression exacte de la force exercée sur la structure n'est pas encore établie. Mais de manière générale, on peut considérer que la force de mise en forme possède une composante verticale et une composante horizontale liée au seuil de cisaillement et à la viscosité. Nous nous intéressons ici seulement à la composante verticale σ v donnée par :

σ v = α v τ c + β v µV n (2.22)
où α v , β v , α h et β h dépendant de la cinématique réelle de déformation. La valeur de α v est donnée dans [START_REF] Perrot | Structural built-up of cement-based materials used for 3D-printing extrusion techniques[END_REF] pour une déformation purement axisymétrique qui est une approximation de la déformation réelle au moment du dépôt :

α v = 2 1 + l 2 √ 3h (2.23)
Si on ne tient compte que du terme dépendant du seuil de cisaillement (hypothèse valide à de faibles vitesses d'extrusion), on peut donc établir une condition sur le seuil de cisaillement de la couche inférieure τ c (L/V r ) à partir du seuil de cisaillement en sortie de buse τ c (0) :

τ c (L/V r ) > σ v /a = 2 1 + l 2 √ 3h τ c (0)/a (2.24)
où a est défini par le type de structure par l'équation (2.15). Bien qu'elle ne soit pas exacte, cette estimation est intéressante puisqu'elle permet de capturer le fait que la force d'écrasement est d'autant plus importante que la couche sera écrasée. L'écrasement nécessite donc que le cordon inférieur possède un seuil de cisaillement plus important, menant à l'expression d'une contrainte plus forte sur le paramètre de structuration A thix . Si une augmentation linéaire du seuil de cisaillement de la forme τ c (L/V r ) = τ c (0) + A thix L/V r est supposé, on obtient, en substituant dans (2.24), la condition :

A thix > l 2 √ 3h τ c (0) V r L (2.25)

Contrôle des tolérances géométriques de fabrication

Les tolérances géométriques de fabrication jouent un rôle important afin de réaliser des pièces fonctionnelles [START_REF] Buswell | 3d printing using concrete extrusion : A roadmap for research[END_REF]. Ces dernières conditionnent donc en partie l'intensification de l'utilisation des procédés d'extrusion robotisée. Le choix de la mise en oeuvre a aussi une conséquence pratique sur la programmation du parcours d'impression pour la mise en forme ELS, où la position de la buse doit prendre en compte le fluage de la structure lors de la réalisation de structure de quelques mètres de hauteur. Ce n'est pas le cas de la mise en forme OLP. Il faut noter pour finir que l'ensemble des géométries admissibles est plus vaste dans le cas de la mise en oeuvre OLP, car il est possible de modifier l'angle de la surface supérieure par rapport à la couche précédente. Ceci ouvre la voie à la réalisation plus précise de formes complexes et de porte-à-faux tel que proposés dans [START_REF] Carneau | Additive manufacturing of cantilever -From masonry to concrete 3D printing[END_REF].

Mode de renforcement pour les matériaux cimentaires mis en oeuvre par fabrication additive

Ces nouveaux procédés d'extrusion robotisée de matériaux cimentaires ouvrent la voie à la fabrication de structures dont les formes seraient dictées par la fonction. Les fonctions des structures réalisées peuvent par ailleurs être plurielles [START_REF] Buswell | Freeform Construction : Megascale Rapid Manufacturing for construction[END_REF]. Nous pensons par exemple à leur résistance mécanique, leur isolation thermique, l'inclusion de réservations pour les canalisations ou un état de surface particulier.

Si on s'intéresse plus spécifiquement à la fonction de résistance, ce nouveau procédé permet d'envisager l'optimisation de la forme en fonction d'un chargement donné. Du fait de la dissymétrie de résistance en traction-compression, la logique voudrait que l'on utilise la liberté formelle permise par le procédé pour se tourner vers des structures en compression pure menant naturellement aux formes dites funiculaires [START_REF] Carneau | Additive manufacturing of cantilever -From masonry to concrete 3D printing[END_REF][START_REF] Carneau | An exploration of 3d printing design space inspired by masonry[END_REF]. Dans son article fondateur [START_REF] Pegna | Exploratory investigation of solid freeform construction[END_REF], Pegna parlait d'ailleurs déjà de la fabrication additive de matériaux cimentaires comme une nouvelle approche de la maçonnerie. L'extrusion robotisée par extrusion dépôt, et notamment le procédé ELS, est en effet analogue à l'extrusion d'une brique infinie. Cette comparaison pose alors naturellement la question de la résistance mécanique des joints entre deux couches successives. Les travaux précurseurs de [START_REF] Khoshnevis | Automated construction by contour crafting-related robotics and information technologies[END_REF] proposaient déjà l'utilisation d'agrafes afin d'améliorer la résistance de l'interface entre deux couches successives et de nombreux travaux se sont intéressés à ce sujet. Mais qu'en est-il de la prétendue baisse de résistance à l'interface ?

De nombreuses études existent sur le sujet menant à des résultats contradictoires. L'origine de cette apparente contradiction semble cependant avoir été identifiée pour les matériaux non renforcés par une étude récente [KBBZ + 19]. Ce travail montre que la différence de résistance entre le matériau du cordon (bulk material) et la zone de transition est en fait majoritairement fonction du séchage de la surface libre avant le dépôt de la nouvelle couche. La perte locale d'eau à l'interface conduisant à une hydration incomplète du ciment. Pour des conditions d'impression donnée, hygrométrie et température, et pour une formulation du matériau donné, l'étude montre qu'il doit être possible de définir un temps maximal de recouvrement, ou temps entre couche t r , permettant de ne pas créer de baisse significative de la résistance d'interface. Par ailleurs, Khoshnevis a aussi introduit le concept de renforcement du boudin dans la direction d'extrusion par la co-extrusion de renfort continu [START_REF] Khoshnevis | Mega-scale fabrication by contour crafting[END_REF]. Ce type de renforcement abouti donc nécessairement à des structures possédant des résistances mécaniques anisotropes.

Dans cette partie, nous présenterons différents modes de renforcement des éléments réalisés par extrusion robotisée. Nous classons ces propositions selon un critère proposé dans [AMB + 18] qui regroupe les méthodes de renforcement selon le moment d'application. Nous verrons que certaines d'entre elles, appliquées a posteriori, sont souvent tirées des méthodes de renforcements traditionnels. Bien qu'elles limitent l'influence de l'anisotropie éventuelle de la structure imprimée, elles nécessitent une étape supplémentaire de mise en oeuvre du renforcement. D'autres méthodes de renforcement, intégrées directement au matériau initial ou ajoutées en ligne tel que le proposait Khoshnevis [START_REF] Khoshnevis | Mega-scale fabrication by contour crafting[END_REF], accentuent encore d'avantage l'anisotropie de la structure, mais semblent particulièrement adaptées à cette nouvelle technologie. Finalement, nous verrons que l'anisotropie générée par ce type de procédé de fabrication est en fait un avantage pour certains types de structures proposées dans la littérature en permettant de concentrer le renforcement dans les directions de plus fortes contraintes.

Renforcements a posteriori

Les premiers modes de renforcement envisagés sont vraiment similaires aux méthodes de renforcement traditionnelles. Ils consistent à venir renforcer la structure a posteriori, c'est-à-dire une fois imprimée.

Nous y trouvons d'abord des méthodes de renforcement, directement tirées des techniques classiques usuelles du béton armé ou précontraint, où le renforcement est interne à la structure. On peut distinguer la structure imprimée comme un coffrage perdu, puis renforcé par des armatures traditionnelles avant de couler un béton standard tel que le propose déjà l'entreprise chinoise Winsun (voir figure 2.17-b). Ce coffrage perdu peut par ailleurs tirer parti de la liberté formelle donnée par le procédé, puis être renforcé par coulage d'un béton fibré ultra haute performance pour réaliser des structures légères telles que sur le poteau réalisé par XtreeE, illustré sur la figure 2.17-a). Cependant, ces méthodes ne sollicitent que très peu le béton imprimé. Une proposition alternative propose alors de réaliser des structures en matériaux cimentaires imprimés structurels qui intègrent seulement des réservations permettant d'insérer des barres de renfort ou des câbles de précontraintes solidarisés par l'injection d'un coulis tel que proposé sur la figure 2.17-c. Ces procédés présentent l'avantage de pouvoir être rapidement déployés sur les chantiers, puisque que les méthodes de dimensionnement existantes et intégrées au cadre réglementaire sont directement applicables. Cependant, elles nécessitent de nombreuses opérations supplémentaires après fabrication, et ne semblent pas tirer totalement parti des propriétés de ce nouveau procédé de fabrication. D'autres propositions plus récentes consistent à renforcer les structures imprimées par des arma- tures externes. Les parties en compression sont réalisées par extrusion robotisée en matériau cimentaire, tandis que les efforts de traction sont repris par un squelette métallique externe (voir figure 2.18). Ce type de solution semble ainsi d'avantage s'appuyer sur les spécificités de l'extrusion robotisée. Par ailleurs, la reprise des efforts de traction par une structure externe serait très pertinente pour la réalisation de planchers nervurés conçus pour fonctionner en compression seule et pouvant être fabriqués à l'aide de la fabrication additive à grandes échelles [START_REF] Liew | Design, fabrication and testing of a prototype, thin-vaulted, unreinforced concrete floor[END_REF]. Finalement, une alternative intéressante à la structure métallique externe est l'utilisation du renforcement par collage de composite habituellement utilisé pour renforcer les structures en béton armé vieillissantes [START_REF] Feng | Mechanical behavior of FRP sheets reinforced 3D elements printed with cementitious materials[END_REF]. L'orientation du renfort composite collé peut par ailleurs ainsi être définie selon les directions privilégiées. semble indiquer que la résistance d'interface en couche est aussi réduite lors de l'ajout de fibres de renfort, par rapport à un matériau non renforcé mis en oeuvre par extrusion robotisée. Cependant, il semble que l'orientation soit en fait fortement influencée par le rapport longueur de fibre sur la taille de la buse [LBY + 20]. On peut supposer par ailleurs que la potentielle orientation sera nécessairement plus importante pour le procédé OLP (introduit dans la partie précédente), puisqu'à l'inverse du procédé ELS, le matériau est cisaillé, et l'écoulement généré favorise l'orientation préférentielle des fibres.

Renforcements du matériau

Le comportement mécanique de tel matériau lors de leur mise en oeuvre par coulage a été détaillé dans le chapitre 1. Concernant les résistances mécaniques des matériaux cimentaires fibrés mis en oeuvre par extrusion, il faut distinguer deux types de comportement. Certaines études montrent une augmentation significative de la résistance du matériau cimentaire mais une ductilité réduite [START_REF] Hambach | Portland cement paste with aligned carbon fibers exhibiting exceptionally high flexural strength (> 100 MPa)[END_REF], tandis que d'autres atteignent un comportement de type composite à matrice cimentaire à écrouissage positif (SHCC/ECC) présentant une ductilité très importante mais une résistance mécanique réduite [SL18, ONM18, ZPN + 19]. La formulation de composites à matrice cimentaire à écrouissage positif, permettant leur mise en oeuvre par extrusion robotisée, et l'analyse de leurs propriétés mécaniques relatives par rapport aux composites coulés est d'ailleurs un domaine de recherche très actif. Une bibliographie récente vient d'ailleurs d'être publiée sur ce sujet par [LBY + 20].

Notons que les composites à matrice cimentaire mis en oeuvre par extrusion robotisée obtiennent des résistances mécaniques dans la direction d'extrusion similaires, voir supérieures aux composites coulés [SL18, ONM18], grâce à un phénomène de multifissuration accrue dans la direction de dépôt, illustré sur la figure 2.19-b. Un travail récent [ZPN + 19] démontre qu'il est possible de réaliser un composite cimentaire imprimable (seuil de cisaillement de 550Pa et une viscosité de 12Pa.s) avec un taux volumique de fibre PE de 2%. Le matériau présente une déformation à la rupture très importante dans la direction de dépôt de 10%. Cependant, la résistance en traction reste dans ce cas limité à 5 MPa en traction et autour de 20 MPa en flexion. Tandis que la résistance à la compression est légèrement réduite par rapport au matériau imprimé. Une formulation analogue a pu être récemment mise en oeuvre à grande échelle pour réaliser une colonne de 1,5 mètres [LBY + 20].

Des travaux antérieurs [START_REF] Hambach | Portland cement paste with aligned carbon fibers exhibiting exceptionally high flexural strength (> 100 MPa)[END_REF] avait par ailleurs montré qu'un taux de 3% de fibre de carbone permettait d'atteindre des résistances à la flexion de 100 MPa dans la direction de dépôt, mais cela augmentait fortement le seuil de cisaillement (autour de 10kPa). Ainsi, du fait de la fraction volumique limitée, les formulations actuelles semblent nécessiter de réaliser un choix entre ductilité importante et renforcement important. Cependant, il est très probable que l'efficacité de ce type de renforcement appliqué à l'extrusion robotisée connaisse une amélioration significative dans les années à venir.

Renforcements en ligne

Le dernier type de renforcement consiste à intégrer le renforcement au niveau de la buse. Il présente l'avantage de devoir pomper un matériau initialement très faiblement ou pas renforcé, ce qui élimine la contrainte de l'augmentation de la consistance des matériaux cimentaires lors de l'ajout d'une fraction volumique de renfort important. Par ailleurs, cela permet la mise en oeuvre de fibres rigides de plus grande dimension [START_REF] Bos | Ductility of 3d printed concrete reinforced with short straight steel fibers[END_REF] ou même d'éléments de renforcements continus suffisamment souples, tels que des micro-câbles, des chaînes ou des grilles métalliques [LPP18, BAJS17, MS20, MLWB19]. Cependant, des technologies adaptées permettant la mise en oeuvre simultanée des éléments de renfort et du matériau cimentaire ont dû être développées. Certains de ces dispositifs de co-extrusion de matériau cimentaire continument renforcé sont illustrés sur la figure 2.20. Concernant les propriétés mécaniques, ce type de méthode est complémentaire à l'ajout de fibres courtes au moment de la fabrication du mortier. En effet, l'ajout de fibres discontinues plus longues permet d'une part, d'envisager l'extrusion robotisée de béton fibré multi-échelle essentielle pour atteindre les bétons fibrés de très hautes performances (UHP-FRC), discutés dans le chapitre 1. D'autre part, une analogie peut être réalisée entre les barres métalliques traditionnelles et l'ajout d'un câble métallique continu [AMB + 18] qui permet en effet un renforcement important de la structure en flexion même pour des fractions volumiques de renforts modérées. On peut parler de matériaux cimentaires "armé" mis en oeuvre par extrusion robotisée. Cependant, il semble qu'une attention particulière doit être portée à l'interface entre le câble métallique et le matériau cimentaire. Ainsi, le type de câble constitué de plusieurs torons utilisé par Lim et al. [START_REF] Hui Lim | Improving flexural characteristics of 3d printed geopolymer composites with in-process steel cable reinforcement[END_REF] semble permettre l'obtention d'une meilleure adhérence aboutissant à une ductilité plus importante.

Il faut toutefois noter que la section du câble, et donc le taux de renforcement pour une section de buse donnée, sont limités afin de garantir la faisabilité des trajectoires de dépôts courbes. Pour cette même raison, on voit que l'entrée du câble de renfort doit se faire tangentiellement à la trajectoire de dépôt. Ceci conduit donc naturellement à l'utilisation d'un mode de mise en forme par extrusion (ELS) décrit dans la partie précédente qui nécessite un axe supplémentaire dédié à la réorientation de la buse. Il existe ainsi une incompatibilité apparente entre le mode de dépôt par écrasement et le renforcement par renfort continu.

Cette apparente incompatibilité est au coeur de la direction prise par ce travail.

Discussions

Dans cette partie, nous avons vu qu'il existe de nombreux modes de renforcement à l'étude permettant l'augmentation de la résistance et/ou de la ductilité des structures mises en oeuvre par extrusion robotisée. Si les méthodes traditionnelles de renforcement sont parfois directement transférables à cette problématique, différentes techniques de renforcement plus adaptées au procédé d'extrusion robotisée ont été proposées. Certaines sont à l'échelle de la structure et sont mises en oeuvre a posteriori ou en ligne et d'autres à l'échelle du mortier consistent en l'introduction de fibres courtes intégrées directement au moment du malaxage. Par ailleurs, nous avons montré que les méthodes de renforcement en ligne ou en amont de la mise en oeuvre aboutissent à une anisotropie importante de la structure. Celle-ci est selon nous une contrainte naturelle de ce type de procédé, et pourrait aboutir à la proposition de nouveaux systèmes structurels dédiés. Nous citons ici un exemple particulier de treillis en béton, illustré sur la figure 2.21 pour étayer ce point de vue. Le concept a été présenté dans [START_REF] Duballet | Space Truss Masonry Walls With Robotic Mortar Extrusion[END_REF] et le mode de fabrication par dépôt libre (FFD voir partie précédente) est précisé dans [DMD + 20]. Dans ce type de structure, les éléments travaillent uniquement en traction ou en compression. L'anisotropie apportée par un procédé d'extrusion robotisée renforcée serait donc particulièrement recherchée.

Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons étudié en détail le procédé de fabrication additive de matériaux cimentaires à grande échelle par extrusion robotisée pour des tailles de cordon petites devant celle de la structure à imprimer. Nous parlons alors de fabrication par extrusion-dépot. La structure est en effet fabriquée couche par couche, par dépôts successifs de cordon ou boudin de béton. Le matériau cimentaire est alors soumis à un chargement croissant au cours du temps, ce qui nécessite une évolution important de sa résistance.

Le comportement rhéologique des matériaux cimentaires au jeune âge a d'abord été introduit. Nous avons vu qu'un comportement macroscopique peut être défini à l'échelle d'un volume représentatif de manière analogue à l'état durci. À cette échelle, les matériaux cimentaires à l'état frais sont des fluides à seuil possédant un comportement élasto-viscoplastique thixotrope et vieillissant. Lors de l'écoulement, les matériaux cimentaires se comportent alors comme des fluides newtonien, on parle alors de fluide de Bingham, ou possèdent un comportement rhéo-épaissisant à haut taux de cisaillement, lorsque la concentration en particules solides augmente, on parle alors de fluide d'Herschel-Bulkley. À l'état de repos, le matériau possède un comportement élastique. Sa résistance et sa rigidité sont par ailleurs croissantes avec le temps de repos. Ce phénomène est appelé structuration et se manifeste à l'échelle macroscopique par une augmentation d'abord linéaire puis exponentielle du seuil de cisaillement. Ceci Ce comportement complexe résulte essentiellement des phénomènes de floculation-dispersion des grains de ciment en solution, issus de l'équilibre entre les forces attractives de Van der Waals et l'éloignement relatif induit par l'écoulement du matériau, et de la formation des hydrates à l'échelle des grains de ciments formant un squelette solide de plus en plus rigide. Ce comportement est toutefois adapté à l'extrusion robotisée, puisqu'il présente naturellement une viscosité apparente assez basse en écoulement et un comportement solide au repos. La limite entre le comportement solide et liquide peut être définie par un critère matériau, généralement le critère de Von Mises, qui permet d'élargir le seuil de cisaillement à type de sollicitation.

L'enjeu pour la fabrication additive est donc la maîtrise de la valeur du seuil de cisaillement et de celle de la structuration. Ceci est rendu possible par l'ajout de très faibles quantités de polymère. Leur interaction avec les grains de ciment peuvent en effet conduire, à une chute spectaculaire du seuil de cisaillement lors de l'ajout de superplastifiant, à une augmentation du seuil de cisaillement lors de l'ajout de floculant ou à une augmentation de la vitesse de structuration lors de l'ajout d'un accélérateur. La maîtrise de la formulation et du dosage des additifs est donc essentielle pour obtenir le comportement rhéologique adéquat, permettant la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée. Cependant, afin de déterminer l'effet des additifs, il est nécessaire de réaliser des mesures rhéologiques précises permettant d'identifier à différents instants le seuil de contrainte ou la rigidité du matériau. De nombreux tests, destructifs ou non, ont ainsi été introduits pour mesurer l'évolution du seuil de cisaillement au cours du temps.

Afin de définir les stratégies d'adjuvantation et leur dosage, il est nécessaire d'identifier précisément les contraintes rhéologiques inhérentes à ce type de procédé de fabrication mais aussi technologiques, liées au système d'impression utilisé. Par comparaison de deux systèmes d'extrusion concurrents couramment utilisés, nous montrons que les contraintes rhéologiques inhérentes dépendent aussi de la mise en forme du boudin qui découle en partie de la technologie d'extrusion choisie. Trois types de mises en forme du boudin de béton peuvent être définis (en omettant volontairement le coffrage glissant) : la mise en forme par extrusion à travers la géométrie de la buse (ELS) adaptée aux systèmes d'impression n'utilisant qu'une seule pompe, la mise en forme par écrasement sur le cordon précédent (OLP) et le dépôt libre (FFD) plutôt adaptées aux systèmes d'impressions multi-étages permettent de conserver une valeur de seuil de cisaillement faible lors du dépôt. Nous montrons alors que le système multi-étage, utilisé dans ce travail, permet une plus grande liberté et précision géométrique du boudin, une augmentation significative de la vitesse de fabrication définie comme l'accroissement de la hauteur avec le temps et favorise la fabrication de pièces présentant des porte-à-faux. Cependant, il est nécessaire de prendre en compte une nouvelle contrainte sur le seuil de cisaillement de la couche précédente qui aboutit à une borne inférieure sur le paramètre de structuration. Du point de vue des paramètres procédés, la vitesse d'impression n'est plus fortement liée à la vitesse d'extrusion, la réorientation de la buse n'est plus nécessaire.

Enfin, la dernière partie présente plusieurs méthodes de renforcement des structures fabriquées par extrusion robotisée de matériaux cimentaires, une démarche indispensable pour des applications à la fabrication de structures. Nous distinguons les procédés directement issus des méthodes de renforcement traditionnelles : réalisation de coffrages perdus, bétons armés et précontraints, des méthodes de renforcements en ligne rendus possibles par ce procédé particulier. Les premières présentent l'avantage d'un transfert rapide des technologies de fabrication additive dans le cadre réglementaire actuel, mais une certaine inadéquation avec ce nouveau procédé, tandis que les secondes semblent pouvoir questionner notre manière d'envisager le comportement mécanique du béton. En effet, le dépôt successif d'un matériau renforcé au cours du procédé provoque une anisotropie du comportement mécanique de la pièce obtenue. Le comportement des matériaux cimentaires fibrés peut être ainsi amélioré dans la direction de l'extrusion, du fait de l'alignement des fibres courtes. Une augmentation encore plus importante de la résistance à la traction dans la direction de dépôt, est rendu possible par la co-extrusion d'un câble comme substitut aux barres d'armatures métalliques. Différents auteurs ont développé des dispositifs de co-extrusion d'un câble, d'une chaîne ou même d'une grille métallique pouvaient être envisagés comme renforcement à l'échelle de la structure. Cela permet en effet un gain substantiel de résistance à la flexion, lorsque l'interface câble/béton est suffisamment efficace. Cependant, une limite forte sur la section du câble provient de sa rigidité de flexion qui compromet la réalisation de dépôt fortement courbé et force l'utilisation de buse d'extrusion orientable. Ainsi, il semble naturellement adapté à une application à la mise en forme du boudin par extrusion (ELS).

Il convient alors de définir le procédé de renforcement continu permettant une augmentation de la résistance signicative et adapté à la mise en forme par écrasement du boudin (OLP). Dans le premier chapitre, nous avons relevé l'utilisation de fibres longues ou de tissus réalisés à partir de fils multifibres synthétiques ou minérales traditionnellement utilisés dans l'industrie du composite. Ce type de renfort continu présente une rigidité de flexion négligeable, du fait de la multiplicité des filaments et devrait ainsi pouvoir être fortement courbé au moment du dépôt. Nous avons vu d'autre part que leur utilisation mécanique été améliorée par sa bonne imprégnation. Celle-ci sera probablement favorisée par un mortier suffisamment fluide au moment du mélange. Ces arguments prêchent bien pour une utilisation dans ce cas d'un procédé OLP. Ce type de renforcement continu associé à la mise en forme OLP sera ainsi particulièrement investigué dans la suite.

Introduction

Nous avons vu dans le chapitre précédent que la mise en oeuvre du béton par extrusion robotisée mène souvent à l'apparition d'une anisotropie subie, parfois liée à des problèmes de moindres résistances mécaniques au niveau de l'interface [KBBZ + 19]. Dans le cas du renforcement amont ou en ligne, cette anisotropie est encore accentuée par le phénomène d'alignement des renforts avec la direction d'impression.

Comme discuté précédemment, il nous semble prometteur de tirer parti de cette anisotropie, afin de proposer des systèmes constructifs nouveaux, naturellement adapté à ce nouveau procédé de fabrication. Toutefois, ceci nécessite probablement de renoncer au mythe de la fabrication de la maison traditionnelle par un procédé uniquement additif. Dans des travaux récents [Dub18, DBD19], Duballet s'interroge sur les systèmes constructifs adaptés à ce nouveau procédé de fabrication. Un des systèmes envisagés dans ce travail, a été discuté précédemment et illustré sur la figure 2.21, revisite le mur en maçonnerie traditionnelle et propose, comme alternative, l'impression d'un mur treillis en béton non renforcé économique sur le plan de la consommation de matériaux. Pour une telle structure, les barres du treillis nécessitent simplement le renforcement de leur direction principale.

Le treillis est d'ailleurs une référence majeure pour les structures du génie civil. La rationalisation de la reprise des chargements par la définition d'une série d'éléments uniquement soumis à des efforts de traction ou de compression permet une importante économie de matières, tout en étant naturellement adaptée à l'utilisation de matériaux anisotropes. Par ailleurs, l'industrie du composite fournit un vivier d'exemple de structure renforcée par la mise en oeuvre de tels matériaux. On peut penser par exemple aux plaques multi-couches. Dans ce cas, un parcours d'impression principalement aligné sur les contraintes principales pourrait garantir un fonctionnement mécanique très efficace. Dans cette optique, la définition du parcours d'impression devient centrale afin d'obtenir le renforcement souhaité et pourrait être comparé à la définition du ferraillage d'éléments fabriqués en béton armé.

À l'aune de ces quelques exemples, l'anisotropie du boudin, amenée par le procédé, est un atout intéressant. Il serait même souhaitable de l'accentuer pour atteindre un comportement nettement amélioré dans la direction souhaitée, définie par le parcours d'impression. En effet, si l'ajout de fibres courtes permet une augmentation de la ductilité du boudin en atteignant des valeurs remarquables, il est difficile d'imaginer par cette voie l'obtention d'une augmentation significative de la limite élastique du fait des contraintes sur la rhéologie du matériau cimentaire. Des pourcentages trop important pourraient compliquer le bon déroulement du pompage et de l'extrusion qui nécessitent des niveaux de seuil suffisamment bas. Par ailleurs, comme nous l'avons vu dans le chapitre précédent, de nombreux travaux explorent déjà cette voie.

Dans ce travail, nos travaux s'inspirent plutôt des procédés permettant le renforcement en ligne du boudin par l'ajout de renforts continus. En effet, comme on l'a vu dans le chapitre 1, les renforts continus ont prouvé leur capacité à augmenter significativement les propriétés de résistance des matériaux composites en général et des composites à matrice cimentaire en particulier. Ce type de procédé a récemment été mis au point pour le renforcement de pièces imprimés en thermoplastique par la technologie FDM [YTL + 17]. Il existe aussi des technologies de fabrication additive par applications successives de bandes de composite pré-imprégnées [START_REF] La | Coreless Winding and Assembled Core -Novel fabrication approaches for FRP based components in building construction[END_REF]. Concernant l'extrusion robotisée de béton, nous avons vu que les premières tentatives de renforcement continu ont étudié la possibilité d'ajouter continument un toron ou une chaine métallique lors de l'extrusion du boudin de béton [START_REF] Bos | Experimental Exploration of Metal Cable as Reinforcement in 3d Printed Concrete[END_REF].

La proposition originale de notre travail est de réaliser le renforcement du bondin par l'ajout continu de nombreux fils réparti dans le boudin. Les propriétés mécaniques envisagées sont alors proche des mortiers renforcés par textile pour des taux de fibre relativement faibles, ou des matériaux composites à matrice fragiles renforcés par fibres continus pour des taux de fibre plus important >10%.

Ces propriétés mécaniques ont par ailleurs été discutées dans le premier chapitre de ce manuscrit. L'objet de cette partie est la présentation d'un procédé original, appelé Pultrusion Interne ou Flowbased Pultrusion, basé sur l'extrusion robotisée de matériaux cimentaires. Sa spécificité est l'utilisation des propriétés rhéologiques spécifiques du matériau cimentaire extrudé afin de pouvoir entrainer les renforts continus au cours de l'extrusion. Nous verrons en particulier que le contrôle du seuil de cisaillement pendant et une fois les renforts intégrés est un enjeu majeur.

La première partie de ce chapitre se consacre alors à la détermination du seuil de cisaillement et de son évolution au cours du procédé d'extrusion robotisée. Un essai spécifique, baptisé le slug test est alors introduit permettant la détermination du seuil de cisaillement et de la structuration éventuelle au sein de la tête d'impression. Par une analyse statistique, le test permet aussi de réaliser une mesure d'homogénéité du comportement du matériau en sortie de buse qui peut être un enjeu important. Ce protocole permet par ailleurs de faire le lien entre géométrie de l'objet à imprimer et le réglage des technologies d'impressions multi-composants concernant les matériaux cimentaires à faible seuil et à structuration rapide. Ce test, bien qu'essentiel pour la réalisation du procédé de pultrusion interne, n'est pas spécifique à ce dernier, et possède des applications pour l'ensemble des procédés de fabrication additive par extrusion, dont certaines seront précisées.

La deuxième partie présente alors le procédé breveté de Pultrusion Interne (Flow-based pultrusion). Afin de conserver une liberté formelle, l'espace des géométries possibles du parcours d'impression doit être le plus large possible. Les limitations amenées par l'ajout de renforts continus doivent donc être identifiées et minimisées. Une réflexion théorique associée à des essais préliminaires, s'appuyant notamment sur le slug test, permettent de dresser la liste des contraintes inhérentes à ce procédé aboutissant au cahier des charges de la technologie à développer et à un premier prototype fonctionnel.

Chapitre 3

The Slug Test : Mesures des propriétés rhéologiques et de l'homogénéité de l'extrudât en sortie de buse Dans la partie précédente, la maîtrise des propriétés rhéologiques a été identifiée comme essentielle pour la mise en oeuvre du procédé d'extrusion robotisée. Le matériau doit se structurer rapidement, afin de garantir que la résistance du cordon est toujours supérieure à la contrainte issue de l'ajout des cordons successifs et pour les objets élancés, la rigidité doit aussi croitre encore plus rapidement afin de garantir la stabilité de la structure. Dans ce cas, la capacité de mettre en oeuvre des matériaux avec des propriétés de structuration très rapides permet l'augmentation de la productivité du procédé. Nous avons aussi montré dans le chapitre 2 que le seuil de cisaillement en sortie de buse devait être adapté afin de garantir une bonne tolérance dimensionnelle. On peut résumer ce point par l'affirmation suivante : "l'épaisseur du boudin réalisé doit être d'autant plus large que le seuil de cisaillement est important".

Par ailleurs, pour les structures à forme libre ou présentant des portes-à-faux importants, le seuil de cisaillement au moment du dépôt doit être adapté aux portes-à-faux locaux ou à la pente du support sur lequel il est déposé [CMD + 20, DMD + 20]. Finalement, lors de l'étude des procédés de renforcements, on a identifié l'intérêt d'une solution permettant la bonne répartition d'un nombre important de fils de renforcement dans la matrice et de leur bonne imprégnation par la matrice cimentaire. Pour garantir la répartition homogène d'un grand nombre de fils, l'idée est de se servir de la matrice cimentaire pour exercer la force d'entrainement nécessaire au dépôt des fils tout en assurant une vitesse relative nulle entre la matrice et la fibre. Cela signifie que la matrice doit générer une force supérieure aux forces de frottement du système de stockage et de transfert jusqu'à la tête d'impression de chacun des fils. Ce qui nous mènera à la formulation d'une nouvelle contrainte sur le seuil du cisaillement en sortie de buse dans le chapitre suivant. Par ailleurs, la bibliographie des TRM (textile reinforced mortar) indique que la bonne imprégnation des renforts multi-fibres est aussi conditionnée par la rhéologie du mortier au moment du mélange. L'imprégnation des renforts étant meilleure, toute chose égale par ailleurs, avec un mortier plus fluide. Cette dernière exigence montre, là encore, l'intérêt d'utiliser des procédés avec un changement de phase rapide pour maximiser le potentiel d'imprégnation des renforts, grâce à un seuil de cisaillement limité aux moments du mélange, tout en appliquant une force suffisante pour l'entrainement des fils de renfort à coeur grâce à l'obtention d'un seuil en sortie de buse plus important.

Ainsi, la mise en oeuvre efficace de l'extrusion robotisée de matériau cimentaire à grande échelle, renforcée ou non, nécessite le contrôle du seuil de cisaillement en sortie de buse de matériaux possédant un taux de structuration très important. Cette exigence pose toutefois la question de la mesure de cette propriété. Si, plusieurs méthodes ont été proposées dans la littérature pour mesurer la structuration (voir chapitre 2), la plupart d'entre elles ne permettent pas une mesure directe des propriétés rhéologiques en sortie de buse. En effet, elles sont souvent basées sur la mesure des propriétés du matériau indépendamment du procédé d'extrusion. Les propriétés rhéologiques du matériau en sortie de buse doivent donc être extrapolées à partir de mesures réalisées sur le matériau seul. Ce qui peut être très délicat compte tenu de la dépendance des propriétés rhéologiques aux histoires des sollicitations, dont il n'existe pas de représentation claire dans le cas du système de fabrication. Par ailleurs, il est difficile d'appliquer les tests usuels à un matériau prélevé en sortie de buse, lorsque ce dernier possède un taux de structuration important requis par la mise en oeuvre efficace du procédé de fabrication additive. Puisque le temps de préparation de l'éprouvette implique une modification majeure des propriétés rhéologiques du matériau.

Une première stratégie consiste en la mesure de la pression dans la tête d'impression. Cependant, du fait de l'écoulement particulier (écoulement bouchon) se produisant lors de l'extrusion des matériaux à seuil, la mesure de pression donne d'avantage d'information sur les propriétés tribologiques du mortier. Un dispositif expérimental particulier a toutefois été proposé afin de séparer la contribution des frottements aux parois à celle de la contribution du seuil en cas de présence d'une réduction de la section du nez [PMR + 12]. Une autre stratégie propose l'utilisation d'un dispositif de mesure par ultra-son adapté à l'extrudeur permettant de suivre le durcissement au niveau de la buse juste avant le dépôt de la matière [START_REF] Wolfs | Correlation between destructive compression tests and non-destructive ultrasonic measurements on early age 3D printed concrete[END_REF]. Cependant, cette solution nécessite, pour chaque nouveau matériau, une calibration de la réponse aux ultrasons en fonction des propriétés rhéologiques.

Dans ce chapitre, nous proposons un autre dispositif de mesure du seuil de cisaillement en sortie de tête d'extrusion basé sur un phénomène physique particulier, mis en évidence par [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF], dans le cas d'un fluide à seuil extrudé verticalement et soumis à la gravité. Deux protocoles expérimentaux sont proposés. Le premier, extrêmement rudimentaire, permet une estimation de la valeur du seuil de cisaillement en sortie de buse. Le deuxième, plus perfectionné et basé sur l'utilisation d'une balance connectée, est ensuite développé pour automatiser le test. Ce dernier système permet la détermination en temps réel du seuil de cisaillement et est donc adapté à la modification dynamique du seuil possible lors de l'addition d'additif en ligne dans la tête d'extrusion. Par ailleurs, le dispositif permet de mesurer la distribution des masses de gouttes permettant de calculer l'incertitude de mesure et d'obtenir de l'information sur l'homogénéité du matériau imprimé.

Une première partie rappelle et explicite l'analyse effectuée par [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF] dans le cas des fluides de Herschel-Buckley, modèle rhéologique à trois paramètres introduit dans le chapitre 2. La seconde partie présente les différents dispositifs expérimentaux et le protocole mis au point pour la mesure des propriétés rhéologiques en sortie de buse, appelé le "Slug test". L'erreur de mesure commise est ensuite analysée à partir d'un exemple d'acquisition et complétée en annexe. Puis, la troisième partie présente les résultats expérimentaux obtenus par ces différents systèmes pour différentes formulations et consistances. Ces derniers nous permettent de proposer en quatrième partie une analyse théorique et les différents protocoles expérimentaux associés à l'identification des paramètres pour différents modèles rhéologiques postulés à partir de l'évolution de masse des gouttes pour différents débits de béton imposés, accompagné d'une analyse statistique de la variabilité des masses de goutte, vue comme la conséquence de la variabilité du seuil de cisaillement du matériau extrudé. Enfin une dernière partie, plus prospective, s'intéresse à la détermination des deux paramètres rhéologiques d'un fluide Bingham, aussi introduit dans le chapitre 2, par l'analyse d'une unique goutte en établissant une deuxième équation liant les paramètres à la forme de la goutte. 
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Équation de l'écoulement forcé d'un fluide à seuil sous poids propre

Cette partie reprend directement l'analyse théorique proposée dans [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF], ceci afin d'introduire le problème et d'en expliciter les différents aspects. Par ailleurs, cette partie constitue un pré-requis essentiel pour les analyses ultérieures et notamment l'analyse de la forme de la goutte de la dernière partie de ce chapitre. On suppose un extrudeur positionné verticalement débitant un fluide à seuil à vitesse V ou débit massique constant Q illustré sur la figure 3.1. La vitesse d'extrusion V est liée à la section du nez S = πR 2 0 et à la masse volumique ρ du mortier par la relation V = Q/(Sρ). En sortie de nez, Coussot et Gaulard [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF] ont montré qu'une discontinuité de l'écoulement peut apparaître si le seuil de cisaillement τ c est suffisamment important par rapport à la viscosité. Ce phénomène, illustré sur la figure 3.1-b pour la mayonnaise et 3.1-c pour une matrice cimentaire imprimable, est analogue à la formation des gouttes d'eau. Cependant, pour les fluides à seuil à une échelle centimétrique, c'est le seuil de cisaillement τ c (plusieurs centaines de Pa), et non pas la tension de surface σ (quelques centièmes de N/m), qui est à l'origine de cette instabilité. À cette échelle, l'effet de la tension de surface est négligeable devant celui du seuil de cisaillement τ c σ R 0 . Supposons, comme [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF], que le mortier de masse volumique ρ possède un critère d'écoulement de Von Mises de seuil de cisaillement (ou limite élastique) τ c , en notant Σ le tenseur des contraintes de Cauchy et S son déviateur. Considérons de plus un comportement de fluide d'Herschel-Bulkley, introduit dans le chapitre 2, en notant D le tenseur taux de déformation, n l'indice de fluidité et K la cohérence du fluide. Le comportement de l'extrudât peut alors s'écrire sous la forme :

   S ≤ √ 2τ c , D = 0 (solide) S > √ 2τ c , Σ = -pI + S = -pI + F (D)D + √ 2τcD D (liquide) (3.1)
On note par ailleurs que l'écoulement est supposé incompressible. Le tenseur D est donc égal à sa partie déviatorique. L'équilibre de la goutte cylindrique de mortier en formation (figure 3.1), d'une longueur L et d'un poids m s et d'un rayon supérieur R, est garanti si la force exercée par l'aval sur l'amont : P = m s g = πR 2 0 Lρg engendre une contrainte admissible au sens du critère choisi. Cette contrainte s'écrit :

σ zz = P S = ρgLR 2 0 R 2 dans le cas général. (3.2) = ρgL en absence de striction R = R 0 (3.3)
En supposant que les contraintes dans les directions radiales et tangentielles sont négligeables, on peut alors calculer le tenseur des contraintes et son déviateur dans le cas général.

Σ = -pI + S = ρgLR 2 0 3R 2 I + ρgLR 2 0 3R 2    -1 0 0 0 -1 0 0 0 2    (3.4)
La norme du déviateur des contraintes est donc égale à :

S = √ 2ρgLR 2 0 √ 3R 2 (3.5)
On en déduit que le boudin restera non déformé (R = R 0 ) tant que S < √ 2τ c , soit pour une longueur :

L < L c = √ 3τ c ρg (3.6)
où L c est la longueur critique de goutte qui initie la striction. Une fois que le seuil est franchi, c'est le démarrage de la striction (voir figure 3.1). On peut alors supposer que l'écoulement est purement élongationnel si la longueur du boudin L c est grande devant le diamètre du nez R 0 : R 0 L c . On peut noter que la longueur indéformée ne dépend pas du rayon de la goutte. On pourrait donc en tout rigueur choisir la taille du nez afin de rester dans ces conditions. L'écoulement étant donc supposé incompressible et purement élongationnel, le tenseur taux de déformation D est de la forme :

D =    -d/2 0 0 0 -d/2 0 0 0 d    (3.7)
On a alors D = 3 2 |d| avec d = -2 Ṙ/R. On déduit la partie déviatorique du tenseur des contraintes grâce aux relations constitutives (3.1). En égalisant la composante S zz obtenue avec celle donnée par l'équilibre (3.4), on obtient :

2K √ 3 n-1 |d| n + 2τ c √ 3 d |d| = 2 3 R 2 0 R 2 ρgL (3.8) En remplaçant, d = -2 Ṙ/R et |d| = -2 Ṙ/R car Ṙ < 0, on obtient : Ṙ = - R 2 √ 3 ρgLR 2 0 √ 3KR 2 - τ c K 1 n (3.9)
Si on note t g (L) le temps nécessaire pour former une longueur L de goutte à partir de l'instant où le critère de résistance est atteint L > L c , et que l'on fixe l'origine du référentiel en bas de la goutte (voir figure 3.1), on peut exprimer ce dernier comme la somme du temps nécessaire à la striction du disque matériel de coordonnées {z = L et r ≤ R}, noté t s (L), et le temps de retard du début de la striction t r (L) de ce disque, correspondant au temps nécessaire à cet élément de matière pour sortir de l'extrudeur. On a donc :

t g (L) = t s (L) + t r (L) avec t r (L) = L-Lc V et t s (L) = R 0 0 2 √ 3 R ρgLR 2 0 √ 3KR 2 ) - τ c K 1/n dR (3.10)
On note que pour un disque de matériel donné, le temps de striction t s (L) ne dépend que de la rhéologie et de la géométrie du nez et décroît avec L, tandis que le temps de retard est inversement proportionnel à la vitesse d'extrusion et croit avec L. La fonction t g (L) admet donc un minimum qui correspond à la longueur finale de la goutte L = L g pour laquelle le rayon du disque matériel s'annulera le plus vite.

L g | t g (L) = 0 t g (L) = t s (L) + t r (L) = √ 3 L s R 0 0 -1 n 2ρgL g R 2 0 √ 3KR 3 ρgLR 2 0 √ 3KR 2 - τ c K -1 n-1 dR + 1 V t g (L) = - √ 3 L g   ρgL g R 2 0 √ 3KR 2 - τ c K -1 n   R 0 0 + 1 V t g (L) = - √ 3 L g ( ρgL g √ 3K - τ c K ) -1 n + 1 V = 0 (3.11)
La longueur effective de la goutte L g est donc solution de l'équation :

L g √ 3 ( ρgL g √ 3K - τ c K ) 1/n = V (3.12) En posant λ = L g L c = ρgL g √ 3σ c et v = ρg τ c K τ c 1 n
V , on obtient l'équation adimensionnelle :

λ(λ -1) 1/n = v (3.13)
Cette équation permet la prédiction de la taille des gouttes, dans un cadre déterministe, en fonction du débit et des paramètres rhéologiques d'un fluide d'Herschel-Buckley. Notons que la longueur des gouttes L g ne prend pas en compte l'élongation liée à la striction, elle correspond donc à la taille d'une goutte cylindrique fictive, dont le rayon est égal à celui de la buse. Remarquons par ailleurs que cette équation ne fait intervenir que les propriétés rhéologiques et la vitesse d'extrusion et ne dépend pas du diamètre initial. On peut aussi mettre en évidence deux cas asymptotiques en fonction de la vitesse

d'extrusion v : Si v 1, λ 1/n -1 = v ⇐⇒ λ = 1 + v n et si v 1, λ 1 n+1 = v ⇐⇒ λ = v n n+1 (3.14)
En injectant, la longueur de la goutte réelle L g dans l'expression du temps de striction (3.10), on peut établir une condition sur la vitesse d'extrusion permettant l'obtention d'un écoulement goutte à goutte en fonction des paramètres rhéologiques. En effet, l'écoulement goutte à goutte est caractérisé par un temps de striction inférieur au temps nécessaire à la formation de la longueur indéformée : 3. L'augmentation de la viscosité pour une vitesse d'extrusion donnée qui augmente aussi la masse de la partie soumise à la striction.

t s (L g ) < t c = L c /V = ρL c πS/Q. Cette
t s (L g ) L c /V Ecoulement goutte à goutte (τ c 2 > ρgμ p V) (τ c 1+1/n > ρgK 1/n V) > > L c / V Ecoulement instationnaire (τ c 2 ≤ ρgμ p V) (τ c 1+1/n ≤ ρgK 1/n V) Ecoulement stationnaire (τ c 2 << ρgμ p V) (τ c 1+1/n << ρgK 1/n V)
Ainsi, en inversant le problème, on se rend compte que la masse de la goutte peut fournir une estimation haute du seuil de cisaillement en sortie de buse qui sera d'autant plus précise que le seuil de cisaillement sera important. Par ailleurs, la dépendance à la vitesse d'extrusion devrait pouvoir nous donner une information concernant la viscosité. Finalement, une identification de la partie non déformée de la goutte par analyse de sa forme, est complémentaire à l'analyse de sa masse, et doit pouvoir donner une indication supplémentaire sur les paramètres rhéologiques. C'est ce qui constitue le coeur du nouvel essai permettant la détermination des propriétés rhéologiques, baptisé The Slug test. Trois grands types d'analyses seront ainsi proposés dans la suite, l'analyse de la masse de la goutte, de sa dépendance au débit d'extrusion et enfin l'analyse couplée de la forme et de la masse de la goutte proposée en dernière partie de ce chapitre. Tout d'abord, le protocole et les dispositifs de l'essai sont introduits, et mis en oeuvre à différentes échelles pour réaliser des séries d'expériences. Les expériences permettent alors, d'une part, de confirmer qualitativement l'application du modèle théorique d'écoulement goutte à goutte [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF] dans le cas des mortiers extrudables, et d'autre part, de mettre en évidence le comportement viscoplastique thixotropes des formulations utilisés et la variabilité importante de la masse des gouttes.

Matériau extrudé, Montages, protocoles expérimentaux

Dans ce travail, le matériau cimentaire utilisé pour la réalisation des slug tests est le même que celui mis en oeuvre lors pour la fabrication additive au sein de le plateforme Build'In présentée dans le chapitre 2. L'utilisation du matériau réel possédant un comportement rhéologique complexe a été privilégiée afin de prouver l'intérêt de l'essai en conditions réelles. De plus, nous mettrons en évidence la grande sensibilité de mesure de cet essai. Elle permet d'imaginer différents protocoles permettant d'identifier des modèles rhéologiques simplifiés, mais prenant en compte l'ensemble des aspects de leur comportement.

Par ailleurs, deux protocoles expérimentaux ont été développés, nécessitant un matériel plus au moins sophistiqué. Le premier est réalisé à l'échelle de la paillasse afin de limiter la complexité des sollicitations induites par le procédé d'extrusion et de faciliter la comparaison des résultats avec des tests d'étalement standards. Tandis que le deuxième s'intéresse à la mise en oeuvre automatique du slug test en conditions réelles dans la cellule d'impression de la plateforme Build'in présentée dans le chapitre 2.

Dans cette partie, nous présentons d'abord le matériau utilisé pour la réalisation des expériences et sa préparation. Puis, nous présentons ces deux protocoles et les illustrons par un exemple d'acquisition constituant une première expérience. Cette dernière permettra de mettre en évidence les paramètres influant sur la masse de la goutte en sortie de buse. Par ailleurs, une analyse de la précision de mesure est réalisée. Elle permet de séparer l'incertitude de mesure, provenant des appareils, de la variabilité de la masse des gouttes, liée à l'hétérogénéité des propriétés rhéologiques du matériau ou à des artefacts du procédé. Enfin, le protocole de mesure des propriétés rhéologiques par étalement utilisé pour obtenir une comparaison plus quantitative des résultats obtenus par le slug test est présenté succinctement.

Matériau cimentaire utilisé

Le matériau est réalisé à partir du premix NAG3 de LafargeHolcim, dédié à l'impression 3D. Cette matrice à haute performance présente de fortes similitudes avec un premix de ductal, dont on aurait retiré les fibres. Un additif superplastifiant, le Fluid optima 100 de Chryso, est aussi utilisé afin de limiter la quantité d'eau et de réduire son taux de structuration. Par ailleurs, pour certaines expériences, des fibres de 6mm ont été ajoutées. Ainsi, une formulation donnée se présente sous la forme : "P1000-E150-SP4-F0", où la lettre indique l'ingrédient et le chiffre consécutif précise la masse ajoutée au mélange exprimée en gramme. Dans l'exemple, on a donc 1000g de Prémix, 150g d'eau et 4g de super-plastifiant et 0g de fibre de verre.

Lors des essais réalisés à petites échelles, les dosages en eau et en additif super-plastifiant sont ajustés pour modifier les propriétés rhéologiques du mélange. Dans le cas des expériences à grandes échelles, un adjuvant supplémentaire peut être ajouté en continu au sein de la tête d'extrusion. Dans ce cas, on ajoute à la notation précédente un suffixe de la forme, '+XXX0.1', indiquant la masse relative d'additifs, c'est-à-dire le ratio du débit d'adjuvant sur le débit de mortier initial en grammes par kilogramme. 'XXX' correspond à l'abréviation indiquant l'adjuvant ajouté. Dans ce travail, deux types d'adjuvant, dont les effets ont été décrits dans le paragraphe 2.1.2, sont utilisés alternativement :

• une solution aqueuse à 4% de polyacrilamide, noté 'PAM', cet agent seuil permet une augmentation importante du seuil de cisaillement, mais retarde significativement la prise. Si cette dernière propriété n'est pas compatible avec son utilisation pour la fabrication additive où une prise rapide est souhaitable, elle est ici particulièrement intéressante dans le cadre de la validation du test de goutte par comparaison avec le test d'étalement.

• Un accélérateur ettringitique, noté 'ACC', le flocat de LafargeHolcim permettant une augmentation du taux de structuration par formation de liaison chimique. Il permet par ailleurs par la mise en oeuvre efficace de l'extrusion robotisée à grande échelle des structures élancées (Structure de 2 mètres réalisées en une vingtaine de minutes).

présentée dans l'annexe C.1). Il faut noter qu'il est adapté à notre matériau d'étude qui présente une viscosité importante permettant un contrôle du débit par la pression, probablement comprise entre plusieurs dizaines et quelques centaines de Pa.s selon les formulations. Toutefois, le système serait plus universel avec un contrôle en déplacement motorisé du piston. Celui-ci est en outre indispensable pour le contrôle du débit lors de l'extrusion de matériau parfaitement plastique comme les argiles (à très faible viscosité), où le débit est très sensible à la variation de pression. • Fabrication du matériau et relevé de l'heure de fin de fabrication t 0

Caméra

• Remplissage du réservoir avec le mortier à tester

• Placement de la buse d'extrusion en position verticale à environ 40 cm d'un plan horizontal avec la buse adéquate dont on note le diamètre.

• Éventuellement, placement d'une caméra pointée légèrement en contrebas de la buse d'extrusion.

Protocole :

1. Lancement de l'extrusion et de la caméra 2. Éventuellement réglage de la concentration en adjuvant par le ratio débit massique d'adjuvant sur débit massique béton D adj /D b (expérience à grande échelle). 90 3. Vidage du bécher et tare de la balance 4. Réglage du débit de béton Q i de la série i.

5. Relevé de l'heure de la fabrication du matériau h 0 6. Une fois l'écoulement stabilisé (30 secondes), mise en place du bécher sous l'extrudeur pour récolter les gouttes de béton 7. Relevé de l'heure et Mise en route du chronomètre au moment de l'impact de la première goutte 8. Arrêt du chronomètre à l'impact de la dernière goutte et retrait du bécher 9. Mesure de la masse des n gouttes 10. Écriture des données de mesures brutes de la série i : n i : nombre de gouttes, m ti : masse totale mesurée, t i : durée chronométrée et l'heure du l'expérience h i 11. Répétitions des étapes 3 à 9

Analyse des résultats :

1. Extraction de la masse d'une goutte :

m i = m ti n i 2. Extraction du débit : Q i = m ti t i n i -1 n i

Calcul des incertitudes (détaillé plus bas)

4. Tracer m i et τ app en fonction de Q i et éventuellement du temps de repos.

5. Identification des paramètres selon les méthodes définies dans la partie 3.4.

Ce protocole manuel nécessite un matériel rudimentaire pour l'estimation de la masse des gouttes et de leurs potentielles modifications sous l'effet du débit et du temps de repos permettant la détermination des paramètres rhéologiques grâce aux analyses présentées dans la partie suivante. Concernant les incertitudes de mesures de la masse de la goutte, l'erreur de mesure de la balance est très faible 0, 05 gramme et son impact est négligeable. L'erreur commise sur la masse moyenne de la goutte provient plutôt des éventuelles fausses détections de goutte, notées δn i . En effet, l'écoulement goutte à goutte idéal est parfois perturbé par la présence de défauts menant aux détachements précoces de certaines gouttes, ces événements nous obligent à choisir de les compter ou non, ce qui mène à une incertitude sur le nombre de goutte total. On a alors : ∆m i = mt n 2 i δn i . Concernant la mesure du débit moyen, l'erreur commise sur la mesure de l'instant du décrochage est aussi liée à l'opérateur et peut être plus importante. En notant δd l'erreur de chronométrage, l'erreur de mesure du débit sera donc : ∆Q i = m ti d 2 i δd Dans notre cas, on mesure typiquement des masses totales m ti de l'ordre de 100 grammes pour des acquisitions de 30 secondes. Si l'on considère, d'une part qu'une fausse détection de goutte peut avoir lieu toutes les trente gouttes et que la précision de l'opérateur qui chronomètre est de 0,1 secondes. On obtient une erreur sur la masse de la goutte de ∆m i = 100 30 2 1 = 0.11g et une erreur sur le débit moyen de : ∆Q i = 100/30 2 × 0.1 ≈ 0.01 g/s. Ces résultats montrent la sensibilité de la méthode aux éventuelles fausses détections de goutte, alors que la mesure du débit moyen est robuste. D'après nos expériences, les événements menant aux fausses détections se produisent plus fréquemment lorsque l'on s'approche de la zone d'écoulement instable (voir figure 3.2), c'est-à-dire pour des débits importants ou pour des seuils de cisaillement faibles (τ 2 c ≈ ρgµV ). 91 t (s) Il faut toutefois noter que ce protocole manuel ne donne pas accès à l'information sur la variabilité de la masse des gouttes permettant la détermination de l'intervalle de confiance, ni à la variabilité du débit. Cependant, un intervalle de confiance sur la masse de la goutte peut être calculé simplement en utilisant plusieurs béchers pour prélever les gouttes, où réalisant successivement la même expérience.

Q (g/s) m s (g) m s vs Q m s vs t
Une autre méthode de détermination de la variabilité de la masse des gouttes a été utilisée dans ce travail et consiste à analyser le film de l'expérience pour relever les instants correspondant aux décrochages de chacune des gouttes, noté t j . Les temps de formation de goutte T j sont ainsi donnés par la relation T j = t j -t j-1 . Ainsi, en faisant l'hypothèse que le débit d'extrusion Q i est stable, on peut remonter à la masse de chacune des gouttes par la relation : Q i = m j × T j où nous rappelons que Q i est calculé comme le ratio de la masse totale m t i mesurée par la balance et du temps total recalculé à partir de la vidéo t n i -t 0 . Dans ce travail, les instants de décrochage t j de chacune des gouttes sont relevés manuellement sur le film à une image près, soit 0,035 secondes. L'erreur de mesure de la période T j est donc de 0,07 secondes. Notons par ailleurs que les métadonnées des fichiers vidéos permettent de déterminer précisément l'instant du début de chaque slug test.

Pour illustrer le type de données obtenues par ce protocole, les résultats d'une première série de cinq expériences réalisées avec la formulation P1000-E105-SP3.7-F0 sont rassemblés sur le graphique de la figure 3.4, donnant la valeur moyenne de la masse des gouttes en fonction du débit moyen d'une part, et du temps de repos avant l'extrusion d'autre part. Sur ce graphique, on observe que le slug test capture une augmentation significative de la masse moyenne de la goutte m i avec le débit Q i . Cependant, on remarque aussi que la masse de la goutte augmente avec le temps au repos. Ce qui est une preuve qu'un vieillissement se produit au cours de l'expérience. Notre matériau nécessite donc probablement la prise en compte d'une évolution temporelle de ces propriétés rhéologiques. L'incertitude de mesure est calculée à partir des vecteurs des masses de gouttes m j obtenus par analyse de la vidéo et tracés pour chaque série sur le graphe de la figure 3.5. Ce graphe présente donc la masse de chacune des n i gouttes en fonction de son indice, ce dernier étant attribué par ordre chronologique. La valeur moyenne de chaque série est égale à la masse des gouttes tracée sur le graphique de la figure 3.4 et l'incertitude de mesure ∆m i , correspondant à la barre d'erreur de ce graphique, est l'intervalle de confiance à 95% de la loi normale, calculé à partir de l'écart-type σ m j par :

∆m i = ± 2σ m j √ n i (3.15)
Série 1 Série 2 Série 3 Série 4 Série 5

Figure 3.5 -Série des masses de chaque goutte m j , obtenues en multipliant leurs temps de formation T j , par le débit mesuré Q i , pour les différentes séries réalisées. Chaque couleur correspond à une série de mesure et correspond à celle utilisée dans la figure 3.4.

La moyenne de la masse des gouttes mesurées par le test semble donc être très sensible aux temps de repos et du débit d'extrusion, tout en conservant une faible dispersion en accumulant quelques dizaines de gouttes. On peut donc raisonnablement espérer identifier des paramètres issus de modèles rhéologiques des mortiers imprimables. Nous validerons cette hypothèse dans la suite avec plusieurs séries d'expériences dont les résultats, obtenus par le slug test, sont comparés avec des tests d'étalement.

Par ailleurs, on signale que la détermination de l'incertitude à l'aide de l'analyse de la vidéo est probablement automatisable. Cette piste pourrait être envisagée dans la suite. Cependant, l'utilisation de caméra peut être délicate dans un contexte industriel. Ainsi dans la suite, un protocole uniquement basé sur la mesure de masse a été développé et est présenté dans le paragraphe suivant.

Montage expérimental avec protocole de détection automatique

Dans un contexte industriel, la détermination des propriétés rhéologiques en sortie de buse peut être un avantage majeur. Il semble vraiment utile d'automatiser le slug test. Pour cela, un montage réalisé à partir d'une balance connectée et associée à un algorithme de détection automatique des impacts de goutte est utilisé. Son principe est schématisé sur la figure 3.6. Ce dispositif permet à la fois la mesure du débit et la mesure de la masse de chaque goutte. Ainsi, la mesure des propriétés rhéologiques peut être réalisée lors de la calibration du débit d'impression, généralement réalisée avant chaque fabrication à grande échelle, pour s'assurer que le débit réel est égal à la valeur consigne.

Dans ce travail, la balance (modèle Kern IFS 30K0.2DL) est placée en dessous de l'extrudeur, telle qu'illustrée sur la figure 3.6. Afin d'augmenter la vitesse d'acquisition de la mesure, l'interface d'origine permettant la lecture de la masse a été remplacée par une alimentation externe du capteur de force et une carte d'acquisition National Instrument (modèle USB-6008) possédant une fréquence de mesure de 10kH et un encodage du signal analogique sur 12 bits. La pleine échelle du capteur de force est 0 à 50kg entre 0 et 10V. La mesure de sensibilité a été effectuée par régression linéaire. Par ailleurs, une acquisition à vide a été effectuée afin de déterminer l'écart-type du bruit de mesure, estimé sur 80000 mesures consécutives, et égal à 41,7 grammes. La précision du signal de masse est alors améliorée en utilisant un filtre moyen sur 800 acquisitions puis en échantillonnant à 25 Hz. Le signal ré-échantillonné a alors un écart-type d'environ 1.5 grammes. Une acquisition typique obtenue lors d'un slug test automatisé est illustré sur la figure 3.7. Les signaux bruts et échantillonnés sont représentés sur le graphe du haut, où on distingue aisément les impacts de gouttes avant que la balance n'atteigne rapidement une valeur stable. Les masses des gouttes sont simplement les différences entre les masses de deux plateaux consécutifs. La forme "constante par morceaux" de la courbe de la masse en fonction du temps donne donc accès à la fois au débit de béton et à la distribution typique des masses de gouttes.

Afin d'automatiser la détection des impacts de goutte, on effectue une dérivation discrète par convolution sur le signal échantillonné avec un noyau de la forme [-1, -1, 1, 1]/2. Le signal de dérivation obtenu est illustré en vert sur le graphique en bas à droite de la figure 3.7. Une détection de goutte se produit lorsqu'un front montant sur le signal dérivé atteint un seuil donné. Ce dernier est pris égal à 2 fois l'écart-type du signal dérivé. Ceci s'est avéré être une méthode robuste permettant de détecter l'impact d'une goutte par rapport au bruit, mais aussi par rapport aux potentiels impacts mineurs liés à des décrochages de goutte liés à des défauts locaux, non significatif que l'on peut observer sur les graphes de gauche de la figure 3.7. Ces impacts sont généralement d'autant plus présents lorsque le seuil de cisaillement est bas (lorsqu'on s'approche de la zone d'écoulement instationnaire cf. 3.2). Ce qui détériore la précision du test. Dans ce cas, le seuil de détection peut être réajusté à la main afin de ne conserver que les impacts significatifs. Le protocole de détection des gouttes ainsi que la masse minimale de gouttes détectable avec cette méthode sont précisés dans l'annexe A.

Enfin, afin d'augmenter la précision sur la masse de chaque goutte, calculée par la différence entre deux valeurs plateaux, les masses de chaque partie constante sont calculées en utilisant les k/2 acquisitions précédant l'impact, où k est le nombre d'acquisitions séparant deux impacts consécutifs. Les acquisitions utilisées pour la mesure sont illustrées en violet sur la figure 3.7. L'écart-type de la mesure est alors généralement inférieur au gramme. Son estimation est précisée dans le paragraphe suivant. Par ailleurs, le calcul du débit est réalisé par régression linéaire effectuée sur le signal rééchantillonné et sa stabilité est surveillée en calculant le débit de chaque goutte comme le ratio de la masse de la goutte divisée par sa période de formation. Un exemple de courbe de masse et de débit discret obtenu est donné sur le graphe de droite de la figure 3.7. Ces grandeurs sont données en fonction de l'indice de la goutte attribuée dans l'ordre chronologique. Sur cet exemple, on observe que le débit (courbe orange) est stable dans le temps et possède une variabilité bien plus faible que la masse de goutte (courbe en bleu).

Le débit moyen, la masse moyenne et les intervalles de confiance respectifs peuvent être alors obtenus à partir de la moyenne et de l'écart-type des masses des gouttes.

Précision de la mesure

La masse des gouttes m s est donnée par la différence de masse entre deux valeurs plateaux m s = m p -m p-1 . L'écart-type de mesure σ ms est alors calculée à partir de l'écart-type de la mesure de la valeur des plateaux σ mp par la relation :

σ ms = √ 2σ mp (3.16)
Figure 3.8 -Erreur de mesure en fonction de la période Or, l'écart-type de la mesure de la valeur du plateau σ mp est calculée à partir de l'écart-type du signal σ f ilt en fonction du nombre d'acquisitions indépendantes utilisées pour mesurer la masse du plateau. Dans notre système, on détermine la masse du plateau en moyennant les valeurs des k/2 acquisitions précédant l'impact (voir courbe violette sur le graphe situé sur le coin supérieur gauche de la figure 3.7), dont seulement la moitié (k/4) sont indépendantes, et où k est le nombre d'acquisitions séparant deux impacts. Ce dernier est égal au produit de la fréquence du signal filtré f f ilt par la période de formation des gouttes T s .

Pour une période de goutte T s et une fréquence de 25Hz, on a donc k = 25 × T s acquisitions séparant deux impacts de goutte, la masse d'un plateau est alors obtenue en moyennant k/4 mesures de masse indépendantes, la précision de la mesure du plateau devient σ mp = 1.5 √ k/4

. L'écart-type de masse de la goutte est alors égal à :

σ ms = √ 2 × 1.5 25 × T s /4
(3.17)

Par cette formule, on peut estimer facilement l'écart-type de mesure de la masse des gouttes en fonction de la période. Celle-ci est donnée par la courbe de la figure 3.8, soit une précision de mesure compris entre 0,8 grammes et 1,2 grammes pour des périodes comprises entre 0,5 et 1,5 grammes. La méthode permet donc une mesure précise de la masse moyenne de goutte, et permet de mettre en évidence une variabilité de la masse des gouttes supérieure à la précision de mesure du système. Les origines potentielles de cette dernière seront discutées dans la suite. Par ailleurs, la mesure de la période de formation des gouttes se fait à une acquisition près. L'erreur de troncature de la mesure de la période est donc égale en première approximation à |∆T s | = 2/f f ilt = 0, 08 seconde. Ainsi, l'erreur au premier ordre de la mesure du débit |∆Q| en fonction de la période est donnée par :

|∆Q| = σ ms T s + m s T s 2 ∆T s = σ ms T s + Q T s ∆T s (3.18)
En prenant par exemple, une goutte de 20 grammes avec une fréquence de goutte à goutte de 1 seconde, soit un débit de 20 grammes par seconde, l'erreur de mesure du débit discret : |∆Q| = 0, 86 1 + 20 1 2 0, 08 = 0, 86 + 1, 6 = 2, 46 g/s. Celle-ci permet d'expliquer complètement la variabilité du débit mise en évidence sur la figure 3.7. Le débit est donc stable au cours de l'expérience. L'incertitude sur le débit moyen pour une dizaine de gouttes est donc inférieur au gramme par seconde et décroît avec le nombre de gouttes utilisé.

Des méthodes plus sophistiquées pourraient être envisagées pour obtenir des informations plus précises sur la période d'impact T s et donc sur le débit, mais ceci sera l'objet d'améliorations ultérieures.

Test d'étalement

Afin de valider les valeurs des seuils de cisaillement obtenues par le slug test, des essais d'étalement sont mis en oeuvre. Il consiste à remplir un cône métallique de mortier. Une fois rempli, ce dernier est soulevé verticalement, ce qui provoque l'affaissement voir l'étalement du mortier contenu dans le cône. La valeur du seuil de cisaillement est alors obtenue à partir de la géométrie finale du mortier, nécessairement en équilibre, par l'analyse donnée dans [START_REF] Roussel | Fifty-cent rheometer" for yield stress measurements : From slump to spreading flow[END_REF].

Trois types de géométries peuvent être obtenus en fonction du seuil de cisaillement : Lorsque le seuil est faible, on observe un étalement important qui conduit à une forme de galette, dont le diamètre d est très grand devant sa hauteur h : d/h

1. Le seuil peut alors être calculé, en supposant une contrainte de cisaillement pure [START_REF] Roussel | Fifty-cent rheometer" for yield stress measurements : From slump to spreading flow[END_REF], par la relation :

225ρgΩ 2 128π 2 R 5 = 225gm 2 128ρπ 2 R 5 (3.19)
Où R est le rayon de la galette de mortier R = d/2, Ω son volume que l'on préfère ici exprimer à partir de la masse m et de la masse volumique ρ.

Lorsque le seuil de cisaillement est, au contraire, suffisamment élevé, on observe un faible affaissement d'un pâté d/h 1, on peut alors simplement exprimer le seuil, en faisant l'hypothèse d'un écoulement purement élongationnel [START_REF] Roussel | Fifty-cent rheometer" for yield stress measurements : From slump to spreading flow[END_REF], par :

ρgh √ 3 = ρg(h 0 -s) √ 3 (3.20)
Où l'affaissement s est égal à la différence entre la hauteur finale h et la hauteur initiale h 0 . Finalement, dans le cas intermédiaire, il n'existe pas de formulation analytique exacte de la valeur du seuil. Celui-ci peut alors seulement être calculé à partir d'un essai d'affaissement par simulation numérique. L'article [START_REF] Roussel | Fifty-cent rheometer" for yield stress measurements : From slump to spreading flow[END_REF] fournit un abaque, reproduit sur la figure 3.9, construit par simulation et validé expérimentalement qui lie le seuil de cisaillement à l'affaissement à partir de la géométrie du cône d'Abrams de 6 litres (R 1 = 200, R 2 = 100, et h 0 = 300 mm). Il permet de retrouver facilement le seuil réel adimentionnel défini par τ = τ ρgh 0 à partir de l'affaissement adimentionnel, s = h-h 0 h , mesuré expérimentalement.

Le cône d'Abrams standard a donc été utilisé pour mesurer le seuil de cisaillement pour des consistances de plusieurs centaines de Pascals à quelques milliers de Pascals. Toutefois, un plus petit cône a aussi été utilisé (R 1 = 45, R 2 = 20, et h 0 = 80 mm) pour mesurer les seuils des mortiers de faibles consistances (seuils inférieurs à 300 Pa) où l'utilisation de l'expression 3.19 est valide. La validité des mesures est contestable pour des seuils plus importants, mais l'augmentation de la valeur définie par l'équation (3.19) indique toutefois une augmentation de la consistance même hors de son régime de validité. 

Séries expérimentales

Dans l'expérience illustrant le protocole de paillasse, nous avons pu observer la dépendance de la masse de la goutte avec le débit d'extrusion, mais aussi avec le temps de repos. Ce qui suggère l'intérêt d'une analyse en tenant compte de la thixotropie du matériau. Par ailleurs, la série illustrant l'acquisition automatisée a mis en évidence une variabilité de la masse de la goutte supérieure à l'erreur des appareils de mesure, calculée précédemment. Cette variabilité est donc probablement liée à l'hétérogénéité du matériau. Ceci suggère que l'utilisation du Slug test peut aussi être élargie à la détermination de la variabilité des paramètres rhéologiques.

Les deux prochaines parties vont tâcher de proposer, valider expérimentalement et calculer les valeurs des paramètres respectifs de plusieurs modèles rhéologiques simplifiés à partir de la masse de la goutte. Une analyse statistique de la variabilité des masses de gouttes sera aussi proposée pour le modèle le plus simple. Cette partie présente les données expérimentales. Nous avons aussi fait le choix d'inclure dans cette partie des éléments de comparaison avec des analyses théoriques présentées dans la partie suivante. Le lecteur peut alors constater la pertinence des différentes analyses et des méthodes d'identification utilisées et s'y référer par la suite. Par ailleurs, les potentiels artefacts sont aussi discutés dans cette partie. La partie suivante pourra ainsi établir une série de précautions lors de la réalisation des slug test.

Expériences de paillasse

Six séries expérimentales pour différentes formulations ont été effectuées à l'échelle de la paillasse en utilisant trois diamètres de nez différents : 11, 9 et 7 millimètres. Une fois formulé, le seuil de chaque mortier est mesuré par un essai d'étalement avant d'être inséré dans le réservoir. Environ dix minutes s'écoulent entre le test d'étalement et le premier slug test. Les résultats des expériences sont alors obtenus par l'analyse vidéo décrite dans la partie précédente.

Les séries sont regroupées dans les figures 3.10 et 3.11. Chaque ligne correspond à une série de données, c'est-à-dire une gâchée, et contient deux types de graphes. Les graphes situés sur la gauche tracent les masses moyennes de la goutte en fonction du temps de repos, tandis que les graphes de droite tracent ces masses en fonction du débit. L'analyse théorique pour un matériau parfaitement plastique, proposée dans la partie suivante, nous permet de passer de l'échelle des masses donnée sur l'axe des ordonnées à gauche, au seuil apparent donné sur l'axe des ordonnées à droite par l'équation 3.24. Sur cet axe en Pascal, on peut aussi tracer le seuil d'étalement (rond jaune) mesuré pour chaque série afin de comparer avec les valeurs identifiées par le slug test. On trace en traits mixtes bleus la moyenne des masses de gouttes, notée τapp , qui correspond à la courbe théorique en supposant un modèle parfaitement plastique dans la théorie proposée précédemment. La masse semble toutefois significativement impactée par le débit. Il semble alors justifié d'identifier le seuil de cisaillement à partir de la mesure effectuée pour le plus faible débit, noté τ app (Q min ). En réalité, on constate une dépendance supplémentaire au temps de repos. Ceci est mis en évidence en ajustant un modèle bilinéaire de la masse de la goutte en fonction du temps de repos et du débit. On peut alors séparer le terme constant supposé uniquement dépendant du seuil de cisaillement, de la contribution du temps de stockage dans le réservoir et du débit. On obtient une très bonne corrélation avec les données. On verra que ce modèle empirique peut être relié rigoureusement à la théorie dans le cas d'un slug test avec des fluides de Bingham thixotrope faiblement cisaillé (équation (3.39)). Ainsi, le meilleur ajustement bilinéaire nous permet d'identifier les contributions de la viscosité µ p fonction du débit seul et de la structuration dans le réservoir fonction du temps de repos t stock . Celles-ci peuvent être respectivement soustraites de la dépendance au temps de repos (graphes de gauche) et de la dépendance du débit (graphe de droite). Ceci revient à projeter les données en trois dimensions sur les deux plans Q = 0 et t = 0 respectivement. Le meilleur ajustement plan sur les données devient dans les deux cas une droite représentée avec des tirets orange dans les deux types de graphes. Ces deux représentations graphiques permettent encore une identification visuelle des paramètres rhéologiques.

Sur le graphe de droite, l'ordonnée à l'origine Q = 0 correspond au seuil de cisaillement à t = 0 et la pente est reliée à la viscosité plastique µ p par la relation (3.39). Sur le graphe de gauche, la régression linéaire sur les données corrigées indique quant à elle l'évolution du seuil de cisaillement en fonction du temps de repos. L'origine t = 0 étant le début de la série d'expérience. Sa pente exprimée sur l'axe des ordonnées à droite est donc égale au vieillissement du matériau A thix . En extrapolant la courbe obtenue à l'instant de la réalisation du test d'étalement (t = t 0 -10 min = t 0 -600 s), on peut donc établir une comparaison entre les deux mesures de seuil de cisaillement. Les paramètres rhéologiques identifiés par le test d'étalement et par le slug test pour différents modèles rhéologiques sont précisés dans la table 3.1 pour chacune des séries expérimentales réalisées.

On peut noter le très bon accord entre les valeurs expérimentales et le meilleur ajustement bilinéaire de la masse de la goutte ou du seuil apparent en fonction du temps de repos et du débit dont les pentes sont en fait liées aux paramètres d'un modèle de Bingham Thixotrope, comme nous le montrerons dans la partie suivante. Les écart-types des résidus pour ce modèle sont très bas (inférieurs à 10 Pa) et nettement plus faibles (4 à 10 fois) qu'en postulant un modèle parfaitement plastique pour les séries 1,2,4,6. Ceci est moins clair pour les séries 3 et 5 correspondant aux seuils les plus élevés. Par ailleurs, les valeurs de seuil de cisaillement calculées par étalement et identifiées en postulant le modèle de

Données brutes

Données corrigées Régression linéaire Essai d'étalement

Figure 3.10 -Graphe de la masse moyenne de la goutte de diamètre 11mm en fonction du débit de mortier pour la première série expérimentale (voir table 3.1). L'axe des ordonnées à droite indique le seuil de cisaillement apparent correspondant aux masses de l'axe des ordonnées à gauche et permet de tracer le seuil d'étalement pour comparaison.
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Figure 3.11 -Graphe de la masse moyenne de la goutte de diamètre 7mm en fonction du débit de mortier pour les quatrièmes, cinquièmes et sixièmes séries expérimentales (voir table 3.1). L'axe des ordonnées à droite indique le seuil de cisaillement apparent correspondant aux masses de l'axe des ordonnés à gauche et permet de tracer le seuil d'étalement pour comparaison. 

Étalement Plastique Bingham Thixotrope n • D Formulation τ (t 0 -600) τ app (Q min ) τapp τ (t 0 -600) µ p A thix σ (mm) P1000-...-F0 (Pa) (Pa) (Pa) (Pa) (Pa.s) (Pa/s) (

Expériences à grandes échelles

Lors d'une expérience de slug test à grande échelle avec ajout d'adjuvant, la complexité de la technologie utilisée, qui implique le mélange dynamique pour disperser l'adjuvant rend plus délicate la réalisation et l'interprétation des expériences. Cependant, cela permet de prouver l'efficacité du test en conditions réelles. Par ailleurs, la technologie utilisée ne permet pas l'utilisation d'un matériau avec un seuil supérieur à 300 Pa, qui provoque la mise en défaut de la pompe à béton. Une autre limitation vient de la viscosité relativement importante du matériau cimentaire utilisé qui limite le domaine d'existence de l'écoulement goutte à goutte avec les diamètres de buses utilisés à grande échelle. On observe en pratique, qu'à un débit donné, plus le diamètre de buse est important plus l'existence de l'écoulement goutte à goutte nécessite un seuil important. C'est pourquoi l'ajout d'adjuvant en tête d'extrusion est ici crucial, car il permet d'explorer une grande gamme de seuil de cisaillement. L'ajout d'un adjuvant en tête nécessite toutefois sa dispersion dans le mortier initial, réalisé dans notre système par un mélangeur dynamique. L'évolution de la masse de la goutte doit alors être fonction de nombreux phénomènes parasites que l'on doit probablement pouvoir interpréter comme une observation indirecte des phénomènes physicochimiques complexes, liés à la qualité du mélange, ainsi que les phénomènes de défloculation et structuration, se produisant à l'intérieur du système. L'analyse proposée dans la partie suivante tâchera de proposer un modèle simplifié permettant une compréhension qualitative et des outils pour la mise en oeuvre d'une démarche plus quantitative.

Malgré le faible intervalle de seuil atteignable, trois séries d'expériences ont toutefois été réalisées sans ajout d'adjuvant. Les seuils de cisaillement étant assez bas, les résultats du slug test sont comparés dans ce cas avec le seuil obtenu par essai d'étalement en utilisant la formulation analytique pour les étalements importants. Cet essai est réalisé soit juste après la fin du malaxage, soit en sortie de buse d'extrusion juste après la fin du slug test. Ces premiers résultats nous permettent de montrer que Série 1 2 3 Fomulation P1000-E96-SP4,3-F0 P1000-E96-SP4,6-F0 P1000-E96-SP4,6-F0 expérience n le seuil apparent du slug test défini à partir de la masse des gouttes par l'équation (3.24) est très proche du seuil de cisaillement calculé par étalement. Par ailleurs, on constate qu'il semble surestimer la valeur de seuil mesurée avant l'entrée dans le système et légèrement sous-estimer la valeur en sortie de buse. Ceci laisse penser qu'il existe une structuration du mortier dans le réservoir amont. Ce qui est confirmé par la différence entre les seuils de cisaillement de la série 3. L'expérience 3-2, réalisée quelques minutes plus tard, possède en effet un seuil de cisaillement légèrement supérieur à l'expérience 3-1, aussi bien par slug test que par essai d'étalement. Afin de parcourir une plus grande gamme de seuil de cisaillement, les deux prochains paragraphes s'intéressent à l'ajout d'adjuvant au niveau de la tête d'extrusion.

Expériences à grande échelle avec ajout d'un floculant

Tout d'abord, deux séries d'expériences ont été réalisées avec l'ajout de solution aqueuse de poly acrilamide (PAM) à 4%. Comme on l'a vu précédemment (paragraphe 2.1.2), l'ajout de cet adjuvant permet d'augmenter significativement le seuil de cisaillement d'un mortier. Ainsi, en augmentant le dosage en solution de PAM, on s'attend à observer une augmentation de la masse de la goutte en sortie de buse. La première série a été réalisée avec une formulation initiale de mortier non fibré tandis que la deuxième série a été réalisée en ajoutant des fibres de verre de 6 millimètres de 100 Tex. Cette série montre tout d'abord la capacité du test à rendre compte du changement de consistance du mortier lors de l'ajout de PAM. Une augmentation de la concentration en PAM aboutit bien à une augmentation de la masse de la goutte moyenne pour chaque expérience. Cependant, en fonction du dosage en PAM, on peut observer des évolutions significativement différentes de la masse de la goutte avec le débit. Pour le dosage le plus faible, la masse augmente très légèrement avec le débit, tandis que pour la quantité d'adjuvant la plus forte, la masse diminue avec le débit. La quantité intermédiaire semble quant à elle augmenter puis diminuer avec le débit d'extrusion. Ce type de comportement est probablement lié au phénomène physicochimique à l'intérieur de la tête d'extrusion. Cette observation montre que le slug test peut être un outil intéressant non seulement pour la détermination du seuil de cisaillement en sortie de buse, mais aussi pour étudier de manière indirecte les phénomènes de structuration et déstructuration qui se déroulent à l'intérieur de la tête d'extrusion et éventuellement dans le réservoir.

Par ailleurs, à partir du vecteur des masses de goutte obtenues par le dispositif expérimental à grande échelle, il est possible de tracer les histogrammes des masses de goutte pour chacune des expériences. La figure 3.13 présente les trois histogrammes des trois expériences réalisées à plus faibles débits pour des dosages de PAM croissants (expériences 1, 8 et 9). Les vecteurs de masse de chacune des expériences permettent aussi de définir les distributions normales et les distributions de Weibull associées.

Sur cette figure, on observe que la dispersion des masses augmente lorsque leur valeur moyenne diminue, c'est-à-dire lorsque le dosage en PAM diminue. On pourrait tenter d'expliquer cela par une meilleure qualité du mélange entre l'adjuvant et le mortier lorsque la concentration en PAM est plus importante. La répartition homogène d'une plus petite quantité initiale de PAM pour un même Pour obtenir une validation plus quantitative de la valeur du seuil apparent déterminé par slug test, la série 5 incluent six essais d'étalement et deux essais d'étalement. Ces derniers sont réalisés avec le cône d'Abrams standard, rempli directement par le matériau en sortie de buse entre deux slug tests, pour deux niveaux d'adjuvant différents. Le seuil de cisaillement est alors déterminé en mesurant l'affaissement à partir de l'abaque 3.9. Bien que cette méthode permette théoriquement la mesure précise du seuil de cisaillement, l'utilisation d'une aussi grande quantité de matériau pose le problème pratique de l'effet de la structuration durant le temps de remplissage. Cette difficulté est normalement limitée par l'utilisation du PAM qui ralentit fortement la structuration du mortier. Par ailleurs, l'influence de la structuration du matériau avant extrusion reste normalement limitée à quelques Pascals par minute (voir série 3 de la table 3 De la même manière que pour la série 4, on trace les histogrammes des expériences réalisées juste avant le remplissage du cône d'Abrams. On observe que l'écart-type est toujours inférieur lorsque le dosage en PAM est plus important. On observe toutefois que la différence est moins prononcée que pour l'expérience précédente. Concernant la forme des histogrammes, on voit que l'histogramme de la série numéro 6 semble ici assez proche d'une distribution de Weibull. Ces résultats confirment l'intérêt du slug test dans des conditions réelles, permettant à la fois l'estimation du seuil de cisaillement en sortie de buse, mais aussi, une source d'information sur la qualité du mélange et sur la cinétique des processus physicochimiques au sein du procédé d'extrusion. Dans la suite, nous proposons donc d'étudier l'influence de l'ajout de l'accélérateur de prise utilisé lors de la mise en oeuvre du procédé d'extrusion robotisée au sein de la plateforme Build'in. 

Expériences à grandes échelles avec ajout d'accélérateur

Dans ce paragraphe, les influences de la quantité d'accélérateur et du débit d'extrusion sur la masse de la goutte sont étudiées. La formulation est identique à celle utilisée lors de la mise en oeuvre effective de fabrications par extrusion robotisée (P1000-E96-SP4,6-F50). Elle présente un seuil d'étalement en entrée du système égal à 101 Pa et une masse volumique de 2390kg/m 3 . Au cours de l'expérience, l'accélérateur de prise est ajouté à des dosages courants. Trois débits d'extrusion ont par ailleurs été sélectionnés pour parcourir la gamme habituelle. Les masses de gouttes obtenues sont tracées dans la figure 3.16. On précise que la buse utilisée présente entre le rétrécissement et la sortie une zone de diamètre fixe d'une longueur de 15 centimètres. Le volume contenu entre l'entrée de l'accélérateur et le rétrécissement a été estimé à 0,35 litres et le volume de la zone non cisaillée après rétrécissement est égal à 0,05 litres.

On observe que les masses des gouttes et les seuils apparents respectifs sont significativement plus élevés avec l'augmentation de la concentration en accélérateur. Par ailleurs, elles sont stables avec le débit pour le dosage à 7,5g/kg et légèrement croissantes pour le dosage à 6,5g/kg. Ce type de comportement laisse à penser qu'une plus grande concentration en adjuvants permet bien un taux de structuration plus important, mais que l'influence de la viscosité est importante à cette gamme de débit. En effet, un débit plus important implique un temps de structuration au sein de la tête d'extrusion plus faible. L'effet de l'adjuvant seul devrait se manifester par une baisse de la masse de la goutte avec le débit. Cependant, la contribution visqueuse devient plus importante à haute vitesse d'extrusion. Ce qui peut masquer l'effet de la diminution du seuil.

Ce phénomène sera étudié de manière plus quantitative dans la partie suivante (équation 3.58). La masse de la goutte théorique pourra alors être tracée en fonction du seuil d'entrée, du paramètre de structuration et de la viscosité en sortie de nez supposée indépendante du débit, c'est-à-dire du temps Différence 1g/kg de résidence dans la tête d'extrusion. La valeur exacte de la viscosité n'est pas connue, mais son ordre de grandeur est probablement autour de 100 Pa.s, cette valeur est donc utilisée pour les simulations. Ces dernières, tracées en traits plein sur le graphique, ont ensuite été obtenues en ajustant à la main les paramètres. Elles suggèrent que l'augmentation de seuil dans le temps est autour de quelques dizaines de Pascals par seconde. Ce qui est cohérent avec la structuration nécessaire à la réalisation des objets élancés présentés dans le chapitre 2. On peut aussi estimer l'évolution du seuil par comparaison entre le seuil apparent obtenu en sortie et le seuil initial qui nous donne aussi un ordre de grandeur de 10 Pa/s. la capacité du slug test pour l'identification du seuil de cisaillement au niveau de la buse pour des gammes de seuil allant de la centaine au millier de Pascals. Cependant, une analyse plus fine montre que les valeurs de seuil de cisaillement mesurées en négligeant l'effet de la viscosité semblent toutefois surestimées pour les valeurs de seuils de cisaillement les plus faibles. Cette observation qualitative est, là encore, en accord avec la théorie. Ainsi, nous avons démontré que la masse de la goutte permet bien d'obtenir une estimation haute (borne supérieure du seuil de cisaillement), cette estimation étant d'autant plus précise que le rapport τ c /µ p et/ou la vitesse d'extrusion est faible. Un opérateur munis d'un simple bécher et d'une balance peut alors déterminer le seuil de cisaillement en sortie de buse avant le lancement de la fabrication, et éventuellement ajuster les réglages des paramètres de l'impression.

Bilan des résultats expérimentaux et discussion des hypothèses de modélisation selon les utilisations potentielles de l'essai

Le deuxième graphe s'intéresse exclusivement aux essais à l'échelle de la paillasse et compare les valeurs de seuils de cisaillement déterminées par slug test en négligeant la viscosité et le temps de repos avec celle obtenue en supposant une dépendance linéaire au seuil et au débit. Pour cinq expériences sur six, la prise en compte de la dépendance au temps de repos et au seuil de cisaillement améliore significativement l'estimation du seuil. La dernière estimation est cependant nettement sous estimée. Mais, nous suggérons que cette sous estimation pourrait s'expliquer par la défloculation induite par la réduction de diamètre entre le réservoir et l'extrusion. Cette observation met en évidence l'intérêt d'élaborer des protocoles dédiés, plus sophistiqués, en fonction du type de matériau utilisé et de la technologie d'extrusion robotisée utilisée pour affiner l'identification du seuil de cisaillement, mais aussi identifier des paramètres rhéologiques complémentaires intéressants pour la mise en oeuvre du procédé d'extrusion robotisée. En effet, nous montrerons dans la partie suivante que les effets du débit et du temps de repos peuvent être reliés à des paramètres rhéologiques du matériau au niveau du nez. Une observation intéressante effectuée sur les expériences de paillasse est le fait que la sensibilité aux débits et temps de repos est plus faible lors de l'utilisation de buse de faibles diamètres. Par ailleurs, les expériences à grandes échelles sont plus délicates à interpréter puisque l'écoulement du mortier à travers la tête d'extrusion est beaucoup plus complexe et inclut le mélange avec l'additif. Cependant, elles ont montré que la masse de la goutte pour un dosage d'adjuvant donné est aussi sensible au débit, croissante avec le débit pour les seuils de cisaillement faibles, et décroissante pour les seuils de cisaillement les plus hauts. On peut supposer que ces effets sont liés à la thixotropie du mortier, activée par la défloculation provoquée par l'écoulement d'extrusion (mélange et réduction de diamètre). Une analyse permettant d'expliquer qualitativement ces observations est proposée dans la partie suivante. Dans le cas de l'ajout d'un accélérateur, la dépendance au débit est aussi mise en évidence. Ceci suggère qu'un protocole dédié pourrait permettre d'isoler l'effet de l'accélérateur sur le taux de structuration obtenu en sortie de buse et permettre son identification. Une dernière remarque concerne le fait que les masses de gouttes possèdent une variabilité très supérieure à l'erreur de mesure et qu'elle diffère selon les expériences réalisées. On peut donc supposer qu'elle provient de la variabilité des propriétés rhéologiques, par exemple lié à la qualité du mélange de l'adjuvant. Le slug test automatique permettant ainsi une estimation de la qualité du mélange.

La partie suivante va maintenant introduire de manière rigoureuse, les méthodes d'identification des paramètres associés à différents modèles rhéologiques, qui ont permis d'exploiter les résultats expérimentaux précédents dans un cadre déterministe. Il faut noter que le type d'analyse à utiliser dépend nécessairement de la technologie d'impression utilisée et de l'application visée. En effet, les systèmes d'extrusion robotisée utilisant un système de pompage à un étage (cf. chapitre 2) pourront se contenter de l'analyse la plus simple pour la détermination du seuil de cisaillement (cf. paragraphe 3.4.1), car les valeurs de seuil de cisaillement généralement obtenues pour ce type de système de l'ordre du Kilopascal rend la dépendance à la viscosité négligeable. Par ailleurs, dans le cas d'un système d'extrusion, où le matériau possède une faible structuration et est essentiellement en écoulement bouchon, l'effet de la viscosité pourra être isolée à partir de la dépendance de la masse de la goutte au débit (cf. paragraphe 3.4.2). Dans le cas de l'ajout d'un accélérateur directement au moment de la fabrication pour le même type de système, la dépendance au débit permettra plutôt l'identification du paramètre de structuration (cf. paragraphe 3.4.4). L'effet de la viscosité est plus délicat à isoler lors de l'utilisation d'un système de pompage multi-étage qui nécessite l'ajout d'un adjuvant en tête. L'analyse de la cinétique de floculation ayant lieu juste après la zone de mélange permet toutefois de proposer un protocole simple permettant d'isoler l'effet de la viscosité (cf. paragraphe 3.4.3). Tous ces protocoles sont directement transférables à l'industrie et peuvent être réalisés par un simple opérateur munis d'un contenant et d'une balance. L'utilisation du protocole connecté permet d'automatiser le test et de l'intégrer à la routine de mise en marche de la fabrication ou du réglage de la machine, par exemple pour le réglage du dosage en adjuvant ou la mesure de la qualité du mélange par le suivi de la variabilité de la masse de la goutte. Ce dernier aspect et l'analyse correspondante sont développés plus en détail dans la partie 3.5. Enfin, nous proposons un protocole plus élaboré nécessitant une caméra et un traitement d'image adapté qui devrait permettre de séparer la contribution visqueuse et permettre l'estimation simultanée du seuil et d'un débit fixé. Cela fera l'objet de la partie 3.6.

Identification des paramètres de différents modèles rhéologiques par analyse de la dépendance de la masse au débit d'extrusion

Dans cette section, nous commençons la dérivation à partir de la relation (3.13) qui est établie pour un fluide Herschel-Bulkley. Tout d'abord, nous notons que cette relation adimensionnelle sur la longueur et la vitesse adimensionnelle à la sortie de la buse peut être facilement modifiée pour relier la masse adimensionnelle des gouttes au débit massique adimensionnel en utilisant la relation m s = ρL g πR 2 0 m * (m * -1)

1 n = q (3.21) Où m * = gm s √ 3τ c πR 2 0 est la masse adimensionnelle et q = Q g πR 2 0 τ c K τ c 1 n
est le débit massique adimensionnel avec m s : la masse de la goutte et Q : le débit massique. Pour simplifier l'identification, nous supposons que le béton à la sortie de la buse se comporte comme un fluide de Bingham, c'est-à-dire n=1. Le coefficient K devient la viscosité plastique

µ p et q = gµ p πR 2 0 τ 2 c Q. L'équation (3.21) devient : m * (m * -1) = q (3.22)
La solution exacte de 3.22 s'écrit :

m * = 1 2 + 1 4 + q (3.23)
Cette formulation à partir de la masse est intéressante puisqu'elle supprime la dépendance à la densité qui n'est pas nécessairement connue avec une grande précision. Dans la suite, différentes méthodes d'identification des paramètres rhéologiques sont proposées en fonction du type de modèles rhéologiques postulés.

Fluide à seuil parfaitement plastique (modèle à un paramètre)

Le cas du fluide à seuil parfaitement plastique correspond au cas limite défini par q ≪ 1, i.e. Q ≪ πR 0 2 τ 2 c gµ . Les forces visqueuses ne jouent pas, on peut donc simplement identifier le seuil de cisaillement par la relation :

τ c = gm s √ 3S = gm s √ 3πR 2 0 (3.24)
On reconnait dans cette relation l'expression de la contrainte de traction simple sous poids propre. Le coefficient √ 3 vient simplement du choix du critère de Von Mises pour définir le domaine solide. Il faut noter que cette expression est indépendante de la forme du nez et de la masse volumique du matériau.

À partir de cette expression, on peut définir en toute généralité le seuil apparent τ app , une estimation haute du seuil réel qui tend vers lui lorsque τ 2 c ρgV µ p , c'est-à-dire lorsque le débit et/ou la viscosité deviennent suffisamment faible. La dépendance au débit a été mise en évidence sur les expériences présentées dans la partie précédente. Les seuils apparents mesurés par slug test étant, la plupart du temps, supérieurs aux seuils mesurés par étalement. Ainsi, un modèle plus sophistiqué doit être introduit pour retrancher l'effet de la viscosité.

Fluide de Bingham (modèle à deux paramètres)

En ajoutant le paramètre de viscosité, la formulation exacte de masse de la goutte est donnée par l'expression (3.23). Afin d'identifier le seuil de cisaillement et la viscosité, une hypothèse intéressante, suggérée dans [START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF]), peut être réalisée pour des débits faibles, q 1, c'est-à-dire Q

πR 2 0 τ 2 c gµ : m * = 1 + q ⇐⇒ m s = √ 3τ c πR 0 2 g + √ 3µ p τ c Q = m c + √ 3µ p τ c Q (3.25)
Cette expression est intéressante, car elle sépare la contribution du seuil de cisaillement à la masse m c de la contribution visqueuse qui est proportionnelle au débit et inversement proportionnelle au seuil de cisaillement (dans l'hypothèse des faibles débits). Cette relation (3.25) présente aussi un intérêt pratique, car une procédure classique de régression affine par moindres carrés permet théoriquement d'identifier la valeur des paramètres recherchés à la sortie de la buse.

Une transformation intéressante consiste à exprimer la masse de la goutte de l'équation (3.25) par le seuil de cisaillement apparent τ app c défini à partir de (3.24). En substituant, (3.24) dans (3.25), on obtient ainsi :

τ app c = τ c + gµ p τ c πR 0 2 Q = b + a Q ⇐⇒    τ c = b µ p = πR 2 0 τ c g a (3.26)
Cette expression est pratique, car elle permet d'exprimer les résultats des slug tests directement sur une échelle en contrainte. Cette échelle a été systématiquement ajoutée sur les résultats expérimentaux de la partie précédente. Sur cette échelle, l'ordonnée à l'origine de la masse de la goutte exprimée en seuil apparent est ainsi le seuil de cisaillement en sortie de buse. Rigoureusement, il faut alors vérifier que l'hypothèse gµ p Q πR 2 0 τ 2 c tient. En pratique, le rayon de la buse est centimétrique et le débit est typiquement de quelques dizaines de grammes par seconde, l'hypothèse se vérifie donc si le seuil de cisaillement si τ 2 c /µ p 1000 Pa/s. Selon notre expérience, cette situation est également favorable à l'obtention d'un écoulement goutte à goutte stable.

Dans le cas contraire, on peut noter que l'identification pourrait aussi s'effectuer avec la solution exacte par itération en prenant pour initiation les valeurs identifiées par (3.26). On rappelle que la solution exacte en terme de seuil apparent s'écrit :

τ app c = τ c + τ c 2 + 4gµ p πR 2 0 Q 2 (3.27)
Notons que sur les expressions exactes (3.23) et (3.27), on peut encore isoler la contribution du seuil de cisaillement indépendante du débit, qui est inchangée, de la contribution visqueuse possédant une expression plus complexe.

τ app c = τ c + c vis (3.28) avec c vis =          gµ p πR 2 0 τ c Q si gµ p Q πR 2 0 τ 2 c 1 + 4gµ p πR 2 0 τ c 2 Q -1 τ c 2 sinon (3.29)
Cependant, nos différentes expériences ont montré qu'il est difficile d'isoler l'influence de la viscosité par l'étude de la dépendance de la masse de la goutte avec le débit pour les matériaux cimentaires utilisés pour l'extrusion robotisée. En effet, du fait de leur thixotropie, la dépendance au débit est perturbée par la modification de leur structure interne au cours du temps ou du fait des sollicitations induite par le procédé. En pratique, l'utilisation de la formule exacte (3.27) a dans ce cas une portée limitée du fait de la perturbation engendrée. La prochaine partie propose une vision approchée des phénomènes induits par la modification de la structuration interne au cours du slug test. Cette modélisation nous permettra de proposer des méthodes d'identification et des protocoles permettant de préciser le statut des paramètres rhéologiques mesurées par le slug test. On montrera aussi que le slug test est un outil utile pour déterminer une estimation de la structuration des mortiers. Un paramètre indispensable au dimensionnement optimal des parcours de fabrication additive.

Fluides à seuil Thixotrope

Pour décrire les phénomènes de structuration/déstructuration, on introduit le paramètre de structure λ. On note de plus sa valeur à l'état floculé λ f loc . Cette valeur est supposée atteinte rapidement une fois le mortier sorti du malaxeur. Et on note λ n sa valeur en sortie de buse d'extrusion. On introduit alors le seuil de cisaillement en sortie de buse, τ cn = τ c (λ n ) et la viscosité plastique en sortie de buse µ pn = µ p (λ n ) comme des fonctions croissantes de λ n . De la même manière que [START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF][START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF], le seuil de cisaillement sera supposé proportionnel à la variable de structure τ cn ∝ λ n . Par ailleurs, le paramètre de viscosité en sortie de buse est supposée moins sensible à l'évolution de la structuration interne et est prise constante en sortie de buse. Pour modéliser la variation du paramètre de structure interne induite ou non par le procédé dλ, on propose d'utiliser le modèle proposé dans [START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF] : 

dλ = dt T (λ) -αλ γdt (3.
T (λ) = T dis si λ < λ f loc T f loc si λ ≥ λ f loc (3.31)
Notons toutefois que la période T f loc peut être diminuée significativement avec l'ajout d'un accélérateur de prise. Cette hypothèse sera envisagée plus bas. À partir de (3.30), on peut isoler trois cas limites selon que le matériau est ou n'est pas significativement cisaillé pendant le procédé. Avant d'explorer ces trois cas, il est utile de signaler que le cisaillement dû aux procédés d'extrusion qui nous intéresse est celui qui s'applique au matériau à coeur, et non pas à celui qui s'applique à la couche limite qui concentre le cisaillement lors du pompage ou de l'extrusion [START_REF] De | Pumping of Fresh Concrete : Insights and Challenges[END_REF][START_REF] Perrot | Ram extrusion force for a frictional plastic material : model prediction and application to cement paste[END_REF]. Cette couche de moindre consistance est essentielle pour la pompabilité et l'extrudabilité des bétons en réduisant la pression de pompage et explique la présence d'un écoulement bouchon lors du pompage des bétons, mais sa faible épaisseur permet de négliger son influence sur la masse de la goutte. Le cisaillement du matériau à coeur ne se produit que lors de la présence d'une réduction de diamètre ou d'un mélangeur dynamique. Nous étudions dans la suite le cas de la réduction de diamètre.

Effet de la structuration dans le cas des procédés d'extrusion n'induisant pas de cisaillement du mortier

Ce cas concerne les procédés, où le matériau n'est pas recisaillé au moment de l'extrusion. Ceci est possible lorsque le matériau est en écoulement bouchon (absence de réduction de diamètre [START_REF] Roussel | Rheological requirements for printable concretes[END_REF]). Dans ce cas, le terme de déstructuration à droite de l'égalité s'annule et on obtient par intégration de (3.30) une augmentation linéaire du paramètre de structure λ en fonction du temps :

λ = t T f loc + λ f loc (3.32)
Ainsi, en supposant le seuil proportionnel au paramètre de structure [START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF], on obtient une augmentation linéaire du seuil de cisaillement avec le temps : 

τ c = A thix t + τ cf (3.
τ app c = τ cf + A thix t st + ρΩ p Q + τ cf + A thix t st + ρΩ p Q 2 + 4 gµ pn πR 2 0 Q 2 (3.36) = τ cn + 1 + 4gµ pn πR 2 0 τ cn 2 Q -1 τ cn 2 (3.37) avec τ cn = τ cf + A thix t st + ρΩ p Q (3.38)
L'équation (3.37) met une fois de plus en évidence que la masse de la goutte, exprimée en seuil apparent, peut être vue comme la somme de la contribution du seuil de cisaillement en sortie de nez, fonction du seuil de cisaillement initial au matériau τ c0 et de l'augmentation du seuil au cours du procédé (3.38), et la contribution visqueuse qui dépend des paramètres rhéologiques en sortie de buse. Cette équation générale est complexe, mais nous en proposons une formulation simplifiée utile en pratique. On rappelle que A thix est faible (T f loc est important, le cas des matériaux accélérés sera traité dans la partie suivante), et que l'on peut considérer que le temps d'acheminement est suffisamment court pour négliger l'augmentation du seuil de cisaillement pendant l'acheminement A thix t ext << τ c0 . Par ailleurs, on suppose que de la même manière que le terme de structuration de stockage est petit

A thix t st << τ c0 et le débit est faible Q πR 2 0 τ 2 c
gµpn . Enfin, on suppose que la viscosité en sortie de nez est faiblement modifié au cours de l'expérience. Alors, l'équation (3.36) peut être linéarisée autour du point t=0,Q=0, de manière analogue au fluide de Bingham (3.26), on obtient alors une expression du seuil apparent τ app c sous la forme : Cependant, la taille de la buse semble diminuer l'effet de la structuration de stockage. Plus le diamètre de buse est faible, plus l'effet est faible. Ceci nous conduit à envisager dans la suite le cas où le procédé d'extrusion induit une déstructuration modérée.

τ app c = τ c0 + A thix t + gµ p0 τ c0 πR 0 2 Q = c + b t + a Q ⇐⇒          τ c0 = c A thix = b µ pn = πR 2 0 τ c0 g a (3.

Effet de la structuration de floculation dans les procédés induisant une déstructuration modérée

Dans le cas d'une réduction de section significative avant extrusion (rayon de la buse R 0 inférieur à celui du réservoir), on ne peut plus négliger le terme déstructuration dans l'équation d'évolution du paramètre de structuration interne (3.30). Pour spécifier l'équation à la géométrie de notre problème, on peut exprimer le taux de cisaillement γ dans la zone de réduction de diamètre en fonction du rayon R 0 de la buse, d'un paramètre géométrique adimensionnel k 1 fonction de la différence de rayon et de la longueur de la zone de transition et de la vitesse d'extrusion V , que l'on peut exprimer à partir du débit massique Q et de la masse volumique ρ par :

γ = k 1 V R 0 = k 1 Q ρπR 0 3 (3.40)
Par ailleurs, on suppose qu'un pas de temps de dispersion peut s'exprimer en fonction du volume de la zone de transition Ω γ = k 2 πR 2 0 dl, de la masse volumique ρ et du débit massique Q par :

dt = ρΩ γ Q dl = k 2 ρπR 2 0 Q dl (3.41)
avec dl un incrément de longueur de la zone cisaillée et k 2 un deuxième paramètre géométrique de la zone cisaillée. Ainsi, en remplaçant (3.40) et (3.41) dans (3.30), la variation du paramètre de structure interne dans le cas du procédé d'extrusion devient :

dλ = k 2 ρπR 2 0 dl T (λ)Q -αλ k 1 k 2 πdl R 0 (3.42)
Cette équation met en évidence une potentielle dépendance au débit de la variation du paramètre de structure interne dλ entre l'entrée et la sortie de la buse en fonction de sa géométrie (R 0 et l). En effet, à droite de l'égalité, le terme négatif est le potentiel de dispersion qui ne dépend que de la géométrie de la buse et du paramètre de structure initiale λ du matériau (avant extrusion). Tandis que le terme positif est le potentiel de structuration, qui dépend du débit et du paramètre de structure interne.

On rappelle qu'on a posé que la période structuration T (λ) est supposée constante par morceaux (3.31). Ainsi, on peut intégrer (3.42) pour obtenir l'évolution de la structure interne le long de la zone cisaillée en fonction du débit massique :

λ(l, Q) = ρR 3 0 k 1 αT (λ)Q + A exp(-α k 1 k 2 πl R 0 ) (3.43)
avec A une constante que l'on peut alors déterminer en fonction des conditions limites. À l'entrée de la zone de cisaillement, la valeur du paramètre de structure est notée λ i et est donnée par l'équation (3.32) avec t = t st + t p . On a donc :

λ(0, Q) = λ i = ρR 3 0 k 1 αT (λ)Q + A λ(l, Q) = ρR 3 0 k 1 αT (λ)Q 1 -exp -α k 1 k 2 πl R 0 + λ i exp -α k 1 k 2 πl R 0 (3.44) avec λ i = t st + t p T f loc + λ f loc (3.45)
On peut ainsi exprimer le paramètre de structure en sortie de buse, supposée ici être la fin de la zone de cisaillement 

λ n (Q) = λ(l = l n , Q),
λ n (Q) = 1 αT (λ) 1 -exp -α k 1 k 2 πl n R 0 R 0 k 1 k 2 πl n ρΩ γ Q + λ min (3.46) avec λ min = lim Q→+∞ λ n (Q) = t st + t p T f loc + λ f loc exp(-α k 1 k 2 πl n R 0 ) (3.47)
On rappelle que l'on fait jusqu'à présent l'hypothèse d'une structuration lente pendant le stockage et que le temps d'acheminement jusqu'à la zone de cisaillement est faible T λ = T f loc (t st +t p )/λ f loc ≈ t st )/λ f loc . Ainsi, le paramètre de structuration à l'entrée de la zone de cisaillement λ i (équation (3.45)) est proche de sa valeur à l'état floculé. On peut alors séparer le problème en deux cas limites. Supposons d'abord que la dispersion maximale induite par le procédé est trop faible pour défloculer le système, λ min ≥ λ f loc , le matériau est alors faiblement impacté par le système :

λ i -λ min λ i = 1 -exp -α k 1 k 2 πl R 0 << 1
L'influence de la valeur initiale λ i domine et la dépendance du paramètre de structure au débit est très faible et on peut alors utiliser l'analyse de la partie précédente (3.32) pour déterminer l'évolution du paramètre de structure en sortie de buse. On obtient :

λ n (Q) = λ min = λ i exp(-α k 1 k 2 πl n R 0 ) (3.48) avec λ i = λ f loc + t st T f loc (3.49)
Ainsi, le seuil de cisaillement étant supposé proportionnel au paramètre de structure, sa valeur en sortie de buse τ cn est de la forme :

τ cn (Q) = (τ cf + A thix t st ) exp(-α k 1 k 2 πl n R 0 ) (3.50)
Cette équation indique une diminution de l'influence du vieillissement lorsque la géométrie de la buse induit un cisaillement modéré. La méthode d'identification développée sous l'hypothèse d'un cisaillement induit par le procédé nul (système (3.39)) donnera une borne inférieure de la structuration de stockage A thix = A thix exp(-α k 1 k 2 πln R 0 ). Cette valeur sera par ailleurs d'autant plus sous-estimée que le rayon de la buse sera faible. C'est précisément ce type de comportement qui a été observé lors de la réalisation des séries expérimentales à petite échelle (séries 1, 2 et 4).

Cependant, pour les expériences à grandes échelles ou les séries 3 et 5 des expériences de paillasses, le modèle bilinéaire (équation (3.39)) ne permet pas d'expliquer les données de masse en fonction du débit. On suspecte alors une dépendance importante de la structure en fonction du débit lorsque le cisaillement induit par le procédé d'extrusion est important (3.46).

Effet de la structuration de floculation dans les procédés induisant une forte déstructuration

En effet, si l'on suppose maintenant que le matériau est défloculé en sortie de buse, λ min λ f loc : 

λ i -λ min λ i = 1 -exp -α k 1 k 2 πl R 0 ≈ 1 L'influence
λ n =    a d thix ρΩ γ Q + λ min = a d thix t γ + λ min si λ n (Q) < λ f loc λ f loc si λ n (Q) ≥ λ f loc (3.51) avec a d thix = R 0 k 1 k 2 πl n 1 αT dis 1 -exp -α k 1 k 2 πl n R 0 (3.52) et λ min = λ i exp(-α k 1 k 2 πl n R 0 ) (3.53)
où a d thix est un paramètre de structuration du procédé d'extrusion, fonction des paramètres de structuration du matériau T dis , de déstructuration α et de la géométrie de la zone cisaillée. On peut par ailleurs noter que la valeur minimale du paramètre de structure interne après extrusion λ min dépend majoritairement de la géométrie de l'extrudeur (dépendance exponentielle) et secondairement du paramètre de structure avant le cisaillement induit λ i (dépendance linéaire).

Par ailleurs, comme le seuil de cisaillement en sortie de buse τ cn est supposé proportionnel à l'état de la structure interne λ n [START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF], la valeur du seuil de cisaillement en sortie de buse τ cn lorsque le matériau est significativement recisaillé τ cmin < τ cf est donnée par :

τ n c =    A d thix ρΩ γ Q + τ cmin = A d thix t γ + τ cmin si τ n c (Q) < τ cf τ cf si τ cn (Q) ≥ τ cf (3.54)
A d thix est un paramètre de structuration lié au procédé défini à un facteur près de a d thix et τ cmin est le seuil minimal en sortie de nez qui dépend principalement de la géométrie de l'extrudeur et secondairement du seuil de cisaillement du matériau avant l'extrusion τ ci . Les évolutions correspondantes du paramètre de structure en sortie de nez λ n et du seuil de cisaillement respectif τ cn sont illustrées sur la figure 3.19 pour différents niveaux de dispersion induite par le procédé d'extrusion.

L'expression (3.54) donne directement la masse de la goutte, exprimée en seuil apparent, en fonction du débit d'extrusion pour un fluide parfaitement plastique thixotrope en fonction de la dispersion

Q Fluide parfaitement plastique Faible dispersion τ c λ n t γ τ c λ n t min t max Q min Q max λ �loc τ cf λ �loc

Moyenne dispersion Forte dispersion

Dispersion maximale (τ cmin et λ min ) 

τ app c = τ cn (Q) + 1 + 4gµ pn πR 2 0 τ cn (Q) 2 Q -1 τ cn (Q) 2 (3.55) (3.56)
avec τ cn (Q) donné par (3.54) et µ pn une fonction croissante de λ n .

Pour obtenir une représentation graphique approchée de l'évolution de la masse de la goutte en fonction du débit pour un fluide de Bingham thixotrope en fonction de la dispersion induite par l'extrusion, on suppose que µ pn = µ p (λ n ) est définie pour que la contribution visqueuse définie par l'expression (3.37) soit indépendante de λ n , c'est-à-dire : Dans ce travail, nous n'avons pas cherché à déterminer précisément le paramètre de structuration lié aux processus de dispersion/floculation en cas de dispersion induite par l'extrusion. Car, ils ne représentent qu'un enjeu secondaire pour la calibration des parcours d'impression puisqu'il est admis que le matériau va atteindre son état floculé une fois déposé au bout de quelques dizaines de secondes. En revanche, cette analyse permet de porter un regard critique sur les valeurs de seuil de cisaillement identifiées à partir du seuil apparent en sortie de buse. De futurs travaux pourraient chercher à étudier plus finement la dynamique de la structuration du matériau au sein de la tête d'extrusion grâce à ce type d'approche.

1 + 4gµ pn πR 2 0 τ cn 2 Q -1 τ cn 2 = c vis (3.

Recommandations pour la détermination du seuil de cisaillement pour les applications d'extrusion robotisée de matériau cimentaire

Récapitulons à présent l'application pratique du slug test pour différents types d'installations et de procédé d'extrusion robotisée de matériau cimentaire.

Pour les procédés d'extrusion robotisée où le matériau est fortement recisaillé, donc défloculé en sortie de nez, puis mis en forme par pression (Oriented lace pressing), le seuil de cisaillement apparent calculé directement avec la masse de la goutte constitue une donnée pertinente, car elle est légèrement surestimée. Ainsi, la force de mise en forme théorique correspondante (voir chapitre 2) sera conservative et pourra permettre le paramétrage du parcours de fabrication. Cependant dans le cadre de la génération de la force motrice du procédé de pultrusion interne, que nous introduirons dans le chapitre suivant, la valeur pertinente de dimensionnement est plutôt une borne inférieure de ce seuil. Pour cela, l'analyse de l'influence de la thixotropie suggère d'utiliser lors du slug test une buse d'extrusion suffisamment longue après la réduction de diamètre (zone de cisaillement impliquant la défloculation), afin de créer une zone d'écoulement bouchon, non cisaillé, où le matériau cimentaire pourra alors revenir à son état floculé où la structuration est faible 1/T (λ) = 1/T f loc pour l'ensemble de la plage de débit. Le paramètre de structure en sortie de buse sera alors faiblement dépendant du débit λ n ≈ λ cf . Par ailleurs, du fait du cisaillement important, on peut imaginer que le seuil de cisaillement sera indépendant du temps de stockage. La contribution visqueuse à l'état floculé en fonction du débit pourrait alors être identifiée dans le cadre d'un matériau de Bingham (cf. paragraphe 3.4.2) et être retranchée au seuil apparent mesuré avec la buse utilisée pour la fabrication. Ce type de buse, présentant une longueur de buse importante après la réduction, est justement utilisé pour la pultrusion interne.

Finalement, dans le cas de l'utilisation d'un système induisant peu de dispersion (système de pompage mono-étage et mise en forme par extrusion : Extruded lace Shaping), le matériau cimentaire est floculé en sortie de nez et son seuil devrait ainsi dépendre de façon plus importante du temps de stockage. Ainsi, l'identification proposée par l'équation (3.39) sur les masses obtenues à plusieurs débits, dont les valeurs successives sont prises dans un ordre aléatoire (ni croissantes ni décroissante) nous permet de retrancher l'influence de la viscosité, et de la structuration dans la zone de stockage, pour estimer plus précisément le seuil de cisaillement afin de garantir la tenue du cordon sous poids propre.

En suivant ces recommandations, les protocoles basés sur la seule mesure de la masse sont des outils très utiles pour s'assurer que le seuil de cisaillement a une valeur adaptée au moment du dépôt. Par ailleurs, nous proposerons dans la dernière partie de ce chapitre, un protocole plus sophistiqué, pour séparer la contribution visqueuse de la contribution du seuil de cisaillement à partir d'une unique goutte grâce à l'analyse de sa forme.

Tout d'abord, nous explorons dans le paragraphe suivant une autre application possible du slug test : l'estimation du taux de structuration A thix au moment du dépôt.

Effet d'une structuration importante acquise grâce à l'ajout d'un additif

Dans le cadre de l'extrusion robotisée, il est souhaitable d'augmenter la structuration à l'état floculé A thix afin de pouvoir augmenter la vitesse de fabrication des structures élancées. Pour cela, on est amené à utiliser des accélérateurs de prise (cf. chapitre 2). Or, les méthodes d'identification précédentes sont bâties sur l'hypothèse que cette structuration est faible. C'est-à-dire que le temps d'acheminement t p induit une augmentation faible du paramètre de structure A thix t p τ c0 . Ainsi, on s'intéresse dans la suite à la situation inverse. On rappelle que la structuration du matériau pendant l'extrusion est possible grâce à la présence de l'écoulement bouchon. L'ajout de l'accélérateur implique tout d'abord des contraintes technologiques. En effet, si l'accélérateur est inclus dans la gâchée dès sa fabrication, cela nécessite, pour assurer la pompabilité, de réduire la quantité contenue dans le réservoir, voir de fabriquer les matériaux en continu avant extrusion. L'autre technique consiste à ajouter et disperser l'accélérateur dans le mortier en ligne au niveau de la tête d'extrusion. Ce qui nécessite un cisaillement important. Ainsi pour l'impression de matériaux accélérés, l'influence du temps de stockage t st dans le réservoir devient négligeable par rapport au temps passé entre l'ajout de l'accélérateur et la sortie de la buse t acc . Ce temps est similaire au temps d'acheminement t p pour les procédés avec accélérateur inclus dans la gâchée pour une fabrication en continu. Ce temps peut une nouvelle fois être exprimée en fonction du débit massique Q, de la masse volumique du mortier ρ et du volume de tuyau entre l'ajout de l'accélérateur et la sortie Ω acc .

En négligeant le terme de stock, l'équation (3.37) devient :

τ app c = τ cf + A thix ρΩ acc Q -1 + (τ cf + A thix ρΩ acc Q -1 ) 2 + 4gµ pn (Q) πR 2 0 Q 2 = τ cf + A thix ρΩ acc Q -1 + 1 + 4gµ pn (Q) πR 2 0 τ cn (Q) 2 Q -1 τ cn (Q) 2 (3.58)
L'effet de l'augmentation de la structuration sur la sensibilité masse de la goutte au débit est inverse à l'effet de la viscosité. Cependant, l'évolution de la contribution visqueuse est difficilement identifiable. Cette équation indique que pour une structuration donnée la masse de la goutte est d'abord décroissante avec le débit pour des faibles débits puis croissante avec le débit lorsque la viscosité domine. Dans nos expériences, de la partie précédente, les débits utilisés ont conduit à une masse stable ou même croissante avec le débit. Ceci semble indiquer une contribution importante de la viscosité, et donc une certaine stabilité du terme de viscosité. Pour déterminer, le paramètre de structuration A thix , nous avons proposé l'hypothèse d'une valeur de viscosité constante en sortie de nez de l'ordre de 100 Pa, légèrement supérieure à la valeur obtenue sans accélérant déterminée par les expériences de paillasse. Cependant, cette approche n'est pas satisfaisante puisque la viscosité peut elle aussi être modifiée par la structuration interne. L'idéal est alors de s'intéresser au cas où son influence est réduite, c'està-dire lorsque le débit est suffisamment faible 4gµ pn (Q)Q

πR 2 0 τ cf + A thix ρΩ acc Q -1 2 . L'équation (3.58) devient : τ app c = τ cn (Q) = ρΩ acc A thix Q -1 + τ cf (3.59)
Ainsi, pour des débits suffisamment faibles, le seuil apparent et la masse de la goutte sont inversement proportionnelle au débit. Le slug test permet ainsi d'estimer l'augmentation temporelle du seuil de cisaillement par régression linéaire en reformulant l'équation (3.59) sous la forme (3.33) :

τ appi = τ cf + A thix ρΩ acc Q i -1 = b + at acci ⇐⇒        t acci = Ω acc ρ Q i τ cf = b A acc = a (3.60)
On peut alors distinguer deux cas selon les deux technologies d'extrusion mentionnées plus haut. Premièrement, on suppose que le mortier est accéléré au moment de la fabrication continue avant d'être acheminé jusqu'à la tête d'extrusion par écoulement bouchon (sans cisaillement à coeur). On peut estimer qu'il a atteint un état floculé avant le dépot. Le paramètre de structuration A thix identifié par (3.60) ne capture donc que l'effet de l'accélérateur. La valeur de A thix obtenue est même sousestimée du fait de la contribution visqueuse. Elle est donc conservative et permet le dimensionnement des paramètres d'impression.

La deuxième situation concerne l'utilisation de technologies d'extrusion avec l'ajout de l'accélérateur au niveau de la tête d'extrusion. La dispersion de l'accélérateur nécessite alors un mélange important qui entraîne nécessairement une forte dispersion du matériau. Si le matériau est défloculé en sortie de buse, le coefficient de structuration identifié A thix résultera du cumul de l'effet de la floculation et des réactions chimiques, qui coexistent après l'ajout de l'accélérateur. En ajoutant le terme de floculation (3.54) à l'équation (3.60), on obtient : Pour limiter l'effet de la floculation et se ramener au cas de l'écoulement bouchon, on peut làencore augmenter la longueur de buse après rétrécissement. En effet, si une zone d'écoulement bouchon suffisamment longue permet l'obtention d'un état floculé en sortie de la buse pour l'ensemble de la plage de débit utilisée dans l'essai Q ∈ [Q min , Q max ]. On s'assure que l'estimation de A thix est conservative (trait plein bleu de la figure 3.21 ) par rapport à la structuration du mortier une fois déposée. Cette valeur peut donc être utilisée pour le paramétrage du parcours de fabrication.

τ appi = τ cf +A thix ρΩ ext Q i -1 +A d thix ρΩ γ Q i -1 = b+at i ⇐⇒        t i = ρΩ ext Q i -1 τ cf = b A thix = A thix + A d thix Ω γ Ω ext = a (3.
Ainsi, pour les matériaux thixotropes, la dépendance de la structure interne avec le débit ou le temps de stockage doit être prise en compte lors de l'utilisation du slug test. Grâce à l'analyse qualitative de son effet, des méthodes d'identifications adaptées et des précautions d'usage ont pu être identifiées afin de garantir l'obtention d'estimations conservatives du seuil de cisaillement en sortie de buse et du taux de structuration. En suivant ces recommandations, le slug test réalisé juste avant le démarrage de la fabrication permet le réglage optimal des paramètres du parcours.

Dans la partie suivante, nous nous intéressons plus particulièrement à la variation de la masse des gouttes lors d'une même série, postulant un lien avec la variabilité du matériau en sortie de nez. Une donnée particulièrement utile lors de l'utilisation de tête d'impression incluant l'ajout et la dispersion d'un additif.

Mesure relative de l'homogénéité du matériau par Slug test

Grâce au dispositif de mesure basé sur la balance connectée, il est possible de peser individuellement les gouttes et d'obtenir la distribution de masses de chacun des points expérimentaux. En supposant le matériau parfaitement homogène, les masses des gouttes devraient être identiques et la dispersion ne proviendrait que des erreurs cumulées provenant de l'appareil de mesure (décrite dans la partie 3.2). En réalité, on observe une dispersion bien plus importante. Celle-ci s'explique probablement par l'hétérogénéité des propriétés rhéologiques du matériau extrudé. L'analyse de la distribution des masses devrait alors permettre de caractériser l'hétérogénéité des propriétés rhéologiques du matériau. Dans ces travaux, nous nous intéressons uniquement au cas simplifié du fluide parfaitement plastique, où la masse de la goutte ne dépend que de son seuil de cisaillement.

En pratique, l'hétérogénéité du seuil de cisaillement d'un mortier en sortie de buse peut s'expliquer par plusieurs phénomènes se produisant à diverses échelles. Certains sont liés à l'hétérogénéité naturelle des mortiers, d'autres sont toutefois probablement liés aux procédés lors de l'ajout et de la dispersion d'un autre constituant. On pense notamment à l'ajout d'un adjuvant modifiant les propriétés rhéologiques de la pâte. Une mauvaise dispersion de l'adjuvant implique nécessairement une variabilité de la valeur du seuil entre les zones adjuvantées et les zones non adjuvantées.

La première se produit à l'échelle du squelette granulaire et de la porosité. La porosité et les granulats sont souvent bien répartis et possèdent des tailles inférieures ou égales au plus gros granulat. Dans ce cas, l'échelle de l'hétérogénéité est faible par rapport à la goutte. Il est donc nécessaire de séparer mentalement la goutte en plusieurs sous-domaines de quelques millimètres possédant des propriétés rhéologiques suivant une certaine loi de probabilité. La masse totale de la goutte est donc liée à une probabilité cumulée de survie de l'ensemble des sous-domaines.

Dans le deuxième cas, on peut distinguer deux situations. Soit l'adjuvant est bien dispersé, l'échelle de l'hétérogénéité est alors très peu modifiée, voir inchangée par rapport au mortier initial. La masse totale de la goutte est donc encore liée à une probabilité cumulée de survie de l'ensemble des sousdomaines. Soit on suppose une moins bonne dispersion de l'adjuvant, faisant apparaitre des hétérogénéités de tailles supérieures. Si cette hétérogénéité atteint l'échelle de la goutte, on peut considérer cette dernière homogène et il n'est alors plus nécessaire de distinguer plusieurs sous-domaines dans la goutte, puisque celle-ci correspond entièrement à du mortier adjuvanté ou à du mortier initial. On peut alors considérer que les gouttes toutes entières possèdent des propriétés rhéologiques suivant une certaine loi de probabilité. Dans ce cas, la masse totale de la goutte est liée à la probabilité de survie d'un unique élément.

Nous discutons donc dans cette partie de la capacité du slug test à quantifier cette homogénéité du matériau. Nous verrons que selon l'échelle de l'hétérogénéité, différentes distributions statistiques devront être invoquées en fonction de l'échelle de l'hétérogénéité par rapport à la goutte.

Description de la probabilité testée

Le problème posé est celui de la détermination de la probabilité de survie d'une goutte d'une certaine masse pour une distribution de seuil donnée. Le raisonnement en masse est ici intéressant, car il annule l'effet des hétérogénéités de la masse volumique. Séparons mentalement une goutte en deux sous-domaines. Si on note A l'événement correspondant à la survie de la première moitié de la goutte, B celui correspondant à la survie de la seconde moitié de la goutte et S l'événement correspondant à la survie de la goutte. On a d'après la formule des probabilités conditionnelles :

P (S) = P (A ∩ B) = P (A) × P A (B) = P (B) × P B (A)
(3.62) avec P (S) la probabilité de survie de la goutte, P (A) la probabilité de l'événement A, P (B) la probabilité de B, P (A ∩ B) la probabilité de l'événement A et de l'événement B et P B (A) la probabilité de A sachant B.

Il faut alors déterminer si les événements A et B sont indépendants. Si l'on suppose que le mortier est homogène à l'échelle de la goutte (goutte adjuvantée ou non adjuvantée), ces événements ne sont pas indépendants, c'est-à-dire que le volume inférieur survit toujours si le volume supérieur survit, on a alors P B (A) = 1 et P (S) = P (B). La probabilité de survie aura donc le même type de distribution que l'hétérogénéité. En revanche, si on suppose plutôt que les deux volumes sont indépendants, cas des gouttes hétérogènes, on a alors P A (B) = P (B) et P (S) = P (A) × P (B). Pour un volume divisé en n sous-volumes identiques et indépendants, on a donc la relation :

P (S) = n i=1 P (A i ) (3.63)
avec A i étant l'événement correspondant à la survie du i-ème sous volume. La question fondamentale est alors de déterminer l'échelle de l'hétérogénéité. Si cette dernière est à une échelle supérieure à la goutte, la goutte peut être considérée homogène et la survie des sous-volumes est entièrement liée à la survie du grand volume, la distribution des masses des gouttes sera identique à la distribution du seuil de cisaillement à un facteur près donné par l'équation (3.24). En revanche, dans le cas où l'échelle de l'hétérogénéité est bien inférieure à celle de la goutte, une distribution de Weibull pour la répartition du seuil est plus appropriée puisque cette dernière est justement construite pour satisfaire la relation (3.63). Les deux prochaines sous-parties s'intéressent à l'analyse de ces deux cas.

Sous-volumes intriqués : Distribution Gaussienne de masse des gouttes

En absence d'information sur la nature de l'hétérogénéité, on modélise l'hétérogénéité du seuil en posant que sa valeur est une variable aléatoire suivant une loi normale.

τ c ∼ N (µ τc , σ τc ) (3.64)
Dans le cas d'une taille d'hétérogénéité supérieure à la goutte, les gouttes peuvent être considérées homogènes, la distribution de la masse des gouttes devrait donc aussi suivre une loi normale.

m s ∼ N (µ m , σ m ) (3.65) avec µ m = √ 3πR 2 0 g µ τc et σ m = √ 3πR 2 0 g
σ τc d'après (3.24). Dans ce cas, l'écart-type σ m (en supposant qu'il n'y ait pas d'artefact expérimental pendant l'extrusion) se réduit au bruit du signal de balance. En conséquence, un écart-type plus important serait un indicateur de l'hétérogénéité du matériau. Afin de comparer plusieurs consistances, la valeur d'intérêt est alors probablement le coefficient de variation

c v = σ m /µ m .
Lors de nos expériences à grandes échelles, le coefficient de variation est plus élevé pour des faibles dosages en PAM. Ce qui laisse penser que le matériau est plus hétérogène.

Sous-volumes indépendants : Distribution de Weibull de la masse des gouttes

En supposant que l'échelle de l'hétérogénéité est bien inférieur à la goutte, il faut alors séparer la goutte en sous-domaines possédant des seuils de cisaillement indépendants, la probabilité de survie de la goutte sous poids propre est la probabilité cumulée que tous les différents sous-volumes résistent. Ainsi, en supposant, comme Weibull, que la probabilité de survie d'un volume élementaire, notée P sdV , soit donnée par [START_REF] Regal | Caractérisation du comportement en traction du béton sous fortes sollicitations : essais de flexion trois points aux barres de Hopkinson[END_REF][START_REF] Lamon | Mécanique de la rupture fragile et de l'endommagement : approches statistiques et probabilistes[END_REF] :

P (sdV ) = e - dV V 0 τ τ c0 k (3.66)
La probabilité de survie de la goutte, notée P s est donnée par la relation (3.63) :

P (S) = V P (sdV ) = e - 1 V 0 τ τ c0 k dV (3.67)
où k est le paramètre de Weibull, τ le chargement appliqué à l'élément de volume dV et τ c0 le critère de rupture, c'est-à-dire le seuil de cisaillement, défini sur un volume de référence V 0 . Dans notre cas, la contrainte de traction augmente linéairement avec la taille de la goutte. Pour tenir compte de cette hétérogénéité du champs de contrainte liée à la masse, on peut introduire le volume équivalent :

V e = τ c τ cmax k dV = V k + 1
pour se ramener à une expression classique de Weibull.

Ce qui est classique pour la caractérisation des bétons par flexion [START_REF] Regal | Caractérisation du comportement en traction du béton sous fortes sollicitations : essais de flexion trois points aux barres de Hopkinson[END_REF]. Ce qui nous donne :

P (S) = e - V e V 0 τ c τ c0 k = e - V (k + 1)V 0 τ c τ c0 k (3.68)
Dans notre cas particulier, le volume V et la contrainte τ sont liés à la masse de la goutte de béton correspondante m s respectivement par la masse volumique ρ et l'équation (3.24). En remplaçant V e et τ c par leurs expressions en fonction de m s dans (3.67), on obtient :

P (S) = e -1 k + 1 m s m 0 k+1 = e -1 κ m s m 0 κ (3.69)
Finalement, la probabilité de rupture de la goutte est donnée par P (R) = 1-P (S) et la distribution des masses de goutte, notée f (m s ) est donnée par :

f (m s ) = ∂P r ∂m s = m 0 m s m 0 κ-1 e -1 κ m s m 0 κ (3.70)
Pour ajuster la distribution de Weibull, nous pouvons utiliser en pratique une méthode standard qui fait appel au double logarithme [START_REF] Regal | Caractérisation du comportement en traction du béton sous fortes sollicitations : essais de flexion trois points aux barres de Hopkinson[END_REF][START_REF] Lamon | Mécanique de la rupture fragile et de l'endommagement : approches statistiques et probabilistes[END_REF] :

ln(-ln(1 -P i )) = k ln(m i ) -(k ln(m 0 ) ln(k)) (3.71) 127 
Avec P i = i-0,5 n pour une valeur croissante de m i . Dans ce cadre théorique, le paramètre κ est le paramètre d'homogénéité. On pourrait espérer que κ soit un paramètre matériau indépendant du chargement, et donc de la masse m 0 . Toutefois, certains auteurs ont montré que ceci n'est pas forcément le cas et que cela dépend de l'indépendance des défauts [START_REF] Afferrante | Is Weibull's modulus really a material constant ? Example case with interacting collinear cracks[END_REF] dans le champ de contrainte donné. Ce paramètre est donc lié à l'hétérogénéité, mais aussi dans certains cas potentiellement à l'intensité du chargement spécifique de l'essai. Cependant, pour un chargement donné, une valeur de κ plus faible indique un niveau d'hétérogénéité plus grand. Et, une valeur élevée de κ correspond à un matériau quasi homogène. Par ailleurs, on pourrait imaginer que κ soit relié au paramètre de résistance du boudin une fois durci. L'étude de ce lien constitue une perspective très intéressante pour permettre la certification des éléments imprimés par un procédé donné. Finalement, le paramètre m 0 est égal à la masse de gouttes obtenue pour un matériau parfaitement homogène. De plus, ce dernier est lié au seuil de cisaillement τ c0 défini sur un volume V 0 par l'équation 3.24. Sa valeur est alors potentiellement plus intéressante pour établir une comparaison rigoureuse avec d'autres essais rhéologiques. Toutefois, ceci devra aussi faire l'objet d'un travail dédié. Dans le paragraphe suivant, on propose succinctement une méthode permettant de définir les paramètres de mélanges optimaux pour un système d'extrusion robotisée donné.

Détermination des paramètres de mélanges optimaux

L'analyse statistique permet donc d'obtenir des paramètres de dispersion qui sont probablement liés à l'hétérogénéité du mortier extrudé. Ceci est particulièrement utile pour obtenir une information sur la qualité du mélange effectué dans la tête d'impression. Cette situation peut se produire dans deux situations :

• lorsque l'ajout d'un accélérateur de prise est nécessaire à l'efficacité de la production • Lorsque l'on souhaite ajouter au niveau de la tête d'impression et disperser en ligne dans le batch initial un matériau supplémentaire tel que : des billes de polystyrène, un accélérateur de prise [GDR + 16] ou encore des fibres courtes [START_REF] Bos | Ductility of 3d printed concrete reinforced with short straight steel fibers[END_REF] Dans la pratique, l'industriel souhaite obtenir le meilleur mélange possible avec une technologie donnée, et peut jouer sur divers paramètres : la longueur de mélange, c'est-à-dire le temps de dispersion sur un débit donné, et, sur le taux de cisaillement ( γ) appliqué lors du mélange, qui dépend de la géométrie du mélangeur et du débit, pour les mélangeurs passifs et de la vitesse de rotation appliquée pour un mélangeur actif. Un bon mélange sera caractérisé par une dispersion faible, caractérisée par un coefficient de variation faible, ou plus exactement un paramètre d'homogénéité κ élevé puisque la distribution des gouttes doit théoriquement suivre une loi de Weibull dans ce cas. En suivant l'évolution de la valeur de ces coefficients pour différentes configurations de mélange. Il devrait être possible de définir des paramètres de mélanges optimaux pour un certain type de technologie.

Identification des paramètres d'un fluide de Bingham par analyses de la masse et de la forme de goutte

Dans ce chapitre, nous avons vu que la masse de la goutte pouvait être reliée à un ou plusieurs paramètres rhéologiques. Pour le moment la séparation entre la contribution du seuil avec celle de la viscosité est réalisée par l'étude de l'évolution de la masse de la goutte pour différents débits imposés. Cependant, les expériences réalisées ont montré que le matériau utilisé dans l'extrusion robotisée est souvent fortement thixotrope, du fait de l'ajout d'accélérateur de prise ou de la dispersion induite par le procédé. Or le seuil de cisaillement et la viscosité en sortie de nez sont liés à son paramètre de structure qui peut évoluer fortement avec le débit en cas de forte dispersion induite par le procédé (rétrécissement du rayon en sortie d'extrudeur, ou mélange dynamique en sortie de nez). Il n'est donc plus possible de séparer facilement la contribution de la viscosité du seuil de cisaillement à partir de la dépendance au débit. En réalité, l'utilisation d'une géométrie de buse particulière et/ou en faisant des hypothèses fortes sur la dépendance du seuil de cisaillement et de la viscosité aux paramètres de structure, il est possible de déterminer des paramètres rhéologiques. Mais, ces derniers sont potentiellement fortement dépendant des choix de modélisation. Dans cette partie, nous montrons qu'il est en fait possible d'établir une autre relation liant les paramètres rhéologiques et le débit d'extrusion à la forme de la goutte. Associé à l'équation (3.23), ce système d'équation permet de déduire à partir d'une unique goutte une estimation de deux paramètres rhéologiques, l'un lié au seuil et l'autre à la viscosité, permettant une estimation plus précise du seuil de cisaillement pour les matériaux fortement thixotropes. Toutefois, seules l'analyse théorique et une première comparaison sont proposées ici. Bien qu'elles permettent de mettre en évidence son potentiel, un travail important est à effectuer pour que cette méthode devienne opérationnelle et fiable.

Forme de la goutte de béton pour un fluide de Bingham

Dans le cas de l'écoulement goutte à goutte, on rappelle sur la figure 3.22 que la goutte peut être séparée en plusieurs contributions (voir figure 3.22) : une contribution de seuil de cisaillement (L c ) et une contribution de viscosité (L v ). Or la contribution de seuil est caractérisée par une absence d'écoulement, tandis que la contribution visqueuse est nécessairement déformée par l'écoulement. Ainsi, la forme de la goutte est a priori une information complémentaire à sa masse qui nous permet de distinguer la contribution visqueuse de la contribution du seuil de cisaillement.

En réalité, la figure 3.22 montre qu'une partie de la contribution du seuil est en fait déformée par l'écoulement provoqué par la goutte précédente. Il est alors judicieux de séparer la contribution de seuil L c en sa partie déformée, notée L b , et sa partie non déformée L R 0 . Ainsi, on peut facilement exprimer le passage de l'écoulement goutte à goutte à l'écoulement instationnaire (voir 3.2) par la condition L R 0 ≤ 0. En effet, dans ces conditions l'ensemble de la goutte est déformée, ce qui coïncide expérimentalement à l'apparition possible de plusieurs instabilités sur la même goutte. Cette condition géométrique nous permettra de retrouver la condition temporelle donnée dans la première partie de ce chapitre (figure 3.2).

Afin de relier ces contributions aux propriétés rhéologiques et paramètres d'écoulement, nous simplifions l'équation différentielle obtenue pour un fluide de Herschel-Bukley au cas d'une fluide de Bingham, c'est-à-dire n = 1 et le paramètre K devient la viscosité plastique µ p . L'équation différentielle (3.9) devient :

Ṙ = - R 2 √ 3 ρgLR 2 0 √ 3µ p R 2 - τ c µ p (3.72)
Notons que lorsque la viscosité devient très grande devant le seuil µ p τ c , on peut négliger le terme constant de l'équation différentielle (3.72). L'écoulement devient stationnaire (voir écoulement à droite de la figure 3.2) et son profil est contrôlé par le produit de la vitesse d'extrusion V par la viscosité µ p V . Le profil correspondant est calculé en annexe B.

Dans le cas général, cette équation différentielle admet une solution de la forme : En utilisant la condition initiale,

R(t) = Ae τ c √ 3µ p t + ρgR 0 2 √ 3τ c L (3.73) V L c L v R 0 L g L b L b L v L R 0 L tot X x b) c) a) d)
R(0) = R 0 = A + ρgR 0 2 √ 3τ c L =⇒ A = R 0 2 - ρgR 0 2 √ 3τ c L (3.74) R(t) = R 0 1 - L L c e τ c √ 3µ p t + L L c (3.75) avec L c = √ 3τ c ρg (3.76)
En supposant que la goutte se sépare lorsque R = R min , on peut alors calculer le temps de séparation t s (L g ) en résolvant R(t) = R min , on obtient :

t s (L g ) = √ 3µ p τ c ln    L g -L c × R min R 0 2 L g -L c    (3.77)
Afin de décrire la forme de la goutte obtenue à partir de l'équation (3.75), on se place dans un cadre unidimensionnel, où le rayon de la goutte est une propriété d'un point matériel. Dans ce cadre, décrire la forme de la goutte revient à modifier l'expression (3.75) pour passer de la coordonnée temporelle t à une coordonnée géométrique. Ce passage est élémentaire dans un référentiel matériau. En effet, dans ce cas, les variables de longueur ne sont pas déformées par la striction, puisque celle-ci déforme seulement le référentiel (voir figure 3.22). Dans ce référentiel, les variables sont indiquées en majuscule X et on peut passer de la variable de temps à celle d'espace par la vitesse d'extrusion X = V × t. Cependant, pour obtenir la géométrie réelle, il faut exprimer la variation de rayon en fonction de la longueur exprimée dans un référentiel extérieur non déformé, notée en minuscule x. Cette longueur est alors déformée par la striction x = f (R, X). Ce changement de référentiel R(X) → R(x) peut toutefois être réalisé dans un second temps.

Ainsi dans la suite, on propose d'étudier la forme de l'écoulement, c'est-à-dire l'évolution du rayon R en fonction de la longueur de la goutte d'abord dans un référentiel matériau R(L), puis d'effectuer le changement de variable vers un référentiel extérieur R(l). Pour cela, nous utilisons les trois longueurs illustrées sur la figure 3.22 exprimées dans ces deux référentiels :

• la longueur déformée haute de la goutte, notée L v dans le référentiel matériau et l v dans un référentiel externe.

• la longueur déformée basse de la goutte, notée L b dans le référentiel matériau et l b dans un référentiel externe.

• la longueur indéformée, notée L R 0 (longueur identique pour les deux référentiels)

La longueur de la goutte est donc la somme de ces trois longueurs, notée respectivement L g et l g .

Forme de l'écoulement et de la goutte dans le repère matériau :

Notons que dans le référentiel matériau, les différentes contributions de la goutte peuvent être exprimées de manière équivalente en unité de longueur, de masse et de contrainte. Dans ce référentiel, la longueur de la goutte peut être exprimée à partir de sa masse m s ou du seuil apparent τ app c (3.27) connaissant la masse volumique ρ, la section initiale R 0 de la goutte et la constante de la gravité g. Ce qui donne :

L g = m s ρπR 0 2 = √ 3τ app c ρg = √ 3τ c 2ρg 1 + 4ρgµ τ c 2 V + 1 (3.78) (3.79)
La contribution du seuil est donnée par l'équation (3.76) et la contribution de la viscosité L v est donnée à partir de c vis (équation (3.28)) :

L v = L g -L c = √ 3c vis 2ρg = √ 3(τ app c -τ c ) 2ρg = √ 3τ c 2ρg 1 + 4ρgµ τ c 2 V -1 (3.80)
Par ailleurs, dans ce référentiel, la longueur déformée de la contribution du seuil peut être calculée à partir du temps de séparation de la goutte t s (L g ), équation (3.77), et de la vitesse d'extrusion V .

L b = V × t s (L g ) (3.81) = √ 3µ p V τ c ln L g L c - R min R 0 2 -ln L g L c -1 = √ 3µ p V τ c ln    1 4 + ρgµp τc 2 V + 1 2 -R min R 0 2 1 4 + ρgµp τc 2 V -1 2    (3.82)
Ainsi, la longueur indéformée de la goutte L R 0 est donc donnée par

L R 0 = L c -L b (3.83) = √ 3τ c ρg - √ 3µ p V τ c ln    1 4 + ρgµp τc 2 V + 1 2 -R min R 0 2 1 4 + ρgµp τc 2 V -1 2    (3.84)
Ainsi, la longueur totale de matériau extrudé au moment du décrochage de la goutte, notée respectivement L tot et l tot , est donnée par :

L tot = L g + L b = L t + L R 0 + 2L b (3.85) = √ 3τ c 2ρg 1 + 4ρgµ τ c 2 V + 1 + √ 3µ p V τ c ln    1 4 + ρgµp τc 2 V + 1 2 -R min R 0 2 1 4 + ρgµp τc 2 V -1 2    (3.86)
Pour obtenir l'équation du profil dans le référentiel du matériau juste avant que la goutte ne se détache, on peut substituer L = L tot -X et t = X/V dans l'expression (3.75), on obtient alors simplement : 

R(X) = R 0 1 - L tot -X L c e τ c √ 3µ p V X + L tot -X L c ( 3 
0 ≤ L R 0 /V 0 ≤ L c /V -t s (L g ) t s (L g ) ≤ L c /V ln    1 4 + ρgµp τc 2 V + 1 2 -R min R 0 2 1 4 + ρgµp τc 2 V -1 2    ≤ τ c 2 ρgµ p V (3.88)
On obtient alors une condition sur le ratio ρgµp τc 2 en fonction du ratio entre le rayon de décrochage final et le rayon initial. Celle-ci est illustrée sur la figure 3.23. Ainsi, en supposant que le rayon de décrochage R min est indépendant du rayon initial R 0 , ce graphique théorique nous permet d'expliquer l'observation expérimentale montrant que les plus petits diamètres de buses permettent de favoriser l'écoulement goutte à goutte et ainsi la réalisation des slug test pour des matériaux possédant un seuil d'écoulement relativement faible.

Ecoulement goutte à goutte

Ecoulement instationnaire À partir de l'expression (3.87) du profil du rayon en fonction de la longueur dans le référentiel matériau. On peut mettre à jour la longueur vue par un observateur extérieur en tenant compte de la déformation matérielle. Celle-ci est simplement donnée par la condition d'incompressibilité : dx = R 0 2 /(R(X) 2 )dX. Cette expression nous donne x = F (X). Malheureusement, il n'existe pas de forme analytique simple de R 0 2 /(R(X) 2 )dX. On peut toutefois faire une intégration numérique du profil de la goutte et de la longueur déformée de la goutte en supposant encore un rayon minimal à partir duquel se détache la goutte. Le profil obtenu est illustré sur la figure 3.22-c.

Méthodes d'identifications :

Finalement, pour séparer la contribution du seuil de la contribution de la viscosité, il suffit donc de déterminer par analyse d'images le volume de la goutte lié à la contribution du seuil Ω c et le volume lié à la contribution de la viscosité Ω v (respectivement coloré en vert et en rouge sur la figure 3.22). Ces deux volumes peuvent, d'une part, être calculés par intégration à partir du profil expérimentale de la goutte, et d'autre part, à partir de leur longueur dans le référentiel matériau : 

Ω c = lc 0 πR(x) 2 dx = L c πR 2 0 (3.89) Ω v = lg lc πR(x) 2 dx = L v πR 2 0 (3.90) Ω g = Ω c + Ω v = lg 0 πR(x) 2 dx = L g
Ω g Ω c = L g L c (3.92)
Ainsi, on peut alors déterminer le seuil et la viscosité en résolvant le système composé de l'équation 3.27 et 3.92 :

           τ c 2 1 + 4gµ p τ c 2 πR 2 0 Q + 1 = τ app c = g √ 3πR 0 2 m s 1 2 1 + 4gµ p τ c 2 πR 2 0 Q + 1 = Ω g Ω c (3.93)
on obtient alors :

         τ c = Ω c Ω g τ app c µ p = 1 - Ω c Ω g πR 0 2 gQ τ app c 2 (3.94)
Pour simplifier l'analyse d'image, on propose de faire une hypothèse simplificatrice sur la forme des parties déformées de la goutte afin de calculer simplement les volumes Ω v et Ω c . Pour cela, nous supposons que les profils déformés de la goutte sont linéaires, c'est-à-dire que les parties déformées sont des cônes et que la partie non déformée est un cylindre, l'écoulement correspondant est tracé sur la figure 3.22-d). Les expressions des volumes sont donnés par :

   Ω v = 1 3 l v πR 0 2 = L v πR 0 2 Ω c = L R 0 + 1 3 l b πR 0 2 (3.95)
Ainsi, le rapport des volumes Ω c Ω g peut se calculer facilement par : 

Ω c Ω g = Ω c Ω c + Ω v = L R 0 + l b 3 L R 0 + l b 3 + l v 3 (3.

Conclusions et perspectives

Ce chapitre présente un essai simple, appelé slug test, directement transférable à l'industrie de la fabrication additive à grande échelle, permettant la détermination des propriétés rhéologiques en sortie de buse d'un matériau cimentaire imprimable. Elle est basée sur un phénomène physique particulier qui se manifeste lors de l'écoulement sous poids propre des fluides à seuils. Un rappel de la physique de cet écoulement particulier nous permet d'introduire le problème et de définir les limites théoriques des propriétés rhéologiques mesurables par cette méthode.

Par la suite, différents protocoles expérimentaux, basés sur la mesure de la masse de la goutte, sont présentés. Ils permettent la réalisation de plusieurs séries d'expériences à diverses échelles sur un matériau cimentaire imprimable utilisé lors des fabrications additives à grandes échelles. Ces séries d'expériences s'intéresse d'abord à la dépendance de la masse de la goutte en fonction du seuil de cisaillement du mortier extrudé, déterminé par étalement, puis à la dépendance de cette dernière au débit d'extrusion imposé, au temps de stockage et à la technologie d'extrusion utilisée. Elles nous permettent, d'une part, de constater la capacité du test à mesurer le seuil de cisaillement en sortie de buse. Cette mesure étant d'autant plus précise que le seuil est important et le débit lent. Par ailleurs, il permet aussi dans certaines situations d'affiner la mesure du seuil et d'identifier des paramètres rhéologiques complémentaires en sortie de buse. Finalement, on montre qu'il permet d'obtenir des informations sur les processus physicochimiques complexes qui se déroulent à l'intérieur de la tête d'extrusion. En effet, le protocole automatique proposé permet de mesurer la variabilité des masses de gouttes, qui semble liée à la variabilité des propriétés rhéologiques du matériau cimentaire extrudé, probablement modifié par la qualité du mélange se produisant dans la tête d'extrusion. Ainsi, cet essai peut avoir deux types d'utilisation pratique.

• La première consiste à réaliser le test juste avant l'impression, afin de régler le parcours d'impression en fonction des propriétés rhéologiques effectives du matériau, c'est-à-dire tenant compte de l'histoire des sollicitations induites par la technologie utilisée. Cette utilisation a déjà été largement déployée sur la plateforme Build'in, où le seuil de cisaillement en sortie de buse est mesuré systématiquement avant les impressions. Cela nous permet de régler le seuil de cisaillement en sortie de buse en modifiant le dosage en adjuvant pour s'assurer que celui-ci possède une valeur adaptée à la géométrie que l'on souhaite réaliser. Par ailleurs, nous verrons que le slug test est particulièrement utile pour la mise en oeuvre pratique du renforcement par pultrusion interne présenté dans le chapitre suivant. Dans ces travaux, on associe ces expériences à une analyse théorique des résultats basée sur les équations de l'écoulement pour différents types de comportements rhéologiques : les fluides à seuil parfaitement plastique adaptés aux matériaux très fermes, les fluides de Bingham, fluides viscoplastiques à viscosité constante adaptée aux seuils de cisaillement plus faibles comparé à leur viscosité, tels que les mortiers autoplaçants et les fluides viscoplastiques thixotropes dont les propriétés rhéologiques en sortie de buse sont fortement impactées par le procédé de fabrication. Celles-ci permettent d'éclairer et d'interpréter les résultats expérimentaux obtenus. D'autre part, elles permettent d'introduire de nombreux outils et méthodes pratiques pour caractériser les propriétés rhéologiques des mortiers imprimables, ainsi que leur stabilité et leur homogénéité en sortie de buse d'extrusion. Ces dernières étant modifiées par le procédé de fabrication, l'analyse proposée permet aussi l'étude qualitative des phénomènes, tels que le mélange ou les phénomènes de dispersion et floculation, prenant place à l'intérieur de la tête d'extrusion. Cette analyse permet ainsi de formuler des recommandations concernant la géométrie de la buse afin de réduire l'influence de la thixotropie et d'affiner l'identification. Toutefois, celles-ci devront être validées par de futurs travaux.

Finalement, par l'étude de la forme de la goutte, on montre que l'ajout d'une étape d'analyse d'image de la goutte donnerait au slug test la capacité de découpler l'identification du seuil de cisaillement et de la viscosité d'un modèle de Bingham à partir d'une unique goutte et d'affiner encore l'identification pour permettre un réglage optimal du parcours de fabrication.

Les méthodes proposées sont directement exploitables industriellement. Elles permettent le réglage des parcours d'impression en fonction des propriétés effectives. La mesure du seuil apparent a notamment permis de régler le procédé lors de la mise en oeuvre de nombreuses impressions au sein de la plateforme Build'in, ainsi que pour la mise en oeuvre du procédé de pultrusion interne que l'on introduit dans le chapitre suivant. Cependant, de nombreuses perspectives peuvent être envisagées concernant aussi bien les applications que les recherches fondamentales.

Concernant les applications, le lien entre la variabilité des propriétés rhéologiques à l'état frais et la variabilité des propriétés mécaniques à l'état durci pourrait être étudié. L'existence d'un lien clair pourrait alors permettre d'initier une normalisation des procédés d'extrusions, les propriétés à l'état durci du boudin étant définies à partir des propriétés à l'état frais, identifiées par le slug test.

D'un point de vue plus fondamental, le slug test avec analyse d'images semble capable de mesurer la viscosité et le seuil indépendamment pour différents états de structure interne. Dans un premier temps, la précision du protocole utilisant l'imagerie pourrait être validée à partir de l'évolution de la masse avec le débit en utilisant des matériaux modèles. Dans ce cas, l'essai promet la capacité de décrire séparément les évolutions respectives de la viscosité et du seuil de cisaillement pour différentes histoires de sollicitations. Ce qui est très difficile par rhéométrie classique. Ces évolutions pourraient ainsi être observées pour différents types de matériaux thixotropes menant peut-être à de nouvelles classifications.

Chapitre 4

Fabrication des bétons anisotropes par Pultrusion interne (Flow-based Pultrusion)

Ce chapitre est consacré à la présentation de l'invention brevetée au cours de ce travail de thèse. Celleci est relative à un nouveau procédé de renforcement pour l'extrusion robotisée à grande échelle par inclusion de renforts continus, appelé pultrusion interne ou flow-based pultrusion. Il prend la forme d'un procédé supplémentaire à ajouter au procédé d'extrusion robotisée de matériau non renforcé présenté dans le chapitre 2. Ainsi, l'objectif est la conception d'un procédé qui prend en entrée le mortier non renforcé et le renfort continu à intégrer, et délivre en sortie un mortier anisotrope renforcé dans la direction d'extrusion. Cet étage doit être simple et pouvoir se connecter à un dispositif technologique existant.

Différents procédés permettant l'introduction de renforts continus ont déjà été proposés dans la littérature et utilisés pour la réalisation d'ouvrage [START_REF] Bos | Experimental Exploration of Metal Cable as Reinforcement in 3d Printed Concrete[END_REF]. Cependant, l'analyse de la technologie utilisée au sein de la plateforme Build'in dédiée initialement à la mise en oeuvre de matériaux cimentaires non renforcés nous a conduit à proposer un procédé alternatif pour l'inclusion de renforts continus dans le mortier mis en oeuvre par l'extrusion robotisée. Une fois branché en sortie du procédé non renforcé existant, le dispositif permet le renforcement du mortier initial. Seules quelques modifications mineures peuvent être éventuellement apportées à la technologie d'extrusion robotisée existante pour assurer la fiabilité du processus de renforcement. Ce qui présente un avantage intéressant.

Ainsi, ce chapitre propose, dans une première partie, de présenter le principe de l'invention en relation avec le procédé d'extrusion robotisée de mortier non renforcé. Ses caractéristiques propres et le type de renforcement utilisé sont ensuite précisés par une comparaison avec des procédés de renforcements existants. Dans une seconde partie, les essais de Pultrusion Interne effectués au cours de ce travail de thèse sont présentés afin de valider le concept initial. Ils permettent de mettre en évidence de nouvelles contraintes liées aux procédés envisagés. Enfin, une dernière partie propose, à partir de l'expérience acquise, d'énoncer quelques éléments théoriques permettant de formaliser les bases d'un cahier des charges plus quantitatifs de la mise en oeuvre du procédé et du potentiel de renforcement envisagé. Ces derniers peuvent être alors utilisés dans un dispositif expérimental à l'image du premier prototype de technologie fonctionnel présenté dans la partie expérimentale de ce chapitre. 

Présentation de l'invention

La figure 4.1 propose un schéma fonctionnel du procédé d'extrusion robotisée renforcée. Cette figure 4.1 permet, d'une part, de mettre en évidence le procédé d'extrusion robotisée classique inclus dans l'encadré en tirets bleus, et d'autre part, de préciser le processus dédié à la mise en oeuvre des renforts continus dans l'encadré en traits mixtes rouges. C'est ce second processus qui constitue le coeur de l'invention.

La nouveauté du procédé provient essentiellement de son caractère passif, puisque l'entrainement des fils est induit par le débit de mortier non armé entre l'instant de l'imprégnation et le dépôt. Cette propriété, lui valant d'être logiquement baptisé "Pultrusion Interne" ou "Flow-based Pultrusion", est loin d'être anodine. En effet, elle permet théoriquement d'intégrer un pourcentage important (quelques pourcents en volume) de renforts continus répartis de manière homogène dans le boudin de mortier. Ce dernier peut être ainsi vu comme un composite unidirectionnel à matrice cimentaire. Bien que le boudin soit renforcé dans une unique direction matérielle, ce procédé ouvre la voie à l'optimisation du parcours outil, afin de renforcer efficacement l'objet à fabriquer selon des stratégies similaires aux matériaux multi-couches. On introduit donc naturellement les termes : "Béton Anisotrope" pour nommer le matériau constituant les structures ainsi réalisée, et "Extrusion Robotisée de Béton Anisotrope" pour parler du processus de fabrication.

Présentation du concept fondateur

Bien que l'invention proposée sur le schéma de la figure 4.1 puisse sembler assez indépendante du procédé existant, elle doit en fait son origine et son fonctionnement à l'utilisation maximale des caractéristiques de la technologie d'extrusion robotisée existante au sein de la plateforme technologique Build'in. En effet, à chaque propriété du procédé non renforcé, on peut associer une indication sur l'étage de renforcement et/ou sur le type de renforcement à privilégier. Ainsi, nous verrons que la pultrusion interne est un choix assez naturel qui découle de la minimisation des moyens permettant l'incorporation des renforts continus aux procédés existants.

Le choix préliminaire provient de la volonté d'incorporer de manière homogène des renforts continus au sein de la matrice cimentaire. Ainsi, nous avons opté pour une incorporation des renforts à la matrice cimentaire au niveau de la tête d'impression avant le dépôt (cf. figure 4.1). Dans notre cas, ce choix est particulièrement pertinent, puisque la matrice possède une évolution rapide du seuil de cisaillement d'un état fortement dispersé par le mélange de l'adjuvant au moment de l'incorporation des renforts à un état floculé et possédant un taux de structuration important permettant de générer une force de traction sur les fibres.

L'idée centrale est alors de se servir quasi-exclusivement de cette force motrice pour acheminer les renforts continus de leur lieu de stockage jusqu'à leur zone d'imprégnation dans la tête d'impression. Cette propriété est intéressante puisqu'elle nous dispense de l'utilisation de moteurs supplémentaires. Par ailleurs, elle génère un contrôle en force du dévidement des renforts continus, permettant le contrôle indépendant de chaque élément de renforts continus par le débit local du mortier à son voisinage. Ainsi, pour maximiser cette force liée à l'interaction entre mortiers et renforts, la surface de contact doit être augmentée, ce qui conduit, pour un taux de renforcement donné, noté φ f , à l'utilisation d'un plus grand nombre d'éléments de périmètres réduits.

Toutefois, la multiplication du nombre de renforts continus pose la question de leur positionnement respectif. En effet, pour une topologie de répartition donnée, l'augmentation du nombre de renforts provoque la diminution de l'espacement entre les renforts, pouvant perturber les propriétés du mortier initial. Cependant, la faible granulométrie de la matrice cimentaire utilisée permet naturellement l'utilisation d'espacements réduits. Celle-ci constitue tout de même une limitation du taux de renforcement admissible pour un diamètre de renforcement donné et un mortier initial donné, qui sera détaillé à la fin de ce chapitre.

Par ailleurs, la réduction du diamètre des renforts continus est aussi pertinente pour répondre aux contraintes de mise en forme existantes, qui impose une orientation normale de la buse par rapport au support du boudin extrudé. En effet, cette dernière implique nécessairement une courbure importante des éléments de renforts au moment du dépôt. Le faible diamètre des renforts réduit fortement la rigidité de flexion, puisque le moment d'inertie est proportionnel au bicarré du diamètre du renfort. Ce qui garantit l'intégrité du boudin de mortier renforcé à la sortie de la buse.

Une autre modalité de la réduction de l'inertie de flexion à section constante est l'utilisation d'éléments de renforts composés de plusieurs fibres, tel que les renforts textiles introduits dans le chapitre 1. Cette propriété permet aussi l'augmentation de la surface de contact du renfort avec le mortier et donc celle de la force motrice d'entrainement de ce dernier pour un mortier donné. Encore une fois, le matériau cimentaire de faible granulométrie et dispersé par le mélange semble adapté à leur utilisation optimale en favorisant leur imprégnation.

Finalement, cette analyse peut être résumée par le tableau 4.1 qui met en évidence l'intérêt de ce nouveau procédé pour le renforcement par des renforts continus de faibles diamètres, des mortiers issus de l'extrusion robotisée, possédant une faible granulométrie et une structuration importante. Dans la suite de ce travail, nous précisons ce point par une comparaison avec les deux principaux procédés de renforcement par renforts continus proposés dans la littérature : la co-extrusion et la pultrusion. 4.2 met en évidence que la pultrusion interne permet de conserver une orientation de la buse d'extrusion perpendiculaire aux parcours outils puisque les renforts ont une faible rigidité de flexion et possèdent un état de contrainte nul au moment du dépôt. En effet, ceci est difficile pour la co-extrusion, puisque l'obtention d'un taux de renforcement significatif et l'existence d'un état de compression du renfort impose l'utilisation d'un câble de section importante qui possède une rigidité de flexion significative. Celle-ci permet une résistance au flambement importante, mais limite sa courbure au moment du dépôt. La buse doit donc nécessairement être orientée afin de garantir l'intégrité du boudin en sortie de buse. De même, la pultrusion classique génère un état de traction sur le renfort à la sortie de nez qui impose un alignement de la buse avec la direction de dépôt pour conserver l'intégrité du boudin.

Caractéristiques

Comparaison de la pultrusion interne, avec la co-extrusion et la pultrusion

Cette liberté sur la courbure du boudin en sortie de buse se répercute nécessairement sur la géométrie du parcours outil lors de la fabrication, le procédé de renforcement par pultrusion interne admettant théoriquement des courbures plus importante lors du dépôt.

Par ailleurs, il faut noter que l'obligation de maintenir l'orientation de la buse tangentielle au parcours d'outil passe par l'ajout d'un axe robotique supplémentaire. Par ailleurs, pour un contour fermé, cela se traduit par une rotation dans un sens unique de la buse d'un tour par couche supplémentaire. Ainsi, le stockage de renfort doit être nécessairement embarqué et être solidaire de la rotation de la buse pendant les réorientations et éviter la création d'enroulements du renfort autour de la buse.

En conséquence, l'absence d'orientation de la buse pour le procédé de pultrusion interne est un avantage intéressant. Il permet de se passer de l'axe permettant la réorientation. Ceci est, d'une part, adapté au robot 6 axes utilisé au laboratoire, mais permet d'autre part, de ne pas imposer de rotation au stockage des renforts continus. Il est ainsi envisageable de déporter le stockage des renforts sur une zone fixe de manière analogue au système d'impression plastique par procédé FDM. Cependant, l'absence de réorientation a toutefois une conséquence sur la disposition des fils de renforts lors du virage. Ceux-ci sont soumis à une torsion et forment une spirale autour de l'axe neutre du boudin. Le même type de phénomène est observé dans le cas de l'extrusion robotisée de boudins fermes mis en forme par la buse (Extrusion Lace Shaping) illustré sur la figure 4.3. Finalement, on peut se convaincre que l'évolution de angle de rotation des fils de renforts autour de l'axe du boudin par unité de longueur est égal à la courbure géodésique.

Finalement, la difficulté principale de la mise en oeuvre du procédé de pultrusion interne ou flow-based pultrusion provient de la nécessité de gérer l'acheminement de nombreux renforts puisque leur diamètre est limité pour assurer leur faible rigidité de flexion et une surface de contact avec le béton importante pour un taux de renforcement donné. L'augmentation du nombre de renforts continus soulève la question de leur répartition dans le mortier. Pour assurer une bonne imprégnation et optimiser leur efficacité sur le plan mécanique, ils doivent être bien répartis dans la section du boudin de mortier, comme l'illustre la figure 4.6-b. Comme vu aussi plus haut, l'augmentation du taux de renforcement à partir de renforts de diamètre réduit implique nécessairement que l'espacement interrenforts diminue, imposant éventuellement une contrainte sur la taille maximale des particules de la matrice cimentaire.

La répartition homogène des renforts lors d'un trajet en courbe pose en réalité une autre question liée au différentiel de vitesse existant entre les renforts situés à l'intérieur et à l'extérieur du virage. En conséquence, la co-extrusion de multiples fils de renforts devient très difficile pour le chemin d'impression courbe, du fait que le dépôt de l'armature se fait en contrôlant la vitesse. Ce n'est pas le cas avec la pultrusion interne, où le dépôt du câble est contrôlé en force assurant qu'aucun déplacement relatif Cette comparaison théorique montre bien que la pultrusion interne est un procédé adéquat à la réalisation de composite à matrice cimentaire mis en oeuvre par extrusion robotisée. Ce mode de renforcement est alors compatible avec l'installation robotique du laboratoire ne permettant pas la réorientation de la buse et ayant pour objectif de conserver une liberté de parcours très importante. Il nécessite l'utilisation d'éléments de renfort de faible diamètre bien réparti dans la matrice. Néanmoins, un travail important est nécessaire pour étudier les propriétés de ce procédé et les conditions de sa mise en oeuvre. Afin de mieux appréhender ses contraintes pratiques, la partie suivante présente succinctement le dispositif permettant la mise en oeuvre du renforcement par pultrusion interne et les premières expérimentations réalisées au cours de ce travail de thèse.

Développement et premières expérimentations de la technologie de pultrusion interne

À partir du dispositif d'impression utilisé sur la plateforme Build'in de l'école des Ponts ParisTech, présenté dans le chapitre 2, une démarche de développement technologique a été réalisée afin d'aboutir à une solution permettant la mise en oeuvre de la pultrusion interne. Concrètement, il s'agit de proposer un dispositif permettant de réaliser l'ensemble des fonctions de l'encadré rouge du schéma de la figure 4.1. Le développement le plus important concerne celui de la buse d'extrusion qui vient simplement remplacer la buse originelle conique. Elle revêt une importance stratégique puisqu'elle doit garantir l'imprégnation des renforts, puis l'exercice d'une force motrice importante qui sont les étapes critiques de la pultrusion interne. Les expériences présentées dans la suite ont alors mis en évidence plusieurs éléments importants relatifs au design de cette buse, mais aussi à l'importance de la maitrise de la Plusieurs types de renforts ont été envisagés : d'abord des fils métalliques lors de la première expérience, puis des fils multi-fibres minérales, parfois appelés yarn ou roving.

Boudins renforcés par fils mono-fibre métalliques

Le premier essai a consisté en la réalisation d'un boudin de mortier renforcé par fils mono-fibre inox d'un diamètre de 0, 1 millimètre. Lors de cette première expérience, l'ambition était simplement la réalisation d'un unique boudin fibré. Pour cette première expérience la géométrie de la buse avait alors été conçue avec une forme aplatie, illustrée sur la figure 4.4. Cette géométrie avait été conçue initialement pour s'adapter à un dispositif d'extrusion de paillasse développé au début de ce travail de thèse. Celle-ci est détaillée en annexe C, cependant, son développement a été stoppé afin de se consacrer entièrement sur le dispositif à grande échelle.

Durant cette première expérience, la buse a été adaptée au dispositif à grande échelle et a permis de réaliser un boudin de mortier contenant cinq fils métallique inox, modèle corde à piano de filinox, de diamètre 0,1mm. Malgré leur faible diamètre, ces fils possèdent une rigidité de flexion non négligeable. Par ailleurs, la zone motrice était trop courte, ce qui a conduit à l'inclinaison de la buse afin de favoriser l'entrainement des fils et leur positionnement dans le boudin en limitant la courbure appliquée en sortie de buse. Comme évoqué dans le paragraphe précédent, l'orientation de la buse entraine de nombreuses difficultés pratiques lors de la mise en oeuvre avec la technologie d'impression de la plateforme Build'in, limitant énormément la géométrie des parcours admissibles. Cette première expérience a ouvert la piste de l'ajout d'un axe supplémentaire afin de permettre la réorientation de la buse. Mais l'analyse précédente nous a conduits à opter pour la solution où la buse ne doit pas être orientée lors des virages. L'absence de rotation de la buse permettant de conserver une plus grande liberté formelle et l'utilisation de stockage déporté de la tête.

Une géométrie de buse adaptée au fil métallique dans le cas d'une orientation normale avec le plan a été envisagée incluant une zone motrice plus longue avant dépôt. Cependant, la rigidité des fils constituait une difficulté supplémentaire concernant la réalisation de couches de faibles hauteurs. Ce développement est donc laissé à de futurs travaux. La suite des expérimentations porte ainsi exclusivement sur l'utilisation de renforts constitués de fibres minérales de raideur de flexion négligeable.

Boudins renforcés par fils multi-fibres (yarn)

Cette sous-partie présente le dispositif permettant la réalisation d'un boudin de béton anisotrope renforcé par des fils multi-fibres, en garantissant une orientation normale au support. Afin de garantir le positionnement de chacun des fils de renfort au coeur du matériau et de permettre l'utilisation d'un nombre important de fils de renfort, plusieurs ponts contenant les conduits d'injection des fils de renforts sont répartis radialement autour du centre de la buse. Ce nombre de ponts peut être modifié en fonction de la quantité finale de renforts à intégrer. La géométrie de buse obtenue est illustrée sur la figure 4.5. Cette géométrie aboutit finalement à une topologie étoilée de la disposition des fils dans le matériau que l'on peut observer en sortie sur le matériau, voir figure 4.6.

La figure 4.5-b montre une photographie réalisée lors d'une première série d'essais dont l'objectif était de démontrer la capacité de la matrice cimentaire à imprégner correctement de nombreux fils multi-fibres (4.6-b-c) et à fournir une force motrice importante 4.5-b. Les fils de renfort utilisés sont des fils multi-fibres de 3 mètres de long en fibre de verre de type E d'environ 200 TEX obtenus par séparation manuelle d'une bobine de mèche multi-fibres de 2100 TEX. Ces fils sont alors passés dans une série de peignes en carton pour les acheminer jusqu'à la buse.

Lors de ces premiers tests, la buse a un diamètre en sortie égal à 15mm. Durant le dépôt de boudin, celui-ci est déposé librement sans écrasement (free-flow deposition). La de la buse du fait de l'écoulement bouchon. Par ailleurs, une tomographie locale a été réalisée sur un échantillon afin de mettre en évidence la qualité de l'enrobage. La tomographie a été réalisée sur la ligne Anatomix du synchrotron Soleil avec une résolution de 1,3 microns par voxel pour une image finale de 4000 × 2048 × 2048 voxels. Une coupe transversale du volume obtenu est proposée sur la figure 4.6-c. Elle met en évidence une imprégnation globalement bonne à l'échelle de fils des fils de 200 TEX, mais, une faible imprégnation à l'échelle de la fibre.

Concernant la force motrice, on a observé que la majorité des fils était entrainée par la matrice. Cependant, en utilisant ce protocole, nous avons toujours observé le blocage de certains fils au cours du procédé. Ce phénomène est dramatique puisqu'il compromet l'ensemble de la fabrication. En effet, les fils bloqués s'échappent du cordon et/ou le déplace de sa position initiale. Nous avons remarqué que les fils bloqués présentaient toujours une quantité importante de mortier ayant remonté dans leurs conduits.

Nous postulons que ce blocage durant l'impression provient d'une augmentation de la force de frottement générée par l'achemiment à travers les conduits de la buse, du fait de leur remplissage par le mortier qui se structure à l'intérieur du conduit. Ce phénomène est, selon nous, amorcé aux débuts de l'expérience lorsque les fibres sont maintenues à l'arrêt alors que le débit de mortier a démarré. Ceci conduit à une pression importante qui permet au mortier de remonter à travers les conduits destinés aux renforts. Cependant, il n'est pas exclu qu'il puisse être initié par un frottement trop important lors de la phase d'acheminement conduisant à une vitesse d'extrusion inférieure à la vitesse d'extrusion de la matrice. La phase d'acheminement est donc une phase critique qui doit être conçue et caractérisée convenablement.

Une autre observation est l'importance de la synchronisation de la vitesse d'avance de la buse avec la vitesse d'extrusion liée au débit de mortier : une vitesse d'avance trop importante conduisant au déplacement des fils sur l'extrémité supérieure de la section du boudin de béton. Ce qui conduit à une diminution de la force motrice voir à une désolidarisation de la phase matrice de la phase renfort, qui entraine inévitablement la baisse dramatique de la force motrice et le blocage du système.

Dans la suite, nous nous sommes concentrés sur cette phase d'acheminement afin de mettre en oeuvre des fils de renfort continus d'une longueur plus importante. Ceci nous permet de réaliser des parcours plus standards où le boudin est mis en forme par pression contre le support (Oriented Lace Pressing).

Réalisation de parcours

Deux types d'objets ont été réalisés correspondant à deux types de stockage et d'acheminement des renforts. Le premier correspond à une éprouvette de flexion rectangulaire de trente centimètres de long, huit centimètres de large et six centimètres de haut réalisé avec le mortier NAG3.

Concernant les renforts, trois petites bobines de fil, contenant 15 mètres de fils multi-fibre de basalte de 400 TEX de la société Isomatex filava, ont été réalisées. Elles sont ensuite placées sur un axe fixe par rapport à la buse. Le dévidement est alors réalisé par rotation des bobines lorsque la force motrice appliquée par le mortier est suffisante. Le montage est schématisé sur la figure 4.7-a. Le diamètre de buse utilisé est de 20mm. Sur le trajet outil, l'objet est réalisé en 8 passe de 7,5mm pour obtenir une largeur après écrasement égale à 42 mm (légèrement supérieur à la moitié de la section de l'éprouvette). La vitesse d'avance a été fixé à 50 mm/s. Ainsi, pour garantir une vitesse d'avance égale à la vitesse d'extrusion, le débit a été fixé à 37 g/s. Le démarrage du procédé de fabrication est réalisé comme suit :

1. Fabrication du mortier 2. Mesure de la densité et du seuil de cisaillement par étalement. On note l'intérêt de l'utilisation du slug test, présenté dans le chapitre 3, qui permet de mesurer le seuil de cisaillement en sortie de buse pour estimer la force motrice, dont le calcul est précisé dans la partie suivante, lors de la calibration du débit dont la valeur doit être synchronisée avec à la vitesse d'avance envisagée. Ici, la masse moyenne de la goutte en sortie de buse déterminée par le slug test est de 23,5 grammes. Soit un seuil de cisaillement apparent de 750 Pa. La fabrication de l'échantillon a été un succès, et l'échantillon obtenu est également montré sur la figure 4.7-b. La répartition dans un cordon de béton non déformé est mise en évidence sur la figure 4.7-c.

Ce premier essai a permis de valider le concept initial pour la fabrication d'un objet de dimension réduite. Toutefois, il était nécessaire d'améliorer le prototype concernant le stockage et d'acheminement des fils afin de pouvoir mettre en oeuvre des longueurs plus importante. Le système de dévidement a ainsi été repensé afin de ne pas nécessiter la rotation des bobines et permettre le dévidement de bobine plus massive avec une force motrice limitée. Nous avons ainsi opté pour un système de dévidement par l'extérieur utilisé dans les usines de textiles.

Le prototype finale a été co-développé avec Léo Demont et entièrement réalisé par ce dernier, qui a démarré cette année une thèse en prolongement de la mienne. Il est illustré sur la figure 4.8-a. Il permet dans sa version actuelle la mise en oeuvre de dix renforts au maximum. La buse d'extrusion a aussi été repensée pour permettre l'utilisation de différents types de sortie de buse avec un diamètre et une longueur de zone motrice adaptable. D'autre part, les entrées de fils sont mobiles (voir numéro 4 4.8-a ). Ce qui permet d'adapter la buse au nombre de renforts à intégrer dans le mortier, ainsi que la position des fils de renfort au sein de la matrice.

La photographie de la figure 4.8-b montre le système en action lors de sa première mise en marche. Lors de cet essai, trois géométries ovales identiques de 40 cm de long et 20 cm de large et 8 cm de haut ont été réalisées en fixant une épaisseur de couches différentes 8, 10 et 12 mm pour chacun d'entre eux. La formulation de mortier fournie par Vinci a été utilisée, dont la densité a été mesurée égale à 2220 kg/m 3 , auquel on a incorporé cinq bobines contenant une longueur de trente mètres de fil de verre de type AR de 310 TEX (NEG AR300S800). Le diamètre de sortie de la buse a été fixé à 18 mm et la longueur de la zone motrice à 10cm. La vitesse d'avance a été fixée à 68 mm/s et le débit à 38 g/s pour assurer une vitesse d'extrusion égale à la vitesse d'avance.

Une fois les bobines en place, la force de friction du système, définie comme la force à appliquer sur les renforts en sortie de buse pour commencer à dévider les bobines, a pu être cette fois déterminée. Pour cela, plusieurs poids de 20g ont été scotchés au fil en sortie de buse jusqu'à l'initiation du dévidement. Comme attendu, une fois le poids critique atteint l'écoulement est continu. On a ainsi trouvé une force de frottement seuil de 0,06 à 0,08 Newtons en fonction des bobines. Notons que dans ce système la friction provient des quatre parties numérotées de la figure 4.8-a qui ont fait l'objet d'une attention particulière.

Le procédé a ensuite été démarré selon l'ordre établi lors de l'essai précédent. Le seuil en sortie de buse a été déterminé par slug test à une valeur d'environ 700 Pa pour un seuil initial de 200 Pa. Au démarrage du parcours, la force motrice exercée sur les fils était suffisante et a permis d'actionner le dévidement des fibres. Les trois structures ont pu être fabriquées permettant de valider le prototype proposé.

L'avantage de ce système est l'indépendance de la force de dévidement à appliquer avec la taille de la bobine de stockage. Il n'y a donc pas de limite physique à l'augmentation de la taille du stockage. Concernant les développements technologiques, l'étape suivante est donc la réalisation d'un prototype à plus large échelle où les bobines sont déportées de la buse. Par ailleurs, un système de découpe du cordon en fin de parcours doit aussi être proposé et intégré. Cette expérience a pu d'ailleurs montrer qu'un simple ciseau permet une découpe efficace de ce dernier (figure 4.9-b et c).

Ces premières expériences démontrent la capacité de ce procédé de Pultrusion Interne à s'adapter à des procédés d'extrusion robotisée où le boudin est mis en forme par pression normale par rapport au support (Oriented Lace Pressing). Ce système permet alors l'ajout de renforcement de manière très modulable, puisque celui-ci peut s'adapter rapidement à une installation d'extrusion robotisée non renforcée existante. Cependant, l'ajout de renforts par pultrusion interne impose un certain nombre de contraintes supplémentaires sur la programmation du parcours et le contrôle du procédé. Ces contraintes sont détaillées dans la partie suivante.

Avant de les décrire, nous souhaitons attirer l'attention du lecteur sur un point particulièrement intéressant : l'ajout de renforts continus, même en quantité très limitée, modifie radicalement le comportement rhéologique du boudin en sortie de buse. Cette modification de comportement est illustrée sur la figure 4.9 qui montre deux photographies réalisées juste après la fabrication des trois ovales. L'écoulement passe d'un écoulement bouchon sans striction lorsqu'il est encore renforcé par les cinq fils continus répartis dans la section (cf. figure 4.9-b), à un écoulement goutte à goutte décrit dans le chapitre 3 lorsque les fibres ont été totalement vidées et que le mortier est à nouveau non renforcé (cf. figure 4.9-a). En reprenant l'analyse du cas parfaitement plastique du slug test, on peut montrer que l'ajout de renfort continu se traduit en fait par une augmentation spectaculaire du seuil de cisaillement. Ceci est compréhensible, puisque la striction ne peut se produire que si un glissement se produit entre le boudin et le renfort continu. Ce type de comportement est bien connu des mécaniciens des sols, où l'ajout de faible quantité de renfort rigide permet une augmentation très importante du seuil apparent. Toutefois, seule la direction longitudinale a été renforcée, l'effet de l'ajout des renforts sur la pression exercée lors de l'écrasement du boudin est donc lui très limité pour des faibles niveaux de renforcement. Le matériau possède donc un comportement rhéologique anisotrope. Notons que cette modification du comportement engendre nécessairement un nouvel espace de géométrie imprimable grâce à l'augmentation importante de résistance à la traction au jeune âge. Toutefois, l'exploration de ces dernières nécessite la description précise du comportement rhéologique et de son évolution temporelle par la mise en oeuvre d'une démarche d'homogénéisation. Ceci fera l'objet d'un travail ultérieur.

Contraintes de mise en oeuvre du renforcement par pultrusion interne

La réflexion théorique nourrie par les expériences précédentes a permis de mettre en évidence plusieurs contraintes propres à la mise en oeuvre du procédé de pultrusion interne. L'objectif de cette partie est de les expliciter et de les quantifier afin de proposer un cahier des charges permettant le développement de nouveaux dispositifs de pultrusion interne et de déterminer les limites intrinsèques de ce procédé.

Contraintes cinématiques

La première famille de contraintes provient de la cinématique du procédé. Pour l'expliciter, la figure 4.10 propose deux schémas en coupe du procédé de pultrusion interne qui introduit les notations Ce schéma illustre que l'ajout de renforts continus inextensibles implique que la vitesse d'avance de la buse, notée V r , doit être égale à la vitesse d'extrusion des renforts V ext . Par ailleurs, pour contrôler leurs positions à partir du débit de mortier, il est indispensable que la vitesse relative entre le béton et le renfort soit nulle à la fois dans la zone motrice et dans le boudin une fois déposé. Ainsi la vitesse d'extrusion V ext correspond aussi à celle des particules de matrice cimentaire.

Nos expériences ont montré que le procédé tolère une vitesse d'avance légèrement inférieure, mais que l'inverse conduit à des conditions de dépôts non satisfaisantes (Échappement des renforts, défaut géométrique du parcours). Cependant, une vitesse d'avance inférieure se traduit, sous l'hypothèse des renforts inextensibles, par une ondulation des renforts au moment du dépôt.

Du point de vue du réglage du procédé, la vitesse d'extrusion du mortier dans la zone motrice dépend de la section de matrice S m calculée à partir du diamètre D de la zone motrice, du débit massique Q de la masse volumique ρ et de la proportion volumique de renfort φ f . On obtient ainsi une relation entre la vitesse d'avance et le débit de mortier :

V r ≤ V ext = Q ρS m = 4Q ρπD 2 (1 -φ f ) (4.1)
Le taux de renforcement φ f peut se calculer simplement par le rapport de la section de renfort S f sur 

φ f = S f S (4.2) = 4λ ρ f πD 2 (4.3)
Pour garantir la robustesse du procédé, la vitesse d'avance doit être réglée légèrement inférieure à la vitesse d'extrusion. Cependant, une vitesse d'avance trop faible conduit nécessairement à une ondulation importante qui pourrait avoir des conséquences sur le comportement mécanique. De manière plus quantitative, cette ondulation des renforts au moment du dépôt provient simplement de l'excès de longueur déposé dL donné par la relation :

dL L = V r -V ext V ext (4.4)
En supposant une ondulation triangulaire comme sur les figures 4.10-b et 4.11-a, on peut alors calculer l'angle par rapport à l'axe du boudin α par :

dL L = 1 -cos(α) ⇐⇒ α = arccos V r V ext (4.5)
Pour des taux de renforcement inférieurs à quelques pourcents, négliger le volume des renforts φ f dans l'équation (4.1) conduit à une valeur de vitesse d'avance appropriée au débit mesuré dans la pratique. C'est cette démarche qui a été mise en oeuvre lors des fabrications présentées dans la partie précédente. On peut remarquer que la vitesse d'avance pourrait être ajustée expérimentalement au démarrage du procédé. D'un point de vue de la géométrie du boudin, cette liaison interne entre la vitesse de la buse et la vitesse d'extrusion se traduit par une section de boudin après dépôt, inchangée par rapport à celle de la zone motrice S. Ceci constitue une contrainte intermédiaire sur la forme du boudin entre la mise en forme par pression (Oriented Lace Pressing) et la mise en forme par la géométrie de la buse 

Contraintes dynamiques

Une fois les contraintes cinématiques identifiées, il est nécessaire de s'intéresser à la dynamique du procédé, c'est-à-dire aux forces mises en jeu. Ce qui permet d'identifier une nouvelle famille de contraintes. La figure 4.12 présente le problème et les notations par un schéma et les allures de l'évolution des forces internes dans les renforts sur le graphe du haut et du mortier sur le graphe du bas. Ces allures seront commentées plus en détail dans la suite.

Une analyse similaire réalisée dans le chapitre 2 nous a permis de mettre en évidence plusieurs contraintes du procédé d'extrusion robotisée non armé. De la même manière, l'analyse de l'ajout des renforts par pultrusion interne nous permettra de mettre en évidence des contraintes supplémentaires lors de la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée renforcée par pultrusion interne. La première porte sur le seuil de cisaillement de la matrice, puisque celui-ci doit être capable de générer une force motrice sur les fibres permettant de compenser les forces de frottement du dévidement et l'acheminement de

τ ce n.F fro n.F fro l l m l l m x e x e x e F 1 F 2 F 3 F 4 F 1 F 2 F 3 F 4 n.F fro n.F fro a) Seuil constant b) Changement de phase x m2 x e F b F b F f F f x x x x x τ c0 τ ce τ c x m1 x m2 x m1 x m2 x m1 x m2 x m1 F 4' F 4' R 1 R 1 Figure 4.
12 -Schémas, notation de la dynamique de la pultrusion interne : a) Cas des mortiers à faible structuration , b) Cas des mortiers à forte structuration. Les graphiques du haut présentent l'évolution qualitative des forces internes dans les renforts. Les schémas centraux illustre la géométrie de la buse et l'évolution du seuil de cisaillement par la couleur. Finalement, les graphiques du bas présentent l'évolution qualitative de l'évolution de force interne dans le béton (proportionnel à la pression). Les courbes jaunes en trait plein et en pointillés représentent les pertes de charge dues à la mise en forme du mortier au cours de l'écoulement respectivement pour le seuil de cisaillement initiale et pour le seuil permettant de générer une force motrice suffisante. Et, la courbe orange représente la contribution supplémentaire de la force motrice exercées sur les renforts continus.

chacun des renforts continus. La deuxième contrainte est l'augmentation des pertes de charge liée au dispositif de pultrusion interne. Elles sont dues à l'utilisation d'une géométrie de buse complexe, à l'éventuelle augmentation du seuil de cisaillement permettant de générer une force motrice suffisante pour chacun des fils pris séparément et à la force motrice totale à générer pour entrainer l'ensemble des fils de renforts. Cette perte de charge provoque nécessairement une augmentation de la puissance de la pompage limitée par la technologie.

Conditions sur le seuil de cisaillement

Nous nous intéressons d'abord à la contrainte supplémentaire sur le seuil de cisaillement pour garantir le dépôt convenable du boudin renforcé. L'analyse cinématique a permis de mettre en évidence l'importance de garantir une vitesse relative nulle entre les renforts continus et le mortier. Cependant, l'ajout continu des renforts nécessite nécessairement le dévidement des bobines et l'acheminement qui génère inévitablement des frottements.

Le renfort présente donc un état de contrainte de traction au moment du mélange avec le béton. Afin de permettre l'orientation normale de la buse par rapport au support, cette contrainte doit être nulle au moment de la sortie de la buse. Ainsi, il existe nécessairement un transfert de la contrainte normale des renforts au mortier, c'est-à-dire une contrainte de cisaillement du mortier.

N f N f + dN f dx τ P f P f Figure 4
.13 -Équilibre d'un élément de renfort continu À partir de l'équilibre d'un élément de renforts de périmètre P f et de longueur dx, illustré sur la figure 4.13, on obtient l'équation différentielle :

dN f = τ P f dx (4.7)
Notons que l'existence d'une contrainte de cisaillement à vitesse relative nulle implique nécessairement l'utilisation d'un fluide à seuil, où la vitesse relative reste nulle si la contrainte de cisaillement interfaciale entre le fil et le mortier à l'état frais est inférieure ou égale au seuil de cisaillement du fluide. Supposons maintenant que la contrainte de cisaillement entre le renfort et le mortier est égale au seuil de cisaillement du mortier tant que le renfort possède une contrainte de traction non nulle (hypothèse inspirée sur [START_REF] Martinie | Comportement rhéologique et mise en oeuvre des matériaux cimentaires fibrés[END_REF]). On peut déterminer la force motrice maximale transmise à un renfort par le mortier pour une longueur de zone motrice l m par l'intégration de l'équilibre 4.7 en substituant τ par le seuil de cisaillement local du mortier τ c (x) :

F max = xe x m2 τ c (x)P f dx (4.8)
avec x e la position de la sortie de la zone motrice et x m2 la position de l'entrée de la zone motrice, définis dans la figure 4.12. On peut alors distinguer selon les deux cas illustrés sur la figure 4.12.

Pour un seuil de cisaillement à faible taux de structuration entre le mélange et la sortie de la buse (figure 4.12-a), la force motrice devient :

F max = τ ce P f l m (4.9)
avec l m = x e -x m2 la longueur du fil, définie sur la figure 4.12 et τ ce la valeur de seuil en sortie de nez que l'on peut déterminer par le slug test, développé dans le chapitre 3. Pour un mortier à fort taux de structuration dans le nez (figure 4.12-b), on suppose l'évolution du seuil de cisaillement constant, comme dans le chapitre précédent, linéaire avec le temps ( [Rou06]), c'est-à-dire τ c (t) = τ c 0 + A thix t. Dans cette expression, en remplaçant la variable temporelle t par la variable d'espace x par l'expression t = x V = ρSm 4Q x dans l'équation (4.9), la force de traction maximale F max est égale à :

F max = τ ce - ρS m 8Q A thix l m P f l m (4.10)
On peut alors réaliser la modalité du slug test, présenté dans le chapitre 3, pour déterminer la structuration A thix et τ ce . Cependant, la mesure de A thix peut être délicate à cause de la perturbation liée à la viscosité. En pratique, on propose de déterminer uniquement le seuil de cisaillement à la sortie de la buse τ ce et de supposer que le seuil de cisaillement du mortier à l'entrée de la zone motrice est égal à sa valeur mesurée par essai d'étalement en sortie du malaxeur avant le dépôt dans la zone de stockage noté τ c0 . L'expression de la force motrice maximale donnée par (4.10) peut alors être reformulée en fonction de τ c0 et τ ce :

F max = τ c0 + τ ce 2 P f l m = τ c P f l m (4.11)
Finalement, pour éviter tout déplacement relatif entre le mortier et les renforts pendant le dépôt, la force de traction maximale du béton sur chacun des renforts continus doit être supérieure à la force de frottement liée au système d'acheminement des renforts. Ainsi, pour des fils identiques, la force motrice donnée par (4.11) doit être supérieure à la force de frottement maximale max(F i f r ) (figure 4.2) :

F max ≥ max(F i f r ) (4.12)
En remplaçant F max dans l'équation (4.12) par son expression (4.11), on obtient la condition sur la valeur moyenne du seuil de cisaillement :

τ c ≥ max(F f r ) P f l m avec τ c =      τ ce if A thix 8Qτ c0 ρπD n 2 l m τ c0 + τ ce 2 if not (4.13)
Sur notre dispositif actuel, la force de frottement est légèrement inférieur à 0,1 Newton. Le périmètre du fil de renfort est d'environ 2 mm et la longueur de la zone d'entrainement est de l'ordre de 100 mm. Dans ces conditions, la valeur moyenne du seuil de cisaillement dans la zone d'entrainement devrait être légèrement inférieure à 500 Pa. Or, lors de la dernière expérience utilisant ce dispositif, le seuil moyen dans la zone motrice obtenue à partir du seuil de cisaillement initial et en sortie de buse par l'expression (4.11) est égal à (700 + 200)/2 = 450 Pa. L'expression semble donc capable d'estimer le seuil de cisaillement nécessaire en fonction de la force de frottement du système et la longueur de la zone motrice.

Remarquons que cette expression suppose d'une part, l'absence d'une couche limite au niveau voisinage des renforts, qui pourrait s'expliquer par la diminution de la quantité des plus grosses particules au voisinage des fils, et d'autre part, qu'aucune interaction n'a lieu entre les renforts (schéma dilué).

Si on suppose l'existence d'une telle couche limite constituée de pâte de ciment, qui possède donc un seuil de cisaillement local inférieur au mortier, l'expression (4.11) devrait surestimer la force motrice. Mais, d'après nos expériences, cette expression semble donner une valeur très proche de la valeur attendue. L'effet de la couche limite ne semble pas significatif dans le cas des fils multi-fibres et peut être négligée.

La deuxième hypothèse est discutable pour des taux de renforcement importants, car le seuil de cisaillement de matrice au voisinage de la fibre peut être modifié par la présence des autres renforts. L'équation (4.13) devrait alors sous-estimer la force motrice pour des taux de fibres importants. Cette situation intéressante doit toutefois faire l'objet de futures recherches.

Finalement, la condition (4.13) sur le seuil de cisaillement peut être allégée en augmentant la longueur de la zone motrice ou en limitant les frottements liés au dévidement et au cheminement des renforts.

Contrainte sur la technologie

Le deuxième type de contrainte dynamique s'applique sur les dispositifs technologiques d'extrusion robotisée. La contrainte principale provient de l'augmentation de la pression de travail due aux pertes de charges supplémentaires entrainées par l'ajout des renforts. On peut séparer ces pertes de charge en trois contributions :

1. Les pertes de charge dues à la géométrie de la buse qui impose un écoulement complexe.

2. Les pertes de charge dues à l'augmentation du seuil de cisaillement nécessaire pour générer la force motrice.

3. Les pertes de charge induites par la force motrice du mortier sur le renfort.

La première contribution, notée ∆F b1 , nécessite d'analyser l'écoulement potentiellement complexe dans la buse. La courbe jaune de la figure 4.12 propose une évolution qualitative de la force interne du mortier au cours de son passage à travers la buse. On peut alors exprimer cette perte de charge à partir de la force interne en sortie de buse F 1 , non nulle si le boudin est mis en forme par pression (Extrusion Lace Pressing), et de la pression en entrée de buse F 4 :

∆F b1 = F 4 -F 1 (4.14)
De manière analogue à l'analyse du chapitre 2 [BJB91, PMR + 12], on peut séparer celle-ci en une contribution de frottement contre les parois et une contribution de mise en forme de la matrice au cours de l'écoulement. La composante de frottement est alors proportionnelle aux surfaces ajoutées pour insérer les renforts et la composante de mise en forme dépend de l'écoulement spécifique induit par la buse. Une analyse fine de ce dernier pourrait nous permettre d'entreprendre l'optimisation de la géométrie de la buse pour limiter la perte de charge. Ceci devra toutefois faire l'objet d'un travail dédié. Notons que l'augmentation de la force motrice par allongement de la zone motrice induit donc une perte de charge par frottement supplémentaire proportionnelle à l'augmentation de la longueur ∆l m . La deuxième contribution, notée ∆F b2 , peut être estimée en supposant que la perte de charge due à l'écoulement dans le nez est proportionnelle au seuil de cisaillement moyen. Ceci revient dans l'analyse théorique de l'extrusion proposée dans [BJB91, PMR + 12] à supposer que le terme de mise en forme et le terme de cisaillement sont tout deux proportionnels aux seuils du mortier. On se place pour simplifier l'analyse dans le cas de mortiers à faible structuration. Si on note τ ce le seuil de cisaillement de référence du procédé non renforcé et ∆τ ce son éventuel augmentation nécessaire pour générer une force motrice suffisante pour la pultrusion interne, on a alors :

∆F b2 = ∆τ ce τ ce ∆F b1 (4.15)
Après l'augmentation du seuil de cisaillement, la perte de charge due au passage du mortier à travers la buse de pultrusion interne en absence de renforts continus est représentée sur les graphiques en bas de la figure 4.12 par les courbes tracées en tirets jaunes. Par ailleurs, à partir du paragraphe précédent, on peut déterminer ∆τ ce à partir de son niveau de référence τ ce , la force de frottement maximale pour l'acheminement d'un élément de renfort max(F f r ) et de la longueur de la zone motrice l m à partir de l'équation (4.13) :

∆τ ce =        0 si τ ce ≥ max(F f r ) P y l m max(F f r ) P f l m -τ ce sinon (4.16)
Finalement, la dernière contribution à la perte de charge induite par la pultrusion interne, notée ∆F b3 est égale à la force motrice exercée sur l'ensemble des fils. Elle est simplement la somme des forces de frottements générés sur chacun des n renforts continus lors de leurs acheminements : Dans la pratique, cette perte de charge peut être limitée par la pression de travail maximale de la pompe à béton. C'est le cas dans le système d'impression utilisé au laboratoire. Si on note P max la pression maximale de pompage, on a alors nécessairement, l'inégalité :

∆F b3 = n i=1 F i f ro = n.
P max > ∆F b + F 1 πR 1 2 (4.19)
où R 1 est le rayon de la pompe, F 1 est la force de mise en forme du boudin qui dépend au premier ordre du seuil de cisaillement en sortie de buse τ ce et de l'épaisseur h choisie en fonction de la géométrie de l'objet à fabriquer. Ainsi, l'inégalité (4. 19) explicite la contrainte sur le dispositif technologique permettant la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée renforcée. Elle s'apparente à un cahier des charges global sur le dispositif technologique de Pultrusion Interne. Associé à l'équation (4.18), on comprend l'importance du développement d'un système de dévidement des renforts qui impacte l'ensemble des termes de la perte de charge ∆F b . On en conclut que le nombre de fils renforts continus, c'est-à-dire le taux de renforcement maximal atteignable dépend essentiellement de la qualité du système de dévidement et d'acheminement des fils renforts qui détermine la force de frottement moyenne d'acheminement Ffr .

Détermination expérimentale du taux de renforcement maximal admissible d'un système d'extrusion robotisée renforcée par pultrusion interne

Pour un système d'extrusion robotisée non renforcée et un dispositif de pultrusion interne donnés, la perte de charge due à l'écoulement à travers la géométrie ∆P b1 peut être déterminée par la mesure de la pression de pompage nécessaire à l'écoulement à travers la buse de pultrusion en absence des renforts à partir de l'équation (4. 19). La force de frottement moyenne Ffr du dispositif peut être calculée sur le dispositif en absence de mortier en mesurant les forces nécessaires à appliquer en sortie de buse pour provoquer le dévidement de chacune des bobines. La valeur du seuil de cisaillement du mortier dans la zone motrice peut être déterminée par slug test et la pression maximale admissible P max est donnée par le constructeur. On peut alors calculer le nombre maximal de fils de renforts n max admissible en résolvant (4.18). Or le taux de renforcement pour l'ajout de n fil de renfort de densité linéaire λ et de densité volumique ρ f pour zone motrice de diamètre D est donnée par l'équation (4.3). Le taux maximal de renforcement maximal est ainsi : Les équations (4.20) (4.21) fournissent une première limite sur le taux de renforcement maximal admissible donnée par un système. En réalité, une autre limite sur le taux de renfort maximal provient de la composition de la matrice cimentaire utilisée. Ce dernier point est explicité dans le paragraphe suivant.

φ f max ≤ n max .λ ρ f (4.

Contraintes sur la formulation des mortiers des bétons anisotropes

Trois types de contraintes concernant la formulation des mortiers sont identifiés :

1. La stabilité du mortier 2. La taille du squelette granulaire 3. Les effets de paroi dus à l'introduction des fibres longues Bien que chacune de ces contraintes nécessitent un travail dédié, ce paragraphe présente donc succinctement la problématique et redirige le lecteur vers certains travaux qui pourraient permettre leur formalisation ultérieure.

Stabilité du mortier

La première contrainte, identifiée dans le paragraphe précédent, relève d'une question très étudiée liée à la mise en oeuvre des matrices cimentaires. Le problème général est celui du drainage ou de la ségrégation à savoir, le mouvement relatif de la phase liquide à travers le squelette granulaire du mortier. En effet, soumis à un différentiel de pression, la phase liquide, eau et éléments solides les plus fins, auront tendance à migrer aux travers de la porosité du squelette solide, constitué des grosses particules, de la zone de haute pression vers la zone de faible pression. Le problème le plus courant est lié à la mise en oeuvre traditionnelle des matériaux cimentaires par coulage qui induit nécessairement la migration de la phase liquide vers le haut du coffrage contenant un volume soumis à la gravité. Toutefois, notre problématique est plus proche de celle relative à la mise en oeuvre des mortiers par extrusion présentant une réduction de diamètre importante [START_REF] Toutou | Rh\'eologie et formulation des[END_REF][START_REF] Perrot | Visualisation de la consolidation durant l'extrusion des matériaux à base cimentaire[END_REF] illustrée sur la figure 4.14a. Un test de compression spécifique, le squeezing test [START_REF] Toutou | The squeezing test : a tool to identify firm cement-based material's rheological behaviour and evaluate their extrusion ability[END_REF], a été développé afin de caractériser le potentiel de drainage d'un mortier. L'effet du drainage est mis en évidence sur la photo de la figure 4.14-b par une zone claire. Cette zone est en fait asséchée par le drainage. L'apparition d'une telle situation lors de l'extrusion conduit inévitablement à la formation d'un bouchon. De manière générale, il faut s'assurer que le volume d'eau drainée reste limité. Il faut donc s'assurer que le temps caractéristique de migration de la phase liquide, soit faible par rapport au temps d'extrusion. Les trois principes d'augmentation de la stabilité sont :

• l'augmentation de la viscosité de la phase liquide qui réduit la vitesse de migration à travers la phase solide. • l'augmentation de la compacité du squelette granulaire qui conduit à la réduction de la porosité du squelette et ainsi à la vitesse de migration du liquide [START_REF] Toutou | Rh\'eologie et formulation des[END_REF].

• la diminution du différentiel de pression au cours du procédé qui fournit une contrainte sur ∆F b , c'est-à-dire sur la forme de la buse de pultrusion interne.

Taille du squelette granulaire

La deuxième problématique concerne la taille de la plus grosse particule du squelette granulaire. En effet, il doit nécessairement exister une taille maximale pour les particules constituant le squelette granulaire d'un mortier permettant leur passage à travers une géométrie de la buse d'extrusion donnée. Dans le cas d'une géométrie de révolution et d'un squelette granulaire monodispersé voir figure 4.15, des travaux récents [START_REF] Cheikh | Numerical and experimental studies of aggregate blocking in mortar extrusion[END_REF] ont mis en évidence par modélisation discrète en trois dimensions, l'existence d'un rapport minimal de 4 entre le diamètre de la buse d'extrusion et le diamètre des particules. Ce type de modélisation pourrait être appliqué à notre cas pour déterminer des contraintes supplémentaires sur la géométrie de la buse de pultrusion interne pour un mortier donné. Notons que dans notre cas, les matrices utilisées lors des extrusions robotisées au laboratoire possèdent des tailles maximale de particules faibles, inférieures au millimètre, ce qui procure une grande liberté géométrique sur la buse de pultrusion interne.

Effets de paroi dus à l'introduction des fibres longues

Le dernier point concerne la baisse de la compacité locale du squelette granulaire lors de l'ajout de renforts continus en cours de procédé par l'ajout d'effet de paroi [dL99]. Cet effet est illustré sur la figure 4.16. La baisse de la compacité est simplement la diminution de la proportion de squelette contenu dans un volume au voisinage de la fibre. Ceci conduit à la création de porosités qui peuvent se remplir de pâte cimentaire si celle-ci est en excès et suffisamment mobile, ou rester partiellement remplie d'air, si la pâte cimentaire n'est pas en excès suffisant pour les remplir entièrement. Dans le cas d'un effet de paroi lié à l'addition de fibres courtes [dL99], celles-ci impactent un volume v p proportionnel au diamètre des plus gros granulats et à sa longueur. En pratique, on suppose qu'il existe un coefficient universel k F qui exprime le volume réel impacté par l'ajout de la fibre et qui doit être déterminé empiriquement. La compacité en présence de fibres de longueur finie φ corr m peut alors être exprimée en fonction de la compacité initiale sans fibre φ m par l'expression [START_REF] Martinie | Comportement rhéologique et mise en oeuvre des matériaux cimentaires fibrés[END_REF] :

φ corr m = 1 -φ f 1 + (1 + k F ) 2 × φ m (4.22)
Intuitivement dans le cas de renfort continu, le coefficient k f dépendra nécessairement du nombre de renforts continus répartis dans la section. On peut supposer qu'il est ainsi proportionnel à la surface spécifique de renfort, c'est-à-dire au produit du nombre de renforts et de leur périmètre pour des éléments de renforts tous identiques k F ∝ n.P f .

Cet effet peut donc devenir significatif lorsque le nombre de renforts élémentaires devient très grand. Ainsi, il est raisonnable de penser, que pour des taux de renforcement importants, le mortier doive être plus riche en pâte que dans un cas faiblement renforcé. Par ailleurs, dans ce cas, la baisse de compacité locale est bien répartie dans le matériau et peut éventuellement avoir un impact global sur la compacité du matériau cimentaire. Or, les propriétés rhéologiques et notamment le seuil de cisaillement dépendent fortement de sa compacité [dL99]. Ainsi, l'ajout d'un nombre important de renforts bien répartis pourrait avoir une influence significative sur le seuil de cisaillement du mortier dans les directions transverses, en plus de celle identifiée expérimentalement dans le sens longitudinal (voir figure 4.9). L'équation 4.22 constitue donc une nouvelle restriction sur la valeur du taux de renforcement maximal φ f max mis en oeuvre par pultrusion interne pour un mortier donné de compacité φ m .

Conclusion

Dans ce chapitre, nous présentons un nouveau procédé, nommé Pultrusion interne ou flow-based pultrusion et breveté au cours de cette thèse, pour le renforcement des mortiers mis en oeuvre par extrusion robotisée. Il prend en entrée le mortier non renforcé en sortie du dispositif d'extrusion robotisée classique et délivre un mortier renforcé présentant des propriétés rhéologiques anisotropes à l'état frais comme à l'état durci. Ce dernier se distingue des méthodes existantes par la génération de la force motrice permettant le dévidement des bobines et l'acheminement des renforts continus vers le mortier directement par le débit de mortier à l'intérieur de la buse. Cette propriété est fondamentale puisqu'elle permet de conserver une orientation de la tête normale par rapport au trajet d'impression, ce qui permet une réduction drastique des contraintes de parcours.

Les premières expérimentations réalisées sur différents prototypes ont permis la validation du concept initial et la mise en évidence de contraintes de mise en oeuvre supplémentaires permettant à la fois de guider les améliorations du dispositif technique développé au laboratoire, et le développement du cahier des charges général portant sur un dispositif de Pultrusion Interne.

Ainsi, une dernière partie présente l'ensemble des contraintes propres à la mise en oeuvre de la pultrusion interne qu'elles soient cinématiques, s'appliquant sur le paramétrage des parcours d'impression, ou dynamiques, portant sur le seuil du matériau et sur la puissance du dispositif d'extrusion robotisée de mortier non renforcé initial. Celles-ci permettent de définir à l'aide d'une expérience simple, une estimation du taux de renforcement maximal atteignable par un dispositif technologique d'extrusion robotisée muni d'un dispositif de Pultrusion Interne donné. Ce taux de renforcement est en pratique fortement limité par le dispositif d'acheminement des renforts qui génère un supplément de perte de charge important au cours du procédé et dans une moindre mesure par la perte de charge provoquée lors du passage du mortier à travers la buse d'extrusion spécifique.

Cependant, ce taux de renforcement maximal théorique est dans le cas général une borne supérieure du taux de renforcement maximal réel. En effet, une dernière classe de limites identifiées provient de l'influence potentielle de l'ajout des renforts continus sur la compacité des mortiers initiaux. Ceci devrait conduire à la définition d'un taux de renforcement maximal provenant de problématique de formulation, pouvant être inférieur au taux de renforcement maximal provenant de la dynamique du procédé. Cette dernière partie constitue une perspective très importante afin d'affiner l'estimation du taux de renforcement maximal admissible d'un dispositif de pultrusion interne idéal (Pression de travail infinie et forces de frottement due à l'acheminement nulles), qui devrait être très sensiblement supérieur au dosage atteignable par les bétons renforcés par fibres courtes.

Une autre perspective très intéressante concerne la modification du comportement au jeune âge du mortier une fois renforcé. En effet, les premières expérimentations ont montré la modification très importante du seuil de cisaillement dans la direction des fils de renforts liée à la capacité de résistance à la traction bien supérieure des renforts unidirectionnel. La description précise du comportement anisotrope de matériau nous amènera sans doute à élargir la famille des objets réalisables par extrusion robotisée.

Introduction

Suite à l'étude des conditions de mises en oeuvre du procédé de fabrication des bétons anisotropes, diverses contraintes liées au processus de fabrication ont été mises en évidence concernant le type de renfort à utiliser. Les prochains chapitres visent quant à eux à l'étude des propriétés mécaniques d'interface fil/matrice en fonction de divers paramètres de formulation et de mise en oeuvre. L'objectif est d'initier une démarche de formulation de nos matériaux visant à maximiser l'efficacité des renforts intégrés dans l'amélioration du comportement mécanique à l'état durci du composite unidirectionnel.

En effet, selon l'objet à fabriquer, la formulation du micro-béton, l'évolution de ses propriétés rhéologiques et sa résistance mécanique à long terme seront différentes. Afin d'optimiser l'utilisation des renforts introduits, il est nécessaire de se poser la question du type de fil, notamment sa taille et ses propriétés mécaniques. Ce type d'optimisation est similaire à celle réalisée lors de la mise en oeuvre de mortiers renforcés par textile pour des opérations de renforcement de structures anciennes [START_REF] Alexandros | State-of-the-art on strengthening of masonry structures with textile reinforced mortar (TRM)[END_REF]. Pour chaque projet, les mortiers utilisés sont différents selon le matériau de construction de la structure à renforcer. Le type de tissu de renfort est alors choisi pour obtenir l'optimum entre résistance attendue et coût. Dans notre étude, l'objectif est d'introduire un renfort mécanique important dans le sens d'impression par l'ajout de fils continus. Comme on l'a vu dans le chapitre précédent, ces fils sont entrainés par le mortier et leur direction est donc alignée en tout point de la structure fabriquée avec le trajet d'impression respectif. Afin de pouvoir caractériser de telles structures, il est nécessaire d'identifier les paramètres du boudin de mortier anisotrope obtenu. Bien entendu, ces propriétés mécaniques vont fortement varier en fonction du type de fil utilisé et de la section totale de renfort utilisée. Néanmoins, les boudins de bétons anisotropes partagent un socle de propriétés mécaniques communes. Tout d'abord, l'alignement des fils impose une symétrie matérielle orthotrope cylindrique et leur confère des propriétés mécaniques isotropes transverses. D'autre part, le matériau imprimé peut être assimilé à un matériau bi-phasique, constitué de la phase matrice et de la phase renfort. Cependant, nous avions vu dans le chapitre 1 qu'il pouvait être pertinent d'introduire une phase supplémentaire au voisinage de l'interface que l'on appelle interphase, afin de rendre compte d'un éventuel gradient des propriétés mécaniques de la matrice à l'interface (figure 1.13 [START_REF] Banholzer | BOND BEHAVIOUR OF A MULTI-FILAMENT YARN EMBED-DED IN A CEMENTITIOUS MATRIX[END_REF]), due à l'augmentation de la porosité et aux modifications chimiques aux abords de l'interface fil-matrice. Par ailleurs, nous avons montré que l'interface matrice renfort revet une grande importance dans le comportement du composite envisagé.

Ainsi, dans le cadre de la mise au point des bétons anisotropes, nous nous focaliserons ici sur l'étude de micro-composites composés d'un unique fil de renfort imprégné par une matrice cimentaire. Ceci nous permettra de caractériser finement les propriétés mécaniques à l'état durci de l'interface fil/matrice cimentaire, afin de bien comprendre les fondements et d'entrevoir le comportement global du composite envisagé. Cela permettra aussi de classer différents types de couples fils/matrice et mettre en lumière les différents paramètres, pouvant être éventuellement modifiés par le procédé, qui influencent la résistance d'interface. En effet, il n'est pas question d'établir une solution optimale en toute matière, mais plutôt de définir une démarche permettant de choisir le type de fibre à associer à la matrice cimentaire imprimable utilisée et de définir les paramètres procédés, taux de renforcement, nature du renfort et rhéologie de la matrice cimentaire pour atteindre un objectif de renforcement donné en tenant compte de l'adhérence fil-matrice.

Dans ce contexte, les deux prochains chapitres présentent une démarche d'identification des propriétés mécaniques d'interface par analyse inverse à partir de courbes caractéristiques de différents tests micro-mécaniques réalisés sur des micro-composites. Deux types d'essais, liés à des conditions aux limites spécifiques, sont envisagés : le test d'arrachement (pull-out test) et l'essai de tirant (tension stiffening test). Un premier chapitre est consacré à la présentation de la modélisation multiparticulaire à une dimension, appelée modélisation multi-barre, obtenue à partir du problème axisymétrique d'un fil unitaire imprégné dans un cylindre de béton. Différentes lois d'interface sont ensuite postulées. Ceci permet dans un dernier temps de simuler les courbes caractéristiques force/déplacement relatif pour deux types de conditions limites. Le deuxième chapitre aborde dans sa première partie la validation expérimentale du modèle et l'influence du type de conditions limites choisies pour la détermination des propriétés mécaniques de l'interface. Les protocoles expérimentaux développés sont alors introduits, ainsi que la démarche d'identification des propriétés mécaniques d'interface. L'essai de tirant se révèle alors particulièrement adapté à la détermination des propriétés mécaniques de l'interface fil inox/mortier. La deuxième partie de ce chapitre se consacre à la détermination des propriétés mécaniques d'interface pour six couples fibres/mortier envisagés pour la réalisation de bétons anisotropes par la méthodologie d'identification présentée dans la partie précédente. Ici, l'essai de tirant a été préférée pour éviter toute influence des conditions de bords. D'autre part, afin de garantir une comparaison directe entre les essais micromécaniques de ce chapitre et l'essai in situ réalisé sous tomographie à rayons X présenté dans le chapitre suivant, l'épaisseur des échantillons utilisés a été limitée afin de garantir des conditions d'observations optimales. Enfin, ces échantillons sont issus de la même gâchée que ceux utilisés dans l'expérience in situ présentée au chapitre suivant.

Le dernier chapitre se consacre à la présentation des essais de tirant réalisés in situ sur la ligne Anatomix du Synchrotron Soleil. Nous verrons que la mise en oeuvre d'une méthodologie de traitement d'image intensive permet d'obtenir des observations qualitatives, mais aussi des données quantitatives concernant l'endommagement à l'interface. Ces données sont complémentaires aux courbes caractéristiques macroscopiques et nous verrons qu'elles peuvent contribuer à la formulation d'hypothèses mécaniques pertinentes. Une première section introduit le protocole expérimental, le type d'observation envisagé et le traitement d'image associé. La deuxième partie présente ensuite des observations directes de l'endommagement et son évolution à plusieurs niveaux de chargement sur un unique échantillon pour certains des différents couples fibre/matrice envisagés. La dernière section s'intéresse finalement à une comparaison d'abord qualitative, puis quantitative des résultats obtenus par l'analyse inverse du chapitre précédent et par observations directes.

Dans cette partie, certaines sections sont rédigées en anglais, car elles sont directement tirées d'articles scientifiques parus ou à paraître. Celles-ci sont alors précédées d'un résumé en français et en italique. De plus, pour faciliter la lecture du plan de thèse, les titres des parties et sous-parties sont indiqués en français, tandis que les titres originaux, tirés de l'article, sont ajoutés entre parenthèses.

Chapitre 5

Modèle multi-barre à une dimension

Afin d'étudier les propriétés d'interface sur un micro-composite contenant un unique fil plongé dans un mortier, nous présentons dans ce chapitre une méthodologie de modélisation multi-particulaire à une dimension, baptisé modèle multi-barre, à partir de la formulation axisymétrique du problème. Par un jeu d'hypothèses similaires, mais affaiblies par rapport à celles exprimées dans [START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF] (car basées sur l'énergie de déformation et pas sur les contraintes), on obtient un modèle multi-barre, équivalent au modèle shear-lag dans le cas d'une interface parfaite. L'approche précise considérablement le statut des variables 1D du problème unidimensionnel, appelées variables généralisées. Elle met aussi clairement en évidence une raideur d'interface qui résume les contributions de la fibre et de la matrice à leur déplacement relatif. Il est alors très facile de réaliser la synthèse des deux modèles proposés dans la littérature : interface parfaite ou cohésive, en ajoutant au terme de discontinuité dû à la déformation élastique répartie sur la fibre et la matrice, une possible discontinuité additionnelle concentrée sur l'interface, rendant compte de la présence d'une interphase souple.

Il faut noter que cette méthodologie pourrait aussi permettre la mise au point de modèles plus élaborés, en modifiant les hypothèses adoptées. Toutefois, les modèles de type shear-lag ayant prouvé leur intérêt, il semble inutile de complexifier le modèle à ce stade. Cette piste est donc laissée à de futurs travaux qui pourront bénéficier des observations directes issues des expériences réalisées au synchrotron présentées dans le chapitre 7.

Dans un deuxième temps, nous proposons différentes lois constitutives pour l'interface en nous plaçant dans le cadre de la plasticité à écrouissage négatif ou nul (comportement adoucissant ou parfaitement plastique). Il faut préciser que le domaine de résistance de l'interface est défini en contrainte, cette formulation étant semblable à une approche en énergie.

Enfin, la dernière partie consiste à appliquer et résoudre les équations de ce modèle multi-barres pour deux types de conditions limites et pour les différentes lois d'interfaces postulées. Grâce à la simplicité des hypothèses, cette résolution peut se faire par une méthode quasi-analytique.

Résumé Dans ce chapitre tiré d'un article en préparation, nous appliquons d'abord une méthode de réduction de dimensions au problème du fil immergé dans un cylindre de matrice (figure 5.1). Le problème mécanique à résoudre est celui d'une unique fibre contenue dans une matrice cylindrique supposée homogène, sous chargement axial, illustré sur la figure 5.1. En supposant le comportement isotrope des deux phases, le problème présente une symétrie de révolution et il peut être réduit à un problème axisymétrique. La stratégie originale adoptée dans ce travail vise à la réduction de ce dernier à un problème unidimensionnel en s'appuyant sur des hypothèses sur l'énergie de déformation. Cette méthodologie de construction du problème mécanique, de dimension réduite et équivalente au sens de l'énergie, dérive des principes de la réduction de dimensions des modèles multi-couches développés au laboratoire Navier [DDCC11, CDDC + 06].

Ce type de modélisation est pertinent en pratique puisqu'il permet, à partir d'une formulation faible du problème axisymétrique en deux dimensions (r, z) : la fonctionnelle de Helliger-Reissner, l'obtention de différents modèles mécaniques multi-phasiques à une dimension z en fonction des hypothèses adoptées sur l'énergie de déformation. Dans ce travail, on bâtit à l'aide de cette méthode un modèle simple, qui néglige l'énergie de déformation radiale et postule une certaine répartition des contraintes de cisaillement dans la section. On obtient alors dans ce cas un modèle micro-phasique 1D équivalent au modèle shear-lag développé par Nairn [START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF][START_REF] Nairn | Generalized Shear-Lag Analysis Including Imperfect Interfaces[END_REF]. Les variables de contraintes et déplacements généralisés sont données par le système (5.6). L'équilibre est régi par le système d'équation (5.7) tandis que le système (5.8) précise les conditions aux limites. Finalement, le comportement en régime élastique en supposant une adhérence parfaite entre matrice et renfort est déterminé par le système d'équations (5.9). En observant les systèmes d'équations mis en évidence par l'analyse, on se rend compte de l'influence du choix de la répartition des contraintes de cisaillement sur le comportement élastique de la structure. Toutefois, l'analyse ajoute une restriction sur le choix de la répartition des contraintes de cisaillement, ce qui n'est pas le cas dans la démarche classique de modélisation shear-lag. Par ailleurs, on note que l'analyse présentée devrait permettre de définir des modèles plus sophistiqués si l'on conserve d'autres termes d'énergie dans la formulation faible. Ces travaux sont toutefois laissés à de futures investigations. Dans notre cas, la raideur de l'interface est obtenue par l'équation (5.15), en supposant les contraintes de cisaillement associées à une répartition homogène des contraintes axiales dans les sections respectives du renfort et de la matrice, (5.14 la longueur élastique, notée x 0 , qui précise la longueur d'interface qui est toujours dans le régime élastique. En posant l la longueur de l'échantillon, l -x 0 est la partie inélastique.

la longueur cohésive, notée x 1 , qui précise la longueur d'interface dans les régimes élastiques ou adoucissants dans le cas d'une interface adoucissante. l -x 1 étant l'interface totalement déchargée dans le cas de l'interface adoucissante et la zone de frottement résiduel dans le cas de l'interface adoucissante puis frottante.

Des exemples typiques de courbes simulées pour différents types de comportement d'interface sont illustrées sur le graphe gauche des figures 5.5 pour le pull-out et 5.6 pour l'essai de tirant.

Les graphes correspondants situés sur la droite de ces figures présentent justement l'évolution du chargement en fonction de la longueur élastique. La force associée est croissante avec cette longueur de décohésion tout au long de l'essai dans le cas de l'essai de tirant. Ceci permet une simulation complète de sa courbe force-deformation. Ce n'est pas le cas pour l'ensemble de la courbe de pull-out, ce qui limite, dans notre cas, la simulation à la partie de force croissante de la courbe force-déplacement relatif. Toutefois, l'essai de tirant proposé admet aussi ses limites. Il ne peut être utilisé que pour des composites à matrices suffisamment rigides afin de créer les conditions d'un transfert de contrainte du renfort vers la matrice par cisaillement important, menant à la dégradation de l'interface avant celle de la matrice ou celle du renfort. C'est bien le cas des composites à matrice cimentaire, ce qui justifie le choix du test de tirant.

The addressed mechanical problem is the axisymmetric one of a single fibre embedded in a matrix cylinder, as illustrated in figure 5.1. This specific problem has been broadly studied in the literature in order to obtain relations between effective stress on the fibre ends and relative fibre-matrix displacement at fibre end in a pull-out experiment. Numerical and analytical relations based on various approximations relative to the behaviour at the interface already exist in literature. But none of them has really established itself as the standard method. Their uses rather depend on the scale of interest.

The shear-lag model is a common way to model a unidirectional composite structure by focusing on an elementary volume containing a single fibre embedded in a matrix as shown in 5.1. The description of the elastic behaviour of such a structure is then build within a 1D description postulating a longitudinal displacement field in both phases, u f in the fibre and u m in the matrix, which are linked to both longitudinal stresses by respective Young moduli, and eventually an additional stiffness for the interface characterized by a parameter K. The interfacial shear stress is then related to the displacement jump at the interface by: τ = K × (u c -u f ). Since the famous paper of Cox [START_REF] Cox | The elasticity and strength of paper and other fibrous materials[END_REF], numerous shear-lag type analyses have been proposed to provide a tool to calibrate composite mechanical properties in micro-mechanical tests. First analyses [Law72, Law82, SLS90, Mar92] also postulated inelastic properties such as a maximal stress τ max and a residual stress τ f r as unknown parameters to derive an analytical model to simulate a pull-out force-displacement curve. An interesting study on different experimental tests used to identify matrix properties can be found in [START_REF] Zhandarov | Characterization of fiber/matrix interface strength : applicability of different tests, approaches and parameters[END_REF] and more recently, a review concerning specifically pull-out test can be found in [TDA + 18]. Numerous works discussed the proper ways to model the debonding of fibres and respective inelastic properties, including fracture mechanics, damaging interface or plastic ones. [BL99, KWBDC18, ZPL97, HJ90, ZAL13].

In order to identify interfacial properties for different cementitious matrix formulations and fibres, this paper aims to build a simple model that can describe the stress field at the interface. The 1D shear-lag modelling was chosen over traditional finite element modelling for two main reasons. On the one hand, 1D shear-lag like modelling provides analytical expressions for the internal forces, which are interesting to develop deeper understanding of the interfacial behaviour. On the other hand, classical finite elements method needs a fine mesh for describing mechanical field inside the thin fibre, which leads to a very large number of degrees of freedom (DoF) for such a simple structure. Moreover, singular values of stress appear at the tip of the interface between fibre and matrix even when the mesh is refined. The use of cohesive elements between fibre and matrix could partially set the problem but further increase the number of DoF. Finally, once interfacial properties are identified, this type of analytical model can be used to build specific elements that embed interfacial properties and can be used in finite element framework to model the composite mechanical behaviour [DCR + 18].

Nairn [START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF] precisely published a work where he discussed the validity of the shear-lag analysis through a comparison with the finite element method. In other papers, he also derived a generalized shear-lag method in the framework of thermo-elasticity with anisotropic fibres [START_REF] Nairn | Generalized Shear-Lag Analysis Including Imperfect Interfaces[END_REF]. He also provided a full-field 3D analytical formulation for the single fibre embedded in a matrix cylinder illustrated in figure 5.1 [START_REF] Nairn | A variational mechanics analysis of the stresses around breaks in embedded fibers[END_REF]. His different papers influenced a lot the present work and some notations will be very similar.

In this paper, construction of shear-lag model is made using a stress approach, i.e. postulating only 3D components of the stress field and using a dimensional reduction leading to reformulate the 3D mechanical elasticity problem presented in figure 5.1 into the 1D multi-rod formulation that will be precised later on. In this first section, the general method is presented. From arbitrarily chosen radial shape functions of the shear components of the stress in both matrix and fibre, the 3D elasticity problem would be simplified through energetic considerations. To obtain the 1D description of the model, various mechanical interfacial properties would be introduced.

In the elastic behaviour, the interface is either assumed perfectly bonded (perfect interface hypothesis), supposing no local slip occurring at the interface before failure at τ = τ max . This assumption implies that a macroscopic value for the interfacial stiffness K i can be computed only using the bulk mechanical properties of both the fiber and the mortar. On the contrary, the interface is assumed to be cohesive, supposing the existence of a local slip, noted u i , at the interface proportional to the interfacial stress τ . In this case, an elastic local stiffness K l can be naturally introduced, which reduces the global interface stiffness to K i .

Once the limit of the elastic case is reached, different kind of inelastic behaviours can be introduced to described the behaviour once the maximal value of shear stress τ max is reached. The first one is a simple friction law τ = τ f r . Another possibility is to take into account a softening behaviour for the interface with a softening parameter K d . Finally, combination of softening plus frictional is also envisioned. The various considered situations are summarized in table 5.1. 

Perfect Cohesive

Équations d'équilibre unidimensionnel et conditions aux limites du modèle multi-barres -1D-Equilibrium and boundary conditions of the multi-rod 1D model

In this part, the multi-rod 1D model is obtained from the 2D axisymmetric model through an energetic approach based on the energy formulation of Hellinger-Reissner [CDDC + 06].

Let us consider the axisymmetric problem of a single fibre embedded in a cylindrical matrix presented in figure 5.1. Using a cylindrical coordinates system (r, θ, z), with unit vectors e r , e θ , e z , such that x = re rr +θe θθ +ze zz , the stress and displacement fields are respectively noted σ(x) and u(x) take the specific form σ(r, z) and u(r, z) because of the axial symmetry of the problem. Superscripts m or f respectively refer to quantities relative to the matrix or the fibre.

In the absence of body forces, the radial and vertical equilibrium equations of the 2D axisymmetric problem read:

∀(r, z), divσ = 0 ⇒      ∂σ k rz ∂z (r, z) + ∂σ k rr ∂r (r, z) + σ k rr -σ k θθ r (r, z) = 0 ∂σ k zz ∂z (r, z) + ∂σ k rz ∂r (r, z) + σ k rz r (r, z) = 0 with k = m, f [σ].n = 0 ⇒          σ m rz (R f , z) = σ f rz (R f , z) σ m rr (R f , z) = σ f rr (R f , z) σ m rr (R m , z) = T r (z) σ m rz (R m , z) = T z (z) (5.1)
Then, radial and longitudinal variables are separated. In the general case of multilayer materials, it is suitable to describe the internal 3D stress components in each layers from their values at their two interfaces. In the context of a multilayer concentric cylindrical layer structure, two normalized radial shape functions I k ij (r) and O k ij (r) are then introduced, as proposed by Nairn [START_REF] Nairn | Generalized Shear-Lag Analysis Including Imperfect Interfaces[END_REF] in the context of many concentric cylindrical layers. Their values goes respectively from 0 and 1 at the bottom interface, indicated by k-to 1 and 0 at the top cylindrical interface k+. It reads:

σ k ij (r, z) = O k ij (r) × σ k ij (R k-, z) + I k ij (r) × σ k ij (R k+ , z) (5.2)
It can be noticed that the knowledge of two non null components of the stress tensor will permit to deduce the two others, thanks to the equilibrium equations (5.1). Then, only four independant normalized radial functions are needed for each layer. Moreover, due to the continuity of the stress vector at interface, only normalized radial functions corresponding to the radial and the shear components of the stress are introduced, respectively I k rr (r) and O k rr (r), and I k rz (r) and O k rz (r). In our case, the studied structure (figure 5.1) only contains two layers, i.e. the fibre and the matrix. Consequently, the only physical interface, located at r = R f + = R m-= R f and indicated by the subscript i = f + = m-, is the interface between the fibre and the matrix. Then, the external surface, located at r = R m+ = R m and indicated by the subscript e = m+ , is the top interface of the matrix. Finally, a fictitious interface, located at r = 0 and indicated by the subsript 0 is considered to generalize the approach to the fibre.

Otherwise, the external shear stress and radial stress are respectively noted τ e (z) = σ m rz (R m , z) and ν e (z) = σ m rr (R m , z), the interfacial shear and radial stress components between matrix and fibre are respectively noted

τ i (z) = σ k rz (R f , z) and ν i (z) = σ k rr (R f , z),
where k is equal to f or m due to the stress vector continuity, and the central radial stress components are noted ν 0 (z) = σ k rr (R m+ , z), while the internal shear stress is null, i.e. σ f rz (0, z) = 0, due to axisymmetry of the mechanical problem and O f rz is consequently not defined. Finally, the radial and shear stresses in the fibre reduce to:

σ f rz (r, z) = τ i (z) × I f rz (r) σ f rr (r, z) = υ 0 (z) × O f rr (r) + υ i (z) × I f rr (r)
with:

       I f rz (0) = 0 and I f rz (R f ) = 1 O f rr (0) = 1 and O f rr (R f ) = 0 I f rr (0) = 0 and I f rr (R f ) = 1 (5.3)
and the radial and shear stresses in the matrix read:

σ m rr (r, z) = υ i (z) × O m rr (r) + υ e (z) × I m rr (r) σ m rz (r, z) = τ i (z) × O m- rz (r) + τ e (z) × O m rz (r)
with:

           O m rr (R f ) = 1 et O m rr (R m ) = 0 I m rr (R m ) = 1 et I m rr (R f ) = 0 O m rz (R f ) = 1 et O m rz (R m ) = 0 I m rz (R m ) = 1 et I m rz (R f ) = 0
(5.4)

As an example, the shear stress radial shape functions in both matrix and fibre are also plotted in figure 5.2. The Hellinger-Reissner energy functional HR(û, σ) is then introduced, for any admissible displacement û and stress σ fields. The study of the stationarity of this functional permits to obtain the final multi-rod model for different sets of energetic assumptions in the same way as it has been done for the multi-layer plate model in [START_REF] Nguyen Duc Thai | Bending analysis of laminated and sandwich plates using a layer-wise stress model[END_REF][START_REF] Van | A layerwise finite element for multilayers with imperfect interfaces[END_REF]. For the sake of simplicity, energy terms coming from radial and tangential stresses are neglected here. As a consequence, associated stresses value would not appear in the multi-rod behaviour, but their value at micro scale are not null and can be calculated using equilibrium equations (5.1) and an appropriate radial shape function for the radial component of stress O k rr and I k rr . In the following, an overview of the general methodology is provided together with the obtained model. One should refer to appendix D for a detailed description of the complete approach. The HR functional is defined as:

HR(û, σ) = Ω σ • (û) - 1 2 σ • S • σ dΩ - Su σ • n • (û -u d ) dS u - S f T d • û dS f with:
σ: the admissible trial stress tensor û and (û): the virtual displacement vector and its corresponding virtual strain S: the compliance tensor S u and S f : the domain boundary where respectively a displacement u d or a load T d is applied n: the outward normal to the domain boundary (5.5)

Introducing the specific forms (5.4) and (5.3) of the trial stress field σ, studying the stationarity of the HR functionnal with respect to σ and using some mathematical operations such as integrations by parts, (5.5) can be rewritten and generalized 1D variables be identified (equation 5.6). They are illustrated in figure 5.3. F f and F m are the internal fibre and matrix forces, which appear to be the mean fibre and matrix axial stresses on their respective cross-sections in the integral sense. Q i and Q e are the internal and external shear forces, which are the integral of shear interfacial and external stress along fibre/matrix interface r = R f and external matrix boundary r = R m respectively. Finally, the approach provides a clear interpretation of the generalized 1D displacements that are in energy duality with the generalized stress. Indeed, U p f (z) and U p m (z) are defined as peculiar mean displacements that depend on the expression of the radial shape functions I f rz (r) and O m rz (r). The superscript p indicates that the interface between fibre and matrix is perfect, i.e. no additional relative displacement localized at interface occurs.

x U p m (x)

U p f (x) F f (x) F m (x) Q i (x) Figure 5.3 -Schematic view of 1D multi-rod mechanical problem Generalised Variables:                                            Q i (z) = 2πR f τ i (z) Q e (z) = 2πR m τ e (z) F f (z) = 2π R f 0 σ f zz (r, z)rdr F m (z) = 2π Rm R f σ m zz (r, z)rdr U p f (z) = 1 R f R f 0 u f (r, z) × I f rz (r) + O f rz (r) r rdr U p m (z) = 1 R f Rm R f u m (r, z) × I m rz (r) + O m rz (r) r rdr
(5.6)

More complex macroscopic behaviour could be built using other sets of energetic assumptions, but it won't be studied in this paper. In the following, notations of radial shape functions would then be simplified using O = O m rz and I = I f rz . The stationarity of functional with respect to generalized displacement variables gives the quite expected 1D stress equilibrium and related limit conditions: 1D axial equilibrium:

F f (z) + Q i (z) = 0 F m (z) + Q e (z) -Q i (z) = 0 (5.7)
1D Boundary conditions:

                 F m (0) -F d m (0) = 0 F m (l) -F d m (l) - l 0 Q e (z)dz = 0 F f (0) -F d f (0) = 0 F f (l) -F d f (l) = 0 (5.8)
where the subscript d indicates that the force is prescribed. Similarly to the classical shear-lag method, the evolution of the fibre force F f is linked to the interfacial shear stress Q i and evolution of matrix force depends on interfacial shear stress at the interface Q i and the external shear load along the matrix cylinder Q e . From that point, the 3D equilibrium problem has to be complemented with constitutive equations for both matrix and fibre. For simplicity, an isotropic behaviour is chosen for both fibre and matrix. Young and shear moduli of respectively matrix and fibre are noted E m , G m , E f and G f . The stationarity of Hellinger-Reissner functional with respect to generalized force gives the constitutive relations of the 1D multi-rod model from the local constitutive relations of the phases and interface. In the following, different types of interface behaviour are proposed, as described in table 5.1.

Comportement du modèle multi-barre pour différentes lois d'interface -1D Behaviour for different interfacial laws

After the description of the generalized variables, the equilibrium and respective boundary conditions of the 1D mechanical problem, this section derives the behaviour for the different type of interface illustrated in table 5.1.

Interface parfaite -Perfect interface

This subsection focuses on a perfect interface where no displacement discontinuity u i appears at the interface. Under this assumption, the stationarity of the Hellinger-Reissner functional (5.5) is now studied with respect to the generalized 1D stress variables. This leads to after some mathematical detailed in the appendix D to the 1D multi-rod behaviour:

1D behaviour

             F m (x) = K m × dU p m dx (x) F f (x) = K f × dU p f dx (x) Q i (x) = K i × (U p m (x) -U p f (x))
(5.9) with:

                       1 K m = 1 E m 2πR f 2 Rm R f O (r) + O(r) r 2 rdr 1 K f = 1 E f 2πR f 2 R f 0 I (r) + I(r) r 2 rdr 1 K i = 1 2πR f 2 1 G f R f 0 I(r) 2 rdr + 1 G m Rm R f O(r) 2 rdr
(5.10)

In these equations (5.9, 5.10), macroscopic unidirectional forces in the fibre and the matrix stresses are linearly related to macroscopic strains which are the derivatives along cylinder axis of their respective macroscopic generalized displacements. The interfacial stress is proportional to the difference of these global displacements. Even if no local stiffness is attributed to the interface, an apparent interfacial stiffness is exhibited by this approach. It will depend directly on the radial shape function of shear stress that are used for both fibre and matrix I(r) and O(r). But, it is worth noting that unidirectional stiffnesses are also dependant of these functions. Then, the relations of K m and K f could be seen and used as conditions on radial dependence functions. More precisely to guaranty the classical expression of stiffness for uniaxial tension, K = E × S. The following conditions must hold:

           Rm R f O (r) + O(r) r 2 rdr = 2 R 2 f (R 2 m -R 2 f ) R f 0 I (r) + I(r) r 2 rdr = 2
(5.11)

Discussion on the radial shape functions

In previous shear-lag analysis made in the literature [START_REF] Mccartney | New Theoretical Model of Stress Transfer Between Fibre and Matrix in a Uniaxially Fibre-Reinforced Composite[END_REF][START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF][START_REF] Nairn | Generalized Shear-Lag Analysis Including Imperfect Interfaces[END_REF][START_REF] Chen | A shear-lag model with a cohesive fibre-matrix interface for analysis of fibre pull-out[END_REF], authors showed the influence of the radial shape functions of shear stresses O(r) and I(r) which directly impact the shear lag coefficient β that will be derived in the next section. In [START_REF] Chen | A shear-lag model with a cohesive fibre-matrix interface for analysis of fibre pull-out[END_REF], it is even proposed to choose an analytical expression that could be fitted thanks to a numerical simulation. In this direction, the previous condition can be an interesting tool to make relevant choices.

In our case, the same choice as proposed in [Nay77, [START_REF] Mccartney | New Theoretical Model of Stress Transfer Between Fibre and Matrix in a Uniaxially Fibre-Reinforced Composite[END_REF][START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF] is made for the expression of O(r). It corresponds to the case where radial shear shape functions in both fibre and matrix are chosen to keep longitudinal stress constant in the section, i.e. ∀r ∈ [R k-, R k+ ] ,

∂σ k zz ∂r = 0. Their mathematical expressions are then obtained resolving the 3D equilibrium equations between shear and longitudinal stresses:

∂σ k rz ∂r (r, z) + σ k rz r (r, z) + ∂σ k zz ∂z (z) = 0 (5.12)
Separating radial and longitudinal variables and applying to the studied structure, it reduces to:

       I (r) + I(r) r = cte in the fibre ∀r ∈ [0, R f ] O (r) + O(r) r = cte in the matrix ∀r ∈ [R f , R m ]
(5.13)

The normalized (i.e. such that relations (5.3) and (5.4) hold) solutions of this differential equation are:

         I(r) = r R f O(r) = R m R f (R 2 m -R 2 f ) ( R m r - r R m ) (5.14)
It can be noted that then 5.12 also hold. Introducing these last expressions into (5.10) yields:

                           1 K m = 1 E m π R m 2 -R f 2 1 K f = 1 E f πR f 2 1 K i = 1 8πG f + 1 2πG m    R m 4 R m 2 -R f 2 2 ln R m R f + R f 2 -3R m 2 4 R m 2 -R f 2    (5.15)
This choice of radial shape function of matrix shear stress O can be questioned because it has been proven to be less accurate for low fibre content [START_REF] Nairn | On the use of shear-lag methods for analysis of stress transfer in unidirectional composites[END_REF]. It is due to the fact that lim which tends to ln 1 χ when R m R f . But, the simulated curves for the two experiments studied in the following showed a low sensibility to the matrix radius R m for a value of few millimetres.

In the following subsection, the assumption on interfacial behaviour will be modified to include imperfect interfacial behaviour as illustrated in table 5.1 in order to simulate two different mechanical tests.

Interface cohésive -Cohesive interface

In cementitious matrix, it is likely that the interface will not have the same properties as the bulk matrix. Indeed, three main reasons could decrease rigidity near the interface. First, wall effect can occur, decreasing the proportion of coarse particles. Secondly, even for pure cement paste, a chemical interphase can be created if cement hydration is influenced by the fibre sizing. Finally, a possible excess porosity at the interface would also decrease its rigidity. For all these reasons, the addition of a supplementary local interfacial compliance to the apparent stiffness deduced by the purely elastic with perfect boundary and phases with homogeneous properties modelling can be interesting.

To do so, a displacement discontinuity at the interface [u i ] is added to the relative displacement between fibre and matrix filament noted here

U p m -U p f . U m -U f = U p m -U p f + [u i ] (5.16)
Postulating a linear behaviour: Q i = K l × u i where K l represents the local stiffness of the interface and using equation (5.9), the total compliance becomes the sum of local and distributed compliances. Consequently, the new generalized stiffness K i becomes:

1 K i = 1 K i + 1 K l => K i = K i × K l K i + K l (5.17)
As a consequence, in the present modelling, a cohesive interface is similar to a perfect adherence with a modifed value of the generalized interfacial stiffness. Consequently in the elastic case, if the external lateral boundary of the matrix cylinder is supposed free of stress, i.e. ∀x, Q e (x) = 0, using the 1D behaviour, equation (5.9), and the 1D equilibrium, equation (5.7), gives the following set of differential equations:

       ∂F f ∂x (x) + ∂F m ∂x (x) = 0 ∂ 2 F f ∂x 2 (x) = K i × F f (x) K f - F m (x) K m (5.18)
This system of differential equations needs to be solved using the appropriate boundary conditions corresponding to the respective experimental tests. Two different cases would be studied in next section.

Interface frottante -Frictional interface

While the former modelling is interesting to study elasticity, it is not able to describe debonding between an elastic fibre and elastic matrix. To do so, strength domain is introduced for limiting shear stress value at interface Q i (x) ≤ Q max . At this point, a potential residual stress value Q f r = τ f r can be attributed to the debonded interface. The final behaviour is illustrated in the first line of table 5.1. Moreover, as only monotonous increasing loading cases would be studied here, the frictionnal relation can be summed up by:

Q i (x) = K i × (U m (x) -U f (x)) if K i × (U m (x) -U f (x)) ≤ Q max ±Q f r if K i × (U m (x) -U f (x)) > Q max (5.19)
here, K i can refer to either the perfect or the cohesive case. Consequently, in the debonded part of the interface, interfacial shear-force is supposed to be equal to its residual value noted Q f r , then using (5.7) evolution of unidirectional force in both fibre and matrix must be linear (5.7).

∀x ∈ [x 0 , l],

dF f dx (x) = -Q f r dFm dx (x) = Q f r (5.20)
Similarly to the elastic case, specific bondary conditions would permit to solve the differential equation.

Interface linéairement adoucissante -Linearly softening interface

The discontinuity of interfacial shear stress brings numerical difficulties and is not able to take into account a possible elaboration zone, leading to a smoother transition between adherence and debonding. In order to keep the ability to establish an analytical formulation, linearly softening behaviour can be used instead. The development of an analytical model of a linearly softening interface for within the shear lag model has been introduced by [START_REF] Zhang | Failure Mechanism Investigation of Continuous Fibre Reinforced Cementitious Composites by Pull-out Behaviour Analysis[END_REF] to study the pull-out behaviour of a continuous fibre-reinforced composite with a rigid matrix. In this paper, this idea is adapted for a continuous fibre embedded in an elastic matrix for both pull-out and tension stiffening tests. The development is made using the 1D multi-rod model and the general plasticity theory.

An elastic domain is then introduced:

f (Q i ) = |Q i | -(Q max -K d × |u i |) (5.21)
where u i is an irreversible displacement discontinuity at interface. The interface is said broken when strength domain becomes {0}, i.e, when |u i | = Q max /K d such that Q i = 0. Then, classical plasticity theory using an associated flow rule gives the first evolution of that irreversible displacement according to the normality rule which can be written:

ui = λ × ∂f ∂Q i = λ × sign(Q i ) (5.22)
λ is the plastic multiplier and its evolution can be expressed by:

   λ = 0 if f (Q i ) < 0 or f (Q i ) = 0 and df (Q i ) dQ i × Qi > 0 λ > 0 if f (Q i ) = 0 , df (Q i ) dQ i × Qi < 0 (5.23)
Finally, the interface behaviour would keep proportionality between the elastic part of the relative displacement at the interface and the interfacial shear stress:

Q i (x) = K i × (U m (x) -U f (x) -u i (x)) (5.24)
Then using (5.21), (5.22), (5.23) and (5.24), an analytical expression of the plastic part of the displacement discontinuity when debonding has occurred and global relative displacement has kept increasing:

     u i = -Q max + K i (U m -U f ) K i -K d if Q i > 0 u i = Q max + K i (U m -U f ) K i -K d if Q i < 0 (5.25)
This relation (5.25) holds only if the necessary condition K d < K i is satisfied. Indeed, it is not the case, the signs of u i and Q i would not be the same, an the dissipation would be negative. As an illustration, interfacial shear-relative displacement curves are shown in the second line of table (5.1). Consequently, in the softening part, the criteria (5.23) is actually satisfied. Then, irreversible plastic displacement (5.25) and linearly softening interfacial behaviour (5.24) yields:

   Q i (x) = K i (U m (x) -U f (x) + Qmax-K i (Um(x)-U f (x)) K i -K d if Q > 0 Q i (x) = K i (U m (x) -U f (x) - Qmax+K i (Um(x)-U f (x)) K i -K d if Q < 0 (5.26)
Then, using precedent equations and the 1D equilibrium, equation (5.7), derivating and replacing multi-rod displacement by fibre internal force using behaviour of fibre and matrix (5.9), the differential equation satisfied by the fibre internal force is obtained:

F f (x) = - K d K i K i -K d F f (x) K f - F m (x) K m (5.27)
Similar reasoning using linearly damageable interface instead of plastic linearly softening could be made. Analytical relations of internal forces can also be obtained as shown in [START_REF] Chen | A shear-lag model with a cohesive fibre-matrix interface for analysis of fibre pull-out[END_REF].

Interface linéairement adoucissante et frottante -Linearly softening and frictional interface

This last case is a combination of previous inelastic interfacial behaviours. In that case, the strength domain is expressed in the same way as softening interface strength domain (5.21). But even once the interface is fully broke, the strength domain would not be empty but associated with a residual frictional value of the shear boundary value of the strength domain Q f r . And no more evolution occurs after this point. Mathematical formulation of strength domain then reads:

f (Q i ) = |Q i | -(Q max -K d × |u i |) if Q max -K d × |u i | < Q f f (Q i ) = |Q i | -Q f if Q max -K d × |u i | ≥ Qf (5.28)
As a consequence, the interface behaves first as a softening interface and then as a frictional interface when

|u i | ≥ (Q max -Q f )/K d as illustrated in table 5.1.

Application du modèle multi-barre 1D aux expériences micromécaniques : Simulation quasi-analytique -Case study: Micromechanical test

So far, a 1D general model has been established for different interfacial behaviours. In order to choose an adequate model and identify numerical values for its different interface parameters, specific boundary conditions need to be introduced. In the present work, two sets of boundary conditions will be proposed in parallel. The first set is the classical pull-out test (PO) presented on the left of figure 5.4. The second one corresponds to another experimental test called tension stiffening illustrated on the right of figure 5.4. Its is inspired by a classical experiment for large scale reinforced concrete beam and introduced by [Got71] and it is applied here at a smaller scale. But it is worth noting that contrary to tension stiffening at larger scale where longitudinal through-thickness multicracking is expected, the purpose of microscale tension stiffening test proposed here is to damage the interface before damaging the matrix. This requires to adjust the dimension of the specimen. Associated with equations relative to each specific interfacial modelling, the different boundary conditions lead to a particular system of differential equations which define various well-posed mechanical problems. Solutions of these equations provide the distribution of different internal stresses along the longitudinal axis, noted x in figure 5 

F m (0) = F f (0) = F m (L) = 0 F f (L) = F (5.29)
It is recalled that lthe lateral surface of the matrix is free of stress (Q e (x) = 0, ∀x ∈ [0, l]).

On the other hand, tension stiffening boundary conditions are illustrated in figure 5.4-b. Matrix longitudinal boundaries are free of stress on both sides (x = -l and x = l) and a symmetric overal force F is applied to both ends of the fibre: B.C. for the tension stiffening test:

F m (-l/2) = F m (l/2) = 0 F f (-l/2) = F f (l/2) = F (5.30)
To illustrate the developpement of the next section, different simulations obtained with the different combination of interfacial behaviour laws are shown in figure 5.5 for pull-out and in figure 5.6 for tension stiffening. For both experiments, the caracteristic force-displacement or force-deformation curves first show a linear evolution from the origin up to points A, at which the applied force reaches what we call the debonding force F d (l) for a given bonding length. From this point, different non linear shapes of caracteristic curves can be observed depending on the adopted behaviour of the debonded zone. Three case will be studied. The points B represent typical states where the interface can be

Perfect Frictional Perfect/Softening Perfect/Softening/Frictional Cohesive/Frictional debonded length (l-x0) l 0 relative displacement [U] F d (l) F d (l) F d (l) F d (l) F max F max A A B B B B C C C C C C B B B C B Figure 5
.5 -Typical Pull-Out force-relative displacement curves on the left and respective debonding progression on the right simulated by multi-rod model with different interface mechanical behaviours divided into different domains where interface is either bonded (1), softening (2) and frictional (3), as illustrated in figures 5.9 for frictional behaviour, 5.11 for softening behaviour and 5.12 for softening frictional behaviour, respectively. The points C correspond to the maximal force that is associated either to fibre failure or full interface failure in the pull-out test and fibre or concrete failure in the tension stiffening test.

In the following sections, all these cases will be discusses in details. In particular analytical expressions of the interfacial shear stress Q i (x) and force in the fibers F f (x) will be provided. Both mechanical tests and various above introduced loading cases will be considered for the various interfacial constitutive relations.

Interface saine -Bonded interface

In this part, an either perfect or cohesive interface is considered. The elastic internal stresses distribution, and then the linear force-displacement curve associated to each different tests can then be obtained using the methodology described above. Some interesting aspects for both tests will be mentioned. It is worth noting that next relations holds for both perfect or cohesive interfaces using the appropriate interfacial shear stiffness value, i.e. K i (equation 5.15) or K i (equation 5.17) respectively.

Pull-out

Using first equation of set (5.18) and the specific bondary conditions (5.29), relation between both longitudinal stresses are obtained:

∀x, F m (x) + F f (x) = 0
(5.31) Replacing in (5.18) gives:

debonded length (l-x0) F d (l) K f ε f + l Q fr /4 F d (l) F max l 0 C C B B B B B B A A A A K f ε f deformation ε f =Δl/l C C ε f Perfect/
∂ 2 F f ∂x 2 (x) = β 2 × F f (x) (5.32) with β = K i K f + K m K f × K m
The solution of this second degree differential equation can be written:

F f (x) = A cosh(βx) + B sinh(βx)
(5.33)

with A and B constant.

Using the boundary condition (5.29) and derivating leads to:

     F f (x) = sinh(βx) sinh(βl) F Q i (x) = β cosh(βx) sinh(βl) F (5.34)
This equation is the distribution of internal stresses along the longitudinal axis. Respective curves can be found in figure 5.7. Then, relative displacement between fibre and matrix at right end (in figure 5.4) is deduced using (5.9):

[U ] = U m (l) -U f (l) = Q i (l) K i = K P O F (5.35) with K P O = β K i coth(βl) = K f +Km K i ×K f ×Km coth(βl).
182 As illustrated in figure 5.7-a, the amplitude of internal interfacial shear distribution is increasing with applied force F (equation 5.34). The initiation of the debonding is started when the maximal interfacial shear flow becomes equal to its strength Q i (l) = Q max . Replacing this condition into second equation of set 5.34 yields to the debonding force, noted F = F d (l):

-Q max F f (x) l l -Q(x) F d (l) 0 0 x x 0 F d (l/2) x l/2 l/2 F f c -Q max -Q(x) F f (x) x 0 a) Pull-out b) Tension Stiffening
F P O d (l) = Q max β tanh(β × l) (5.36)
On last expression, the influence of the bonded length is captured. When the length is sufficiently long, i.e. l >> 1/β, the debonding force is stable.

Tension Stiffening

The specific boundary conditions, equation (5.30), associated to multi-rod 1D equilibrium, equation (5.18) gives:

∀x, F m (x) + F f (x) = F (5.37)
Replacing in the multi-rod 1D behaviour (5.18) yields:

∂ 2 F f ∂x 2 (x) = β 2 × F f (x) - K i K m F (5.38) with β = K i K f +Km K f ×Km
, which is consistent with the beta parameter exhibited in the pull-out case (5.32).

The solution of this second degree differential equation reads:

F f (x) = A cosh(βx) + B sinh(βx) + K f K m + K f F (5.39)
with A and B constant.

Using the boundary condition (5.30) and derivating, the tension stiffening distributions of internal shear and axial forces are obtained:

         F f (x) = F K m K m + K f cosh(βx) cosh(β l 2 ) + K f K m + K f F Q i (x) = F β K m K m + K f sinh(βx) cosh(β l 2 )
(5.40)

Fibre elongation ∆l for a given value of force F is then calculated by integrating the axial strain in the fibre along the impregnated length of the fibre l, given by the second equation of set (5.9):

∂U f ∂x (x) = 1 K f F f (x): ∆l = l 2 -l 2 1 K f F f (x) = F 2K m βK f (K m + K f ) tanh(β l 2 ) + l K m + K f = F K T S (l)
(5.41)

with:

K T S (l) = F ∆l = 1 2K m βK f (K m + K f ) tanh(β l 2 ) + l K m + K f
Similarly to pull-out case, the debonding starts when the maximal value of the interfacial shear force distribution along the interface, illustrated in figure 5.7-b, is reached: Q i (l/2) = Q max . For a perfect interfacial zone of length l, the corresponding applied force, called debonding force and noted F T S d (l/2). However, as opposed to pull-out case, the existence of the debonded area can modify the expression of the internal force in the bonded area. Indeed, noting ±x 0 the borderline between bonded and debonded, the total force F applied on the specimen is in this case higher than the fibre force at both side of the bonded area F f (±x 0 ). Nevertheless, in this case, boundary conditions simply become:

Q(x 0 ) = Q max Q(0) = 0 (5.42)
Applying these boundary condition to (5.39), it yields:

F f (x) = Q max β cosh(βx) sinh(βx 0 ) + K f K f + K m F (5.43)
The debonded force is then calculated by: Finally, the elongation of the bonded area writes, after some algebraic manipulation:

F T S d (x 0 ) =        Qmax β coth(βx 0 ) + K f Km+K f F or Qmax β Km+K f Km coth(βx 0 ) + K f Km ∆F (5.44) with ∆F = F -F T S d . l x 0 x l -x 0 F [U ] l x 0 x l 2 -x 0 F ∆l 2 F ∆l 2 a)
∆l e (x 0 ) = x 0 -x 0 1 K f F f (x) = Q max β 2 K f + 2x 0 K m + K f F (5.45)

Definition of the anchorage length

For both experimental tests, parameter β, homogeneous to the inverse of a length, is introduced. Then, the anchorage length can be defined from its values using the expression of debonding force for both pull-out and tension stiffening tests, equations (5.36) and (5.44) respectively. For example, if we define the anchorage length as the value needed to transfer 99,5% of the internal force from fibre to matrix, the length would be equal to atanh(0, 995)/β = 3/β. For example, it is worth noting that taking the limit when β tends to respectively infinity or zero, i.e. anchorage length tends to zero or infinity and tension stiffening stiffness tends respectively to composite or fibre rigidity: lim

3/β→0 K T S (l) = K c = K m + K f l or lim 3/β→+∞ K T S (l) = K f l .

Cas de l'interfaces frottante -Post-elastic case 1: Frictional interface

This behaviour is activated in the domain between points A and C of yellow and purple curves in figures 5.5 for pull-out and 5.6 for tension stiffening. The frictional interface law is illustrated in the first line of table 5.1. The frictional zone corresponds to the domain (3) on the typical distributions of internal forces in fibre and interface plotted in figures 5.9-a for pull-out and figure 5.9-b for tension stiffening.

Knowing that at junction between bonded and debonded parts, at position x = x 0 , debonding force for a perfect interface of length x 0 should be equal to the applied pull-out force minus the frictional part of the total force, equation (5.20). The study of the variations of the applied pull-out force as a function of the remaining bonded length can be performed. In following subsections, we apply this reasoning to both particular tests.

Pull-out test

For this specific problem, coordinate system, boundary conditions and used notations are illustrated in figure 5.8-a and typical distributions of fibre and interfacial internal forces along the longitudinal axis are plotted in figure 5.9-a. Using the interface parameters Q max and Q f r introduced in part 5.2.3 and illustrated in the first line of table 5.1, equality at the boundary between bonded, equation (5.36), and debonded parts of the fibre, equation (5.20), reads:

F = F P O d (x 0 ) + (l -x 0 )Q f r = Q max β tanh(βx 0 ) + (l -x 0 )Q f r (5.46)
As proposed by [START_REF] Lawrence | Some theoretical considerations of fibre pull-out from an elastic matrix[END_REF], the study of the variations of the pull-out force F as a function of x 0 is then used to determine the corresponding bonding length x 0lim corresponding to the maximal pull-out force F max , i.e. when dF dx 0 = 0. It yields:

x 0lim = 1 β tanh -1 1 - Q f r Q max            F max = Q max β , if Q f r Q max ≤ 1 -tanh(βl) 2 = 1 cosh(βl) 2 F max = Q f r l + Q max β 1 - Q f r Q max - Q f r Q max arctanh 1 - Q f r Q max , otherwise
(5.47)

Finally, for each force values between the end of the elastic regime and the maximal force, the corresponding size of the bonded area x 0 can be calculated resolving (5.46). Relative displacement in debonded part can be expressed using (5.9) and (5.20). Adding relative displacement in bonded (5.35) and debonded parts finally yields total relative displacement

[U ] = U f (l) -U m (l). [U ] = U f (x 0 ) -U m (x 0 ) + l x 0 F f (x) K f - F m (x) K m dx = Q max K i + K f + K m K f K m (l -x 0 )F - (l -x 0 ) 2 2 Q f r
(5.48) Once the maximal force is reached, unique solution can no longer be exhibited for the decreasing part of the curve as shown in figure 5.5 (yellow and purple curves). On this graph, the simulation after the maximal load is performed for an increasing prescribed debonding length, i.e. for a decreasing prescribed position x 0 . But the force-relative displacement curve shows a snap back of displacement, that cannot be captured in experimental curves. For the case of continuous fibre studied here, the applied force would drop to an asymptotic value Q f r × l illustrated by yellow and purple dotted lines in figure 5.5. This aspect can be embarrassing, because the complete pull-out force-relative displacement curve is sometimes impossible to simulate objectively. In fact, some authors in literature proposed additional laws and respective parameters for fitting this part [START_REF] Zhang | Failure behaviour investigation of continuous yarn reinforced cementitious composites[END_REF]. But no clear mechanical meaning can be given for those parameters. Then, only the increasing part of the curves and eventually its asymptotic trend can be used for identification purposes. We will show in next section that the tension stiffening test avoids that problem.

Tension stiffening test

The sketch in figure 5.8-b describes tension stiffening specific problem, boundary conditions and used coordinate systems and notations. Similarly to the pull-out case, the tension stiffening force-elongation curve will be obtained expressing the condition of continuity of the force in the fiber at the junction Here, a unique position x 0 for the junction between bonded and debonded parts can be found for all applied force values when resolving the equation:

1 1 3 3 F F d (x 0 ) -Q max -Q i F f -Q f r 0 0 x 0 l x x 0 l x 1 0 x x F F f -Q i 1 3 3 F d (x 0 ) x 0 x 0 -Q max -Q f r
F T S d (x 0 ) + ∆F -F = 0 (5.49) with ∆F = Q f r l 2 -x 0
At this point, it is worth to notice that the tension stiffening force F is a strictly increasing function of x 0 :

F = F T S d (x 0 ) + Q f r l 2 -x 0 = Q max β K m + K f K m coth(βx 0 ) + K f + K m K m Q f r l 2 -x 0 (5.50)
Last expression is to be compared with equation (5.46). Then, elongation of the bonded part of the fibre ∆l e can be calculated using (5.45):

∆l e (x 0 ) = 2Q max K f β 2 + 2x 0 K m + K f F (5.51)
The second term of right-hand side of equation come from the fact that the total force applied on the bonded part is the decohesion force plus the Elongation of the debonded part of the fibre ∆l d is calculated from the integral of the fibre axial deformation along the debonded area.

∆l d = 2 K f l/2 x 0 F -Q f r l 2 -x dx (5.52)
Finally, total elongation of the fibre is given by: ∆l = ∆l e (x 0 ) + ∆l d (5.53)

= 2Q max K i + 2x 0 K m + K f F + 2 K f    l 2 -x 0 F - l 2 -x 0 2 2 Q f r   
The corresponding curves are plotted in yellow and purple in figure 5.6. It is interesting to remark that the debonded part can not spread over the full length of the interface. This is because after a certain value x 0 1, debonding force of the remaining bonded part would drastically increase. The study of the asymptotic stiffness when x 0 reaches this minimal value (x 0 0) leads to:

F = K f l ∆l + l 4 Q f r (5.54)
Above equation means that the comparison between composite and fibre asymptotic deformation will provide an efficient way to identify the frictional shear stress at the debonded interface. Moreover, tension stiffening load and evolution of debonded part are increasing functions of elongation. Unlike pull-out test, this special feature guaranties uniqueness of the solution for each prescribed increasing load value. The simulated tension stiffening force-elongation curve is then non ambiguous. This aspect is particularly interesting for the identification of interfacial parameters. In this case, more complex, the interface has to be split into three parts. This behaviour is activated in the domain between points A and C of the red curves in figures 5.5 for pull-out and 5.6 for tension stiffening tests.

Cas de l'interface linéairement adoucissante -Post-elastic case 2: linearly softening interfaces

l x 0 x l -x 1 F [U ] x 1 l x 0 x l 2 -x 1 F ∆l 2 F ∆l 2 x 1 a) Pull-out b) Tension Stiffening
For both specific boundary conditions, the coordinate systems and notations used in this section are illustrated in figure 5.10. Similarly to a frictional interface, when the applied force is larger than the limit of elasticity, interfacial area could be cut in one adherent or cohesive part, where internal forces are governed by equation 5.18), one softening part, following equation 5.27, and eventually a completely debonded part, where interfacial shear force is null Q f r = 0, so that:

∀x ∈ [x 0 , l], dF f dx (x) = dF m dx (x) = 0 (5.55)
meaning that both fibre and matrix internal forces are constant. These three areas are separated by two borderline points x 0 and x 1 as illustrated in figure 5.11. Following subsections introduce specific boundary conditions for each test, which permit to obtain respective solutions of differential equation (5.27).

Pull-out test

The figure 5.10-a describes this specific problem, boundary conditions and used notations of the pullout case.

Associating the pull-out boundary conditions (5.29) to the differential equation relative to a softening interface (5.27) yields:

F f (x) = -β d 2 F f (x) (5.56) with β d 2 = K d K i K i -K d K f +Km K f Km
This second order differential equation has a solution F s f (x) that reads:

F s f (x) = A cos(β d (x -x 0 )) + B sin(β d (x -x 0 )) (5.57)
Derivating this expression gives the interfacial generalized shear force Q s i (x):

Q s i (x) = -F f (x) = Aβ d sin(β d (x -x 0 )) -Bβ d cos(β d (x -x 0 )) (5.58)
A and B are two constants that are also determined using elastic shear and unidirectional force values at the borderline point x 0 using equation (5.34).

Q s i (x 0 ) = -Q max = -β d B ⇒ B = Qmax β d F s f (x 0 ) = F d (x 0 ) = A ⇒ A = F d (x 0 ) (5.59)
Replacing A and B yields:

F s f (x) = F d (x 0 ) cos(β d (x -x 0 )) + Qmax β d sin(β d (x -x 0 )) Q s i (x) = F d (x 0 )β d sin(β d (x -x 0 )) -Q max cos(β d (x -x 0 )) (5.60)
Similarly to the frictional case, we can compute the maximal pull-out force by solving dF dx 0 = 0 (avec F = F s f (l)), using 5.36, which yields:

tanh(βx 0 ) × tan(β d (l -x 0 )) + β β d cosh 2 (βx 0 ) -1 = 0 => x 0lim =          0 or solution of: tanh(βx 0 ) tan(β d (l -x 0 )) + β β d cosh 2 (βx 0 ) -1 = 0 and F max = F P O d (x 0lim ) cos(β d (l/2 -x 0lim )) + Qmax β d sin(β d (l/2 -x 0lim ))
(5.61)

For each applied load greater than F d , given in equation (5.36), positions of junctions between adherent area, softening area and eventually debonded area have to be calculated by prescribing the equality between expressions of the internal axial forces for each zone. The problem can then be formulated as:

find x 0 , x 1 ∈ [0, l] × [x 0 , l],      max(F s f (x)) = F s f (x 1 ) = F Q i (x) > 0, ∀x ∈ [x 0 , x 1 ] Q i (x) = 0, ∀x ∈ [x 1 , l]
(5.62) Illustration of typical internal force distributions along bonded and debonded areas of a linearly softening interface are provided in figure 5.11-a.

The post elastic part of the pull-out curve is then obtained resolving (5.62), for each increment of the applied load F . Consequently, the global relative displacement is given by:

[U ] = U f (l) -U m (l) = Qmax K i -u i (x 1 ) + (l -x 1 ) K f +Km K f Km F with u i = - Q s i (x 1 )+Qmax K d (5.63)
Similarly to simulated curves with a frictional interface, the softening part of the pull-out Forcerelative displacement curve is not unambiguously defined. Consequently, identification of interfacial parameters should focus on the comparison of experimental and simulated increasing parts of the curve. Nevertheless, it is worth noting that even after reaching the maximal force, pull-out force F s f (x 1 ) and relative displacement [U ] can be simulated using equations (5.60) and (5.63). In that case, the force-relative displacement curve usually shows first a stable force value before quickly decreasing to zero as shown on the red curve in figure 5.5. One can expect that the proposed prolongation of the model by a slightly softening part could be made only if

dF s f (x 1 ) x 1
is sufficiently small.

Tension Stiffening test

In the same manner as the pull-out, this subpart shows an analytical formulation for tension stiffening for a linearly softening interface behaviour. The right sketch in figure 5.10 describes this specific problem, associated boundary conditions and used notations. Introducing (5.37) into equations (5.27) yields:

F f (x) = -β d 2 F f (x) + ξF with β d 2 = K d K i K i -K d K f +Km K f Km and ξ = K d K i (K i -k d )Km
(5.64) This second order differential equation has a solution that could be written:

F s f (x) = A cos(β d (x -x 0 )) + B sin(β d (x -x 0 )) + K f K f + K m F (5.65)
Derivating, the interfacial shear force is deduced:

Q s i (x) = -F f (x) = Aβ d sin(β d (x -x 0 )) -Bβ d cos(β d (x -x 0 )) (5.66)
A and B are two constants that are also determined using elastic shear and unidirectional force values at the junction point x 0 , equation (5.45). Then, final expressions of internal interfacial shear and unidirectional forces are: 

   Q s i (x 0 ) = -Q max = -β d B ⇒ B = Qmax β d F s f (x 0 ) = F T S d (x 0 ) = A + K f K f +Km F ⇒ A = Qmax β coth(βx 0 ) (5.67) 1 2 2 3 1 3 F d F max -Q max F f x 0 x 0 x 1 l x 0 x 0 x 1 l -Q -Q(0) x x -Q max -Q 0 0 1 2 3 2 1 2 3 1 3 F cf F d F max x 0 x 1 x 0 x 1 l 2 l 2 Adherent part
       F s f (x) = Q max β coth(βx 0 ) cos(β d (x -x 0 )) + Q max β d sin(β d (x -x 0 )) + K f K f + K m F Q s i (x) = Q max β d β coth(βx 0 ) sin(β d (x -x 0 )) -Q max cos(β d (x -x 0 )) (5.68)
Illustrations of typical internal force distributions along bonded and debonded area of a linearly softening interface are provided in figure 5.11-b.

In the same way as for pull-out test with linearly softening interface, continuity of the internal force in the fibre between bonded and softening interfacial areas permits to find a junction position x 0 for each given loading. Defining x 1 as the junction between softening and debonded areas, the problem can also be formulated with equation (5.62). For a continuously increasing applied load F , the problem admits a unique solution x 0 , with F s (x 1 ) = F . Then, the post-elastic part of the curve is obtained resolving (5.62), for each increment of the applied load F . Schematic forms of internal forces of tension stiffening can be found in figure 5.11.

Then, the global elongation of the embedded fibre is given by:

∆l = U f (l/2) -U f (-l/2) = ∆l e (x 0 ) + ∆L s (x 1 ) + 2 l 2 -x 1 K f F (5.69) with ∆l e (x 0 ) = 2Q max K i + 2x 0 K m + K f F and ∆l s (x 1 ) = 2 K f x 1 x 0 F s f (x)dx
A typical simulation of tension stiffening force-elongation curve for arbitrary parameters is presented by the red curve in figure 5.6.

Cas de l'interface adoucissante puis frottante -Post-elastic case 3: linearly softening and frictional interfaces

This last case is just a combination between the two previous behaviours. Three active areas of interface should be taken into account: the bonded elastic part, the softening area and the frictional part. Their contributions are illustrated in figure 5.12. A similar methodology is used to obtain either the force-relative displacement curve or the force-elongation curve combining previous derivations for the softening and the frictional interface cases. Indeed, the above problem (5.62) just needs to be modified taking into account the friction in debonded part ∀x ∈

[x 1 , l], Q i (x) = Q f r = 0.
Finally, the global problem yields:

find x 0 , x 1 ∈ [0, l] × [x 0 , l],      F s f (l) = F if Q s i (x max ) > Q f r F s f (x 1 ) = F -Q f r (x max -x 1 ) Q s i (x 1 ) = Q f r if Q s i (x max ) < Q f r
(5.70) with x max = l 2 for the pull-out test and x max = l for the tension stiffening ones.

Pull-out test

To obtain the pull-out test curves, for a continuously increasing applied force F, the problem admits an unique solution x 0 and x 1 . Once the structure has reached the maximal admissible force, the same difficulty caused by multiplicity of possible solutions for a given load value prevents to obtain an non ambiguous force-elongation curve. But as presented in section 5.3.2 devoted to the frictional interface, the asymptotic residual force can be assessed depending on the fibre geometry. The post-elastic part of the curve, until the peak force is reached, is then obtained resolving (5.70), for each increment of the applied load F . Then, the global relative displacement is given by:

[U ] = U f (l) -U m (l) = Qmax K i -u i (x 1 ) + [U ] f r with u i = - Q s i (x 1 )+Qmax K d with [U ] f r = K f +Km K f Km ((l -x 1 )F -(l-x 1 ) 2 2 Q f r )
(5.71)

The corresponding curve for a typical simulation with arbitrary data is provided in blue in figure 5.5.

x 

-Q max -Q 0 1 2 2 3 1 3 0 F d F x 0 x 1 x 0 x 1 l l F -Q(0) -Q f r 0 x x x -Q max -Q 0 1 2 2 3 1 3 F cf F d F x 0 x 1 x 0 x 1 l 2 l 2 F 0 -Q f r

Tension Stiffening test

For a continuous increasing F, the problem (5.70) admits an unique solution x 0 , with F s (x 1 ) = F -Q f r (l/2 -x 1 ). Then, the post elastic part of the curve is then obtained resolving (5.70), for each increment of the applied load F . Then, the global length change of the embedded fibre is given by:

∆l = U f (l/2) -U f (-l/2) = ∆l e (x 0 ) + ∆l s (x 1 ) + ∆l f r l 2 -x 1 with ∆l e (x 0 ) = 2Q max K i + 2x 0 K m + K f F and ∆l s (x 1 ) = 2 K f x 1 x 0 F s f (x)dx and ∆l f r l 2 -x 1 = 2 K f    l 2 -x 1 F - l 2 -x 1 2 2 Q f r   
(5.72)

The corresponding curve for a typical simulation with arbitrary data is provided in blue in figure 5.6.

Comparaison entre l'essai de pull-out et l'essai de tirant -Comparison between pull-out and tension stiffening tests

This last subsection discusses the relevance of the tension stiffening test compared to the pull-out test for the determination of interfacial properties of a composite with a relatively stiff matrix. Indeed, in this case, Tension Stiffening test can be seen as the combination of two pull-out experiments. In a more formal way, the elongation of the matrix edge due to bulk deformation can be express by (integrating (5.37) and uniaxial behaviour of both phase):

∆l m = F l -∆l × K f K m (5.73)
Then, comparing relative displacement in pull-out [U ] (equation (5.48)) to elongation of embedded fibre in tension stiffening ∆l (equation (5.53)) with increasing force, yields:

2[U ] = ∆l -∆l m (5.74) =⇒ 2[U ] = K m + K f K m ∆l - F l K m
This last expression makes a direct link between tension stiffening and pull-out experiment. For a really stiff matrix such as concrete, the fibre elongation is nearly equal to twice the relative displacement mesured by pull-out experiments. Note also that (5.74) is the expression of the crack opening located in the middle of the same specimen submitted to a direct traction with homogeneous deformation conditions. Moreover, as discussed in previous subsections, symmetric boundary conditions lead to stable increasing force-elongation curve. This aspect is relevant to precisely identify interfacial frictional behaviour. But, some specific conditions need to be satisfied to obtain substantial debonding during a tension stiffening test before matrix or fibre failure. The first condition is a debonding force F T S d much smaller than the fibre failure force F maxf :

F T S d (l/2) << F maxf Q max β K f + K m K m coth(β l 2 ) < F maxf (5.75)
Replacing β in last expression yields:

Q max F maxf K f (K f + K m ) K i K m coth K i (K f + K m ) K f K m l 2 < 1 (5.76)
First remark is the fact that the debonding force F T S d (l/2) tends to infinity when K m << K f . The tension stiffening test is then relevant only when the matrix stiffness is important. Supposing now K m >> K f and replacing F maxf , K f and Q max with their expressions, last equation becomes:

2 τ max σ maxf πE f K i coth 1 R f K i πE f l 2 < 1 (5.77)
If the length of the mortar prism l is chosen large enough, the coth term is nearly equal to 1. Then, the second condition on material properties indicating if tension stiffening is suitable for the specific interfacial characterization is given by:

2 τ max σ maxf πE f K i < 1 (5.78)
Consequently, the use of the tension stiffening test for the characterization of interfacial properties using the proposed method is efficient if the matrix stiffness is large compared to the fibre one and if interfacial strength is a lot lower than fibre strength. In the following section, we will see that a metallic fibre embedded in a cementitious matrix fulfills these conditions. This specific case is of great interest in fibre-reinforced concrete. The tension stiffening test and the coupled methodology presented in this chapter are then a powerful alternative to the pull-out test for the optimization of metallic fibre-reinforced concretes.

Conclusion

This chapter presents a global methodology to derive a multi-rod model from a stress formulation of an axisymmetric mechanical problem by dimensional reduction. This is made using the functional of Hellinger-Reissner under the assumption that radial and tangential energy contributions are small compared to longitudinal and shear energy terms. Once the 1D dimensional elastic modelling is established, different interfacial behaviours are introduced and associated to enrich the proposed model. Finally, different boundary conditions relative to two experimental tests permit to complete the mechanical problem. The different pseudo-analytical solutions of those problems are then established and used to simulate either the pull-out force-relative displacement curve or the tension stiffening force-elongation curve as presented at the beginning of the last section in figures 5.5 and 5.6. It was demonstrated that in particular conditions tension stiffening test would be a relevant alternative to pull-out test. In the following, the relevance of tension stiffening will be experimentally verified for a metallic fibre embedded in different matrix. Plus, for each post-elastic interfacial behaviour, simulated curves will be compared to experimental data. Comparisons should then permit to select a proper interfacial behaviour and identify respective parameters values.

Chapitre 6

Détermination des propriétés mécaniques de l'interface par analyse inverse.

Dans ce deuxième chapitre, une première partie introduit les différents dispositifs expérimentaux et les protocoles correspondants, ainsi que la démarche d'identification des propriétés mécaniques d'interface par analyse inverse. Elle permet ainsi la validation expérimentale du modèle et met aussi en évidence l'influence du type d'essai, pull-out ou tirant, sur les valeurs des propriétés mécaniques de l'interface identifiées par la méthode. L'essai de tirant se révèle alors particulièrement adapté à la détermination des propriétés mécaniques de l'interface fil/mortier.

La deuxième partie de ce chapitre utilise cette méthodologie d'identification afin de déterminer des propriétés mécaniques de l'interface pour six couples fibres/mortier envisagés pour la réalisation de bétons anisotropes. L'essai de tirant a ici été préféré, d'une part, pour éviter une quelconque influence des conditions d'ancrage réel, nécessairement différent des conditions limites théoriques dans le cas de l'essai de pull-out, et d'autre part, afin de garantir une comparaison directe entre les essais micromécaniques de ce chapitre et les essai in situ réalisés sous tomographie à rayon X et présentés dans le chapitre 7. De la même manière, les échantillons étudiés dans les chapitres 6 et 7 sont issus de la même gâchée et possèdent une géométrie identique. Leur épaisseur est ainsi limitée afin de garantir des conditions d'observations tomographiques optimales.

Validation de la modélisation et de la cohérence des tests mécanique proposés -Experimental set-ups and identification procedure

Résumé Cette première partie, correspondant à la dernière partie de l'article du chapitre 5, se consacre donc à la description de la fabrication des échantillons, au protocole expérimental des deux essais proposés ainsi qu'à la présentation de la méthode d'identification. In this part, both experimental pull-out and tension stiffening setups are developed. Digital image correlation (DIC) is used to measure either displacement or deformation depending on the test. In order to increase the measurement precision of the tension stiffening test, a specific post processing is made on DIC measurement by the use of another camera. Specimen are similar for both tests. Their preparation is detailed in the first subsection. Then, for each experimental test, the set-ups and protocoles based on 2D digital image correlation would be presented and analyzed more into detail in appendix E. Finally, a comparison with the simulated data will permit to determine the relevant post-elastic interfacial behaviour and the values of its respective parameters. The specimens are common to both experimental set-up (see figure 6.1-a). They are made of stainless steel long fibres embedded on their central parts by a prismatic concrete (see figure 6.1). In order to guaranty a good positioning of the central fibre, small formwork, shown in figure 6.1-b are designed through CAD environment and 3D printed with a Raise 3D N2 3D printer using classical ABS plastic. They are made with two parts that lock the fibre from both side at the wanted location when assembled. Then, fibre ends are trapped using strong tape on both side of the mould. A fresh mortar is formulated, prepared and pored into moulds with a fifty milliliters syringe. Specimens are cured in wet condition during seven days. The plastic mould is then cut to obtain specimens with a single fibre at the central axis of each concrete prisms. For both experimental test, the fibre is then glued between two sheets of heavy paper. This permits to protect the specimen from unexpected load when they are manipulated and to trap them in the clamping jaws without early failure during the test (see figure 6.1-c). Finally, a speckle is applied using paint spray what gives to steel fibre the needed texture for DIC. Three different mortar formulations have been used. The first one, noted NAV1, is a specific homemade formulation, described in table 6.1. The second called NAV2 is a similar formulation with the addition of a viscosity modifier additives called polyacrylamide (PAM) in the mix. Finally, the third one NAG3 is a commercial formulation provided by Lafarge-Holcim, which is an high performance mortar.

Fabrication des échantillons -Specimen Preparation

R m l = 20 R f = 0.1 a) b) c) d)
On these specimens, tension stiffening and pull-out tests are carried out. Each experiment is associated with simulations using previously defined model associated with each types of interface (table 5.1). The use of least square error minimization between experimental and simulated force-displacement curves would permit not only to identify the interfacial mechanical parameters for different interfacial laws, but also to compare simulations efficiency of each kind of interfacial law using the residual values.

In the following subsection, experimental devices are presented and comparisons between experimental and simulated curves are processed for both tests.

Essai d'arrachement -Pull-Out test

In this part, only two cementitious matrix NAV1 et NAV2 have been tested to perform a comparison between the pull-out and the tension stiffening tests. The tests on NAG3 matrix were conducted afterwards only using tension stiffening to determine interfacial properties. After a careful presentation of the experimental set-up, comparison between experimental and simulated force-relative displacement curves permits to identify the proper interfacial behaviour and respective parameters values.

Description of test device and measurement

The set up is composed of two optical cameras (AVT Pike 521 and AVT Prosilica GX 3300) both equipped with Schneider Kreuznach 120mm-lens. The first camera focuses on the top of concrete prism (figure 6.2) and the second to its bottom. A lighting system was added to improve the luminosity of both pictures and a semi transparent green plastic sheet between light source and scene was added to decrease reflexions on the fibre. Loading is applied controlling displacement of the cross bar of an universal testing machine. The force value was measured by a 100 N force cell and recorded by a National Instruments acquisition device (USB-6008). A specific metallic plate has been designed to trap the concrete prism during the test. Image acquisition was led by MatLab thanks to a specific developed code using MatLab Image Acquisition toolbox and Data Acquisition toolbox. At a given frequency, it acquires one frame per camera and the respective force data from the NI cards.

The pixel object ratio of about 50 was chosen to obtain a good precision for measuring relative displacements. The beginning and end of interfacial debonding process can be captured respectively by the first and second camera. Typical captures of the first and second cameras are presented in figures 6.2-b and 6.2-c.

Experimental procedure and measured data

The specimen is preloaded with a 0.5-newton load to establish a good contact with the fixed metallic plate. Then, displacement of one fibre end is imposed with a constant speed of 0.2 millimetres per minute. Experiment lasts around five minutes, and a real time correlation is performed using our MatLab academic code to survey the experiment. Nevertheless, to guaranty the accuracy of the measurement, images were also postprocessed with a commercial DIC software called GOM correlate. Several points on both fibre and mortar are followed during the test as highlighted in figures 6.2b and 6.2-c. The exact pixel-to-millimeter ratio is precisely measured putting a rule in the object plane. Then, the fibre-mortar relative displacements at both ends

[U ](l) = U f (l) -U m (l) and [U ](0) = U f (0) -U m (0)
, and the free fibre deformation ∆l l , are then obtained. Figure 6.3 shows, on the left graph, the classical pull-out curve plotting the force versus relative displacement [U ](l) watched by the first camera, and on the right graph, the force versus relative displacement [U ](0) seen by the other camera. In the first graph, the force value quickly increases with the relative displacement until its maximal value and starts decreasing slowly. In the second graph, the force increases with no relative displacement until the interface is totally debonded. The experiment is stopped either when the fibre breaks or when the interface is totally debonded. The force-deformation curve of the naked fibre measured by the first camera is highlighted in figure 6.4. 

Comparison between simulations and experiments

For each force deformation curve, a small post processing is made to remove unexpected events, as force jump caused by fibre-clamp slip illustrated in figure 6.3. Results are gathered in a single graphic shown in figure 6.7. The mean force-elongation curve is calculated. It associates mean deformation of each identical sample and data spread, using minimal and maximal deformation value of similar sample for given load values.

Then, for each type of interfacial law, a least square optimization is processed between the normalized increasing part of experimental and simulated force-relative displacement curves. A force vector, noted F i , containing a given number n of evenly spread force levels between zero and maximal experimental force value are chosen for the analysis. On one hand, for each force value, the experimental curve is interpolated to obtain the experimental relative displacement [U ] exp i associated to the force vector F i . On the other hand, the pseudo-analytical model for different interfacial behaviour proposed in the previous chapter are used to obtain the simulated relative displacement value [U ] sim i . Both experimental and simulated force, and displacement vectors are normalized by the experimental maximal force F max = max(F i ) and displacement U max = max([U ] exp i ). Normalized values are identified by a tilde. The analysis is performed for n = 100.

Two different failure modes need to be separately studied. The first one is the interfacial total failure, i.e. when the interface complete debonding occurs before fibre breaks. In this case, as the maximal simulated force depends on the value of parameters, the minimization function is the sum of the squared difference between simulated and experimental relative displacement for a certain level of force, and the squared difference between simulated and experimental maximal force value. A parameter a is introduced to control the relative importance of the squared difference of the maximal force compared to the squared difference of the relative displacements.

r 2 = min p i (([ Ũ ] sim i (p) -[ Ũ ] exp i ) 2 /n + a × max( F sim (p)) -1 2 (6.1)
Dimension of parameters p depends on the chosen interface mechanical behaviour.

The second case is when the fibre break occurs before the complete debonding. In this case, the fibre strength can be assessed by the maximal force. As a consequence, the maximal experimental force is equal to the maximal simulated force and only squared difference between relative displacement remains. The mathematical minimization (6.1) becomes:

r 2 = min p i (([ Ũ ] sim i (p) -[ Ũ ] exp i )) 2 /n (6.2)
A quasi-newton method is used to minimize the objective function. In most case, the objective function exhibits a global minimum, called residual r 2 . Sometimes, the algorithm exhibits various local minimum. To ensure that the global minimum is found, many initiations are tested. The corresponding value of interface parameters are the identified parameters. For each sample, fitting quality of a given interfacial behaviour can be measured by the average of residuals obtained for each sample of the same type. Figure 6.5 shows for one NAV1 sample, the experimental curve in dotted blue and the discrete data, on which the computation of the objective function relies, in blue circles. For graphical reason, only one-fifth of the experimental points used for comparison with the simulation are represented on the graph. The other curves show the best simulated curve using the different interface behaviours illustrated in table 5.1.

Using that figure, many interesting points can be highlighted. The first is that two different trends in interfacial parameter can be obtained depending on the presence of softening in the behaviour law. Interfacial maximum stress goes from a value slightly higher than 11 MPa without softening to only 4 MPa if softening effect is considered (see table 6.2). As mortar has usually a weak bulk shear strength, not higher than 7-8 MPa in our case, maximal stress seems to be overestimated without interfacial softening. Another important point on this NAV1 force-relative displacement curve is the absence of convergence of quasi-newton method when adding an interfacial elasticity K l to softening interfaces (+frictional or not). A further analysis of interface stiffness K l influence showed that r 2 is a decreasing function of K l . We recall that the addition of K l decreases the global stiffness (1/K i = 1/K i + 1/K l ). As a consequence, interface can be considered perfect in NAV1. On the other hand, it is different for NAV2 mortar, where r 2 exhibits a minimal value for a finite interfacial cohesion, see figure 6.7. As we discussed in chapter 5, the need for an additional compliance at the interface seems to indicate that the PAM could modify the mechanical properties of the mortar located at the vicinity of the fibre. To get an overview on relative performance of different interfacial behaviours, residuals are computed for each sample. Consequently, for each interfacial behaviours, their mean values of residuals are calculated for each kind of interfacial behaviour on the sample of the same type and their comparison gives an indication on the appropriate interfacial behaviour to use. These mean residuals are plotted in figure 6.6. This plot shows, on one hand, that softening interfacial behaviour is truly more efficient than the frictional behaviour with the same amount of parameters. On the other hand, although the use of softening/frictional interfacial behaviour gives good results, the determination of friction parameter is complicated, because no convergence is reached. In fact, r 2 is not sensitive to the friction parameter τ f r .

It shall be explained by the fact that in the increasing part of the pull-out curve, the friction 

Essai de tirant -Tension Stiffening test

After the comparison between the experimental and simulated pull-out curves, next section will focus on tension stiffening force elongation curves. The interesting characteristics of that experiment would be emphasized. Here, the three different mortars presented in section 6.1.1 have been tested, NAV1 and NAV2 for a direct comparison with pull-out tests and NAG3 to determine the influence of another kind of high performance matrix. Similarly to the previous experiment, a careful presentation of the experimental set-up will be done. Secondly, the post processing of the raw data to obtain the final experimental force-elongation curve is explained. Finally, identification of the interfacial behaviours and respective parameters values will be performed through comparison between experimental and simulated curves.

Description of test device used and experimental protocol

The setup is composed of the same elements than the pull-out one, but positions of the two cameras are changed and form a right angle as shown in figure 6.8. This aspect would permit to correct out-of-plane displacement by a specific post processing of the data presented in the following. Before experiment, the specimen is preloaded enough to straighten it. No more that 0.2 N is applied. Then, displacement of one fibre end is imposed with a constant speed of 0.3 millimetres per minute. Total experiment lasts around five minutes. Same direct acquisition is performed during the experiment, using real time correlation using our MatLab academic code. The accuracy of the measurements are also checked using a commercial DIC software called GOM correlate. For each camera, three different points are chosen on the steel wire. Two points will be picked on both sides of mortar prism and another one on the naked fibre as illustrated in figure 6.8-b. It is then possible to measure deformations of free and embedded fibres defining two virtual strain gauges. Unfortunately, the strains of the virtual gauge of each camera depend also on a possible out-of-plane displacement of the object. This phenomenon can add deformation artefact to the real strain, what may drastically decrease the measurement accuracy.

In order to estimate the out-of-plane motion and associated apparent deformation from the virtual gauge of one camera, further information of the other camera is used. Next section will introduce quickly the post processing used to remove apparent strain due to out-of-plane displacement. Further description of the method is provided in appendix E. 
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Post-processing of experimental data

In order to reduce the influence of potential out-of-plane motions, both cameras informations are used to deduce rigid motion of the fibre. The classical method to handle 3D displacements with two cameras is the stereo-correlation method [START_REF] Orteu | 3-D computer vision in experimental mechanics[END_REF]. It consists in triangulating the 3D position of each correlated points from pixel positions in both camera image planes. This method however needs an important calibration step. The relative position of cameras needs to be known very precisely to obtain a good precision on 3D coordinates. Moreover, no information on the observed structure is usually used in this method, what strongly increases the number of degrees of freedom. Here, another way to take into account potential out-of-plane deformation is proposed and used making a full use of a priori geometrical information on the structure. Indeed, the gauge are segments. Thus, only global outof-plane translation and rotation parameters of the structure need to be known. First, out-of-plane rotation would be determined following the orientation vector of the fibre during the test. Secondly, out-of-plane translation of one point is determined. Finally, the correcting transformation depending on the out-of-plane rotation and translation, called homography, is applied to the correlated points on image coordinates. The out-of-plane effect is then drastically reduced, as shown by comparison between raw and post-processed data plotted in figure 6.9. The full methodology to calculate the out-of-plane, rotation, translation and homography is described in appendix E. Finally, a second correction is performed on the strain measurement of the embedded fibre to remove the contribution of the free area to the strain. Indeed, for practical reason, the virtual gauge length is slightly larger than the real embedded part of the fibre. Then, a certain length Ψ = Ψ 1 + Ψ 2 of free fibre, illustrated in figures 6.8-b and 6.8-c, is included in the strain measurement, artificially increasing its value. The real deformation of embedded fibre c is given by: with ccor being the corrected deformation of the embedded fibre virtual gauge, f cor the corrected deformation of the naked fibre and L 0 the total length of the virtual gauge, including parts of length of the naked fiber Ψ. The real deformation c and f from each camera (Figure 6.10-a) are then averaged to yield the final strain (Figure 6.10-b). All the post processing can be fully automatized and are transparent to the user. In the Matlab academic code used for image and data acquisition, it was implemented in real-time to get fibre and composite force-elongation curves during the experiment.
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Comparison between simulations and experiments

Similarly to pull-out test, experimental protocol is repeated for all specimens and results are gathered in a single graphic shown in figure 6.11. The figure shows the experimental mean force-elongation curve and the associated dispersion, calculated associating respectively the mean, minimal and maximal deformations for each load value. The associated simulations plotted on the same graph were obtained in the same way as for pull-out with least square minimization method computed using a quasi Newton method. It is also processed for each interface behaviour (see table 5.1) between discrete experimental and simulated force elongation curves. Discrete force vector F i is defined between 0 and the maximal force value. Then, discrete experimental strain exp i and the respective simulated strains sim i are respectively calculated by interpolation of the experimental curves or using the pseudo-analytical model for different interface behaviours. Strains are finally normalized by the maximal experimental strains max = max( exp i ). The minimization problem is given by:

r 2 = min p i ((˜ sim i (p) -˜ exp i )) 2 /n (6.4)
For each interfacial behaviours and specimens, the residuals r 2 are recorded in order to compare the efficiency of the different interfacial laws with their respective optimal parameters values. Mean value and respective spread for each mortar type and each interface behaviour are then computed and gathered in table 6.3. For each interface behaviour and each mortar type, mean values of the residuals are calculated and plot in figure 6.12. Looking at this bar plot, one finds that, similarly to pull-out result, softening+frictional interface are the most appropriate behaviour. It is illustrated in figure 6.11 where the simulations using softening and frictional interface get the lower average of the residuals for each mortar type. One can precisely notice the good match between experiment and simulation. The red curve corresponding to NAV1 in figure 6.11 clearly shows an area where friction is governing the behaviour. In that specific case, the residuals r 2 are more sensitive to the frictional stress, what allows for a more precise identification of the friction parameter. Moreover, looking at table 6.3, the maximal interfacial stress and softening parameters values in softening behaviour (Soft) are near the softening frictional behaviour (Soft+Fr). In specific conditions, this test is thus able to make the frictional parameters independent of the two others. Comparing the different formulations, it can be noticed that once again all the identified parameters are significantly different. Similarly to pull-out results, the interfacial strength identified by the tension stiffening test of the NAV2 interface is greater than the NAV1 one. On the other hand, the NAG3 interface shows the highest interfacial strength, but is more softening or brittle than NAV's interface and sensible to imperfections. Finally, NAV2 specimen shows a smaller initial stiffness compared to other specimens. This is shown by the fact that, the best simulation, in the least squares sense, is obtained using a cohesive interface for NAV2 mortar (6.12). This confirms that polyacrylamide added in the mix of NAV1 must play a role in the interface behaviour. 

Discussion des résultats -Discussion of the results

First, the comparison between pull-out and tension stiffening tests, even though experimentally very different, shows very close results concerning the identification of parameters. Indeed, Poisson radial deformation of the matrix would be respectively positive or negative, when subjected to the compressive load due to pull-out boundary conditions or traction load due to the tension stiffening ones. However, the closeness of the interfacial parameters identified using both tests suggest that the effect of the Poisson coefficient is limited and could be neglected. This feature validates the hypothesis made in the model presented in chapter 5. In both cases, no clear separation on the experimental force-displacement curves marks the starting of the debonding process along the interface. This aspect prevents from identifying directly the maximal interfacial shear stress Q max . Nevertheless, the use of least square minimization between simulated curves for different interfacial behaviours and experimental data seems relevant to obtain the respective parameters values. The use of the simplest interfacial post-elastic behaviour, i.e. the frictional interface, fails to accurately model the actual behaviour of the interface. Indeed, it leads to a relatively large difference between simulations and experiments and a significant overestimation of the identified maximal interfacial shear stress, this value being superior than the shear strength of the matrix. The use of the softening behaviour significantly improves the match between experimental and theoretical curves for both tests. This feature indicates the existence of a elaboration zone at the tip of the interfacial crack, which makes the transition between the bonded and the debonded areas. The addition of a friction parameter, modelling the presence of friction in the debonded zone, to the softening parameter, further increases reliability in the case of the tension stiffening test, but not for the pull-out tests. To our mind, it is due to the great intricacy between softening parameter and frictional parameters in the increasing part of the pull-out force-relative displacement curve, which is the only non ambiguous part. On the contrary, the tension stiffening test seems more capable to identify accurately the frictional contribution, because the end of the curve mainly depends on the frictional parameter. The identification of the three parameters of the softening and frictional interfacial behaviour is facilitated using this test.

Looking now at the identified interfacial properties obtained for the different mortar formulations, various trend can be put in evidence. Comparing NAV1 to NAV2 mortars, the result indicates that the addition of polyacrylamide in our personal mix decreases the interfacial stiffness. Polyacrylamide is an additive traditionally used to increase the yield stress of cementitious materials at fresh state and no impact on structural properties was reported in literature. Moreover, in our case, polyacrylamide was added by mean of aqueous solution. Consequently, the matrix strength should be decreasing with the addition of PAM due to the increase of water content. We suggest that the change on interfacial properties is rather due to the potential change of porosity at interface. Indeed, the increasing of the yield stress value at fresh state when the polyacrylamide is added could possibly affects the local porosity at the vicinity of interface, decreasing its stiffness. A decrease of interfacial rigidity is here interesting, since it permits to distribute more efficiently shear stress along the interface and avoids stress concentration at the tip, what results in a greater pull-out or tension stiffening force to start the interfacial debonding and a larger apparent ductility. Nevertheless, further experimental tests should be made to validate this effect, for instance using tomographic observation. Finally, the maximal interfacial shear stress of the NAG3 specimens is significantly larger than the NAV specimens ones. As the NAG3 compressive strength is expected to be significantly higher than the one of NAV. The maximal interfacial shear stress is then showed to increase with the matrix strength, which is in accordance with existing literature. Nevertheless, the present work also indicates that the interface is however more brittle and sensible to defect, which is highlighted by a smaller ductility of NAG3/steel interface compared to the NAV/steel one, i.e. a greater value of the K d and/or a smaller value of σ f r of NAG3 specimens compared with NAVs ones.

Détermination des paramètres mécaniques des constituants des microcomposites fil/matrice cimentaire envisagés pour la réalisation des bétons anisotropes.

Dans la partie précédente, les propriétés mécaniques du mortier n'ont pas été déterminées précisément, mais fixées à une valeur arbitraire. Une faible modification des propriétés mécaniques du mortier n'ayant qu'une faible influence sur les courbes caractéristiques des expériences micro-mécaniques proposées, ceci a permis de valider la démarche de modélisation et d'estimer les paramètres d'interfaces pour différents couples fil/matrices. Ce sont toutefois des paramètres du modèle mécanique. Elles sont donc nécessaires à l'identification précise des propriétés mécaniques d'interface. Dans ce but, une expérience par constituant est réalisée : la compression simple sur des échantillons centimétriques de matrices cimentaires et la traction simple sur les différents types de fils. Dans le cas des fils multi-fibre, leurs propriétés élastiques et de résitances sont déterminées d'abord dans le cas d'un fil seul, dit non imprégné, puis dans le cas d'un fil imprégné par une résine epoxy thermodurcissable. L'ajout de résine permettant de limiter l'influence des ruptures pré-existantes ou des discontinuités naturelles des fibres, chaque fibre constituant le fil de renfort ayant une longueur finie. L'ajout de résine permet ainsi le chargement plus homogène de chaque fibre et permet de mieux estimer les propriétés mécaniques de la fibre [START_REF] Kang | IMPROVING THE BOND CHA-RACTERISTICS OF A STRAND EMBEDDED IN A CEMENTITIOUS MATRIX[END_REF]. La valeur de la résistance des fils ainsi obtenue est alors similaire à celle attendue en cas de bonne imprégnation dans le mortier imprimable, tandis que la valeur pour les fils non imprégnés par la résine doit se rapprocher de la valeur de résistance du renfort en cas de mauvaise imprégnation par le mortier. Les échantillons sont prismatiques de section carrée 10×10mm 2 et de hauteur 20 mm. L'élancement de deux est choisi pour éviter le risque de flambement. Par ailleurs, la taille des éprouvettes est suffisamment grande devant la taille des plus grosses particules environ égale à 0.5 millimètre, pour permettre la caractérisation d'un comportement homogène équivalent.

Détermination des propriétés mécaniques des matrices cimentaires

De manière analogue aux échantillons fibrés étudiés dans cette étude, les échantillons sont réalisés par moulage dans des moules fabriqués par impression 3D plastique. Le filament utilisé est un thermoplastique BVOH qui est soluble dans l'eau. Une fois coulés, les échantillons sont placés dans un contenant hermétique durant un jour, puis, sont plongés dans une bassine d'eau durant sept jours permettant la dissolution du moule ainsi que la cure du mortier. Les tests mécaniques n'ont cependant pas été effectués dans la foulée, mais seulement après trois mois. D'autre part, afin de garantir la planéité et le parallélisme des surfaces d'application du chargement, ces dernières ont été dressées au tour. La méthode a permis l'obtention d'une planéité satisfaisante, mais a conduit à un matage du contour carrées lors des entrées et sorties de l'outil. Bien que cet effet soit circonscrit, il peut avoir eu une influence sur les valeurs de résistances obtenues.

Les tests ont été effectués sur une presse universelle munie d'une cellule de force de 100kN. La mesure des déformations a été réalisée par des jauges multi-axiales de déformation associées à deux ponts de jauge. Le contrôle de l'essai, effectué en déplacement, et l'acquisition sont réalisés par le logiciel dédié (Testwork). La figure 6.13 présente une série de photographies d'un échantillon à l'issue de l'essai. De manière générale, il a été noté la formation des fissures de cisaillement caractéristiques de la rupture des tests de compression. Cependant, les fissures semblent s'être initiées près des surfaces de chargement. Puis, la charge est augmentée jusqu'à l'obtention de la rupture finale. Les mesures de déformation ne permettant pas de suivre la courbe jusqu'à la rupture finale, nous présentons aussi sur la figure 6.14-a) l'allure des courbes jusqu'à la rupture obtenue par le déplacement de la traverse. La forme globale de la courbe force/déformation de la figure 6.14-a, montre des sauts de la valeur de force pendant la séquence de chargement finale. Ceux-ci sont probablement dus à l'échelle des échantillons choisis. Le même type d'essai a été réalisé sur notre formulation NAV imprimable. L'ensemble des résultats est rassemblé dans la table 6.5.

Échantillon

Nombre La caractérisation des propriétés mécaniques des matrices cimentaires est ici succincte et ne suit pas totalement les standards usuels de caractérisation. Ce protocole est une ébauche permettant la caractériser des propriétés du mortier à l'échelle des échantillons utilisés dans la suite. C'est un élément qu'il faudrait améliorer afin de permettre une identification plus fine des propriétés de l'interface. Ceci ne remet toutefois pas en cause la validité de l'analyse comparative des propriétés d'interfaces présentées dans la suite.

Détermination des propriétés mécaniques des fils de renforts

Le cahier des charges des fils de renfort provient directement du procédé de fabrication. Il faut garantir une liberté formelle lors de la mise en oeuvre et garantir un niveau de renforcement important dans la direction d'impression. Ainsi, les fils doivent posséder une rigidité et une résistance très importante à la traction, tout en conservant la rigidité de flexion la plus faible possible. Il est alors naturel d'opter pour l'utilisation de fils de faible moment d'inertie et donc de section réduite. Le choix des fils a aussi été essentiellement guidé par leurs disponibilités commerciales et sur l'ambition de mettre en évidence une potentielle différence de comportement entre les fils unitaires (monofibre yarn) et les fils multi-fibres (multi-fibre yarn). Il est intéressant de noter que, bien qu'ils soient abondamment fabriqués en tant que semi-produits, permettant la réalisation de divers produits commerciaux, la disponibilité à la vente des fils multi-fibre continus alkali-résistant de faible section, ou faible masse linéique (tex : poids par kilomètre), est très réduite. Le cas le plus marquant est celui des fils de fibre de verre alkali-résistant, qui sont des semi-produits servant à la fabrication de fibres de verre courtes très utilisées pour les GRC (glass reinforced concrete), mais qu'il est très difficile de trouver sous forme de bobines continues chez la plupart des revendeurs français. Finalement, les trois fils utilisés sont les mêmes que ceux utilisés pour la mise au point du procédé de fabrication présentés dans le chapitre 4 : un fil monofibre inox de 0,1mm de diamètre et à haute résistance, "corde à piano" de Filinox (SSF), un fil multi-fibre de verre de type S, référence AGY SCG75 (S-GF). Le type S est peu répandu, mais présente des propriétés d'alkali-résistance et une haute résistance mécanique. Enfin, le dernier fil utilisé dans ce travail est un fil multi-fibres continu de basalte à haute résistance, référence Isomatex Filava (BF). Pour les deux fils multi-fibre de verre (S-GF) et basalte (BF), il faut signaler que le traitement de surface des fibres n'a pas été optimisé pour une utilisation dans le béton, mais pour une imprégnation par des résines thermodurcissables. Mais nous verrons dans la suite que les résistances d'interface atteintes sont tout de même très importantes.

Pour caractériser la raideur et la résistance mécanique de ces fils, un test de traction simple a été mis en oeuvre. Les conditions d'ancrage des fils sont alors les mêmes que celles utilisées pour les essais de tirant présenté dans la partie 6.1.3. Avant le test, les fils sont ainsi coupés à la longueur adéquate, puis collés entre deux feuilles cartonnées. Celles-ci facilitent leur mise en place dans la machine d'essai et permettent une bonne répartition des contraintes des mors vers le fil menant presque systématiquement à une rupture du fil en partie courante. Concernant les fils multi-fibres, il a été montré dans la littérature que différents phénomènes de mise en tension et de glissement peuvent intervenir lors du chargement des fils multi-fibres [START_REF] Chudoba | Stochastic modeling of multi-filament yarns. I. Random properties within the cross-section and size effect[END_REF]. L'influence potentielle d'imprégnation a alors été testée en réalisant le test de traction sur fils multi-fibres non imprégnés, d'une part, et imprégnés par une résine epoxy d'autre part. Les échantillons ont une longueur de 6 cm et des sections de diamètres sub-millimétriques précisées dans la table 6 Les courbes caractéristiques sont illustrées sur la figure 6.15. Celles-ci indiquent que les fils ont tous un comportement élastique fragile. Selon leurs éventuelles imprégnations avec de la résine Epoxy, les fils multi-fibres montrent une différence significative de performance, aussi bien concernant la résistance à la traction, divisée par un facteur deux, que la raideur, qui baisse d'environ 10% dans le cas non imprégné. Cette relative diminution des propriétés mécaniques dans le cas non-imprégné ne peut pas être expliquée par la présence de résine Epoxy, dont le module de Young est environ égal à 3GPa et la résistance autour de 80 MPa. Elle provient bien donc, comme anticipée, plutôt du comportement non local des fils. En effet, la rupture locale d'une des fibres constituant le fil la décharge sur une longueur significative. Les nombreuses ruptures ou discontinuités provoquent alors une baisse de la section utile, qui se manifeste par une baisse de la raideur et une rupture prématurée de l'échantillon. Cette hypothèse permet aussi d'expliquer la modification de la mise en charge : linéaire dans le cas imprégné, et progressive puis linéaire dans le cas contraire. Cet aspect a par ailleurs été étudié en détail dans [START_REF] Chudoba | Stochastic modeling of multi-filament yarns. I. Random properties within the cross-section and size effect[END_REF].

Ceci nous a poussé, dans la suite, à imprégner les parties libres (en dehors du prisme de matrice) des fils multi-fibres des échantillons d'essai de tirant, afin de garantir une répartition plus homogène des contraintes dans le fil, et par conséquent, aux niveaux des conditions aux limites de l'essai mécanique de caractérisation de l'interface acier/mortier.

Identification des propriétés mécaniques d'interface des couples fils/matrices envisagés pour la réalisation de bétons anisotropes.

Les paramètres respectifs des différentes phases étant identifiés, on s'intéresse maintenant à l'identification des propriétés mécaniques d'interfaces pour les différents couples fibres/matrices envisagés pour la fabrication de bétons anisotropes. Celle-ci est effectuée par des essais de tirants par la méthodologie présentée dans le chapitre 6. Les échantillons étant issus de la même gâchée, la série d'expériences présentée dans la suite de ce chapitre sont à comparer avec l'expérience réalisée in situ dans la cellule de microtomographie à rayon X de la ligne Anatomix du Synchrotron Soleil qui fera l'objet du chapitre suivant.

Nous présentons d'abord les propriétés d'interface entre les fils mono-fibre inox (SSF) et les deux matrices imprimables, avant de présenter les résultats des couples réalisés à partir des fils multi-fibres. Nous verrons que les résultats sont très dépendant du type de fils et que les fils multi-fibres semblent être de bons candidats pour la réalisation des bétons anisotropes. Ils présentent des résistances d'interface bien plus importantes, et qui atteignent des niveaux tout à fait inattendus. Les propriétés mécaniques sont assez différentes de celles obtenues dans la littérature [START_REF] Aljewifi | Etude du comportement mécanique à l'arrachement de fils multifilamentaires enrobés dans une matrice cimentaire et influence de l'imprégnation[END_REF][START_REF] Zhang | Failure behaviour investigation of continuous yarn reinforced cementitious composites[END_REF] sur des fils multi-fibres de masse linéique plus importes, c'est-à-dire comportant plus de fibres unitaires par fils continus. Avec ce type de performance, une identification précise est difficile avec la méthodologie employée, due à la faible déformation à la rupture et à un niveau de déplacement hors-plan important.

Analyse des résultats des échantillons composés du fil inox

Ce premier paragraphe détaille les résultats des essais de tirant et les propriétés mécaniques obtenues pour le nouveau couple NAV/fil inox (SSF+NAV) et les compare avec les propriétés du couple NAG3/fil-inox (SSF+NAG3) obtenues dans la partie précédente (voir table 6.1.3). La figure 6.16 présente différentes courbes caractéristiques des deux types d'échantillons. Les courbes sont similaires et la chute de raideur qui se produit pendant l'essai indique une décohésion importante de l'interface au cours du chargement.

Ces conditions facilitent l'utilisation de la méthode d'identification des propriétés mécaniques de l'interface par analyse inverse des courbes d'essais de tirant, présentée dans la partie 6.1.3. Celle-ci est donc utilisée sur la courbe de l'échantillon SSF+NAV, en comparant la courbe expérimentale et les courbes simulées pour différents types de loi d'interface présentés dans la table 5.1 de la partie précédente. Les courbes caractéristiques expérimentales et simulées sont superposées dans le graphe de la figure 6.17-a et les résidus correspondants sont donnés dans l'histogramme de la figure 6.17-b. Les propriétés d'interface identifiées sont données dans la table 6.7. Seules les lois faisant l'hypothèse d'une interface parfaite sont reportées, car l'ajout d'une rigidité d'interface locale n'améliore pas la concordance des courbes simulées avec les courbes expérimentales et conduit à une valeur de raideur d'interface K l infinie.

Les courbes correspondantes aux lois de comportements adoucissante (Soft) et adoucissante frottante (Soft+Fr) sont très similaires et donnent une bonne estimation de la courbe expérimentale. Le gain apporté par l'ajout du comportement frottant n'est toutefois pas significatif, et la loi d'interface frottante seule donne encore une fois une estimation de la courbe de l'essai de tirant nettement moins satisfaisante.

Par ailleurs, la résistance d'interface de l'échantillon SSF+NAV est légèrement inférieure à la valeur moyenne des résistances échantillons SSF+NAG3 (6.3). Même si l'effet n'est pas ici significatif et nécessite davantage d'essais pour pouvoir conclure, ce résultat n'est pas surprenant en raison de l'augmentation de la résistance de l'interface avec celle de la matrice, observée précédemment (partie 6.1.4) et dans la littérature [START_REF] Hegger | Load-bearing behaviour and simulation of textile reinforced concrete[END_REF]. Par ailleurs, la rupture du fil inox pendant les essais de tirant se Déformation (%) Expérience Figure 6.17 -Comparaison de la courbe force-déformation expérimentale de l'échantillon SSF+NAV avec les courbes simulées optimales pour différentes lois d'interface : a) Comparaison graphique b) Histogramme des résidus

Analyse des résultats des échantillons réalisés à partir de fils multi-fibres

Dans ce paragraphe, nous mettons en oeuvre le processus d'identification des propriétés mécaniques de l'interface entre les matrices cimentaires imprimables 'NAV' et 'NAG3' et les fils multi-fibres de basalte et de verre. Leurs caractéristiques de formulation, géométriques et mécaniques sont données dans la partie précédente. Trois sessions d'essais de tirant, dont le set-up est présenté dans la partie 6.1.3, ont été effectuées sur les échantillons avec des fils multi-fibres. Les deux premières ont été réalisées préliminairement à l'expérience in situ sur la ligne Anatomix présentée dans le chapitre suivant. Mais de nombreuses difficultés concernant la mesure de déformation nous ont poussé à effectuer une nouvelle série d'essais sur les échantillons restant quelques mois après. Cette dernière série sera étudiée plus en détail.

Les difficultés des mesures de déformation sont d'abord liées à leurs faibles amplitudes au moment de la rupture du fil ou de la matrice, qui présagent des résistances d'interface bien supérieures. D'autre part, des potentiels défauts de géométrie sont apparus après l'ajout de la résine epoxy. Ils se caractérisent par des courbures localisées en certains points du fil, qui augmente l'amplitudes des mouvements hors-plans importants lors de la mise en charge. Si la méthode de correction des mouvements proposées dans la partie précédente améliore beaucoup les résultats, de grandes incertitudes sur la mesure de déformation demeurent. Par ailleurs, de nombreux tests se sont révélés inutilisables à cause d'un phénomène non observé lors des essais précédents réalisés sur les échantillons constitués de fibres métalliques ; à savoir des rotations se produisant parfois lors de la mise en charge, et qui rendent difficile le suivi des points de corrélation durant l'expérience. Néanmoins, la méthode a permis d'obtenir des estimations des paramètres de l'interface pour différentes lois d'interfaces introduites dans la partie précédente et de mettre en évidence des résistances d'interface beaucoup plus importantes que dans le cas des fils mono-fibres.

La première série d'essais de tirant a été effectuée avec des prismes de 20 millimètres de long et 2,5 millimètres de côté. La rupture des échantillons s'est alors produite par rupture du fil multi-fibre aux extrémités du prisme de béton pour des niveaux de chargement autour de 40N. Mais les déformations étaient trop faibles pour permettre l'obtention de courbes force-déformation exploitables. Selon nous, ceci provient du fait que la longueur de décohésion est très faible au moment de la rupture du fil. Le changement de raideur provenant de la décohésion partielle était alors négligeable. Cette première série nous indique déjà de hautes résistance d'interfaces.

Afin d'augmenter l'influence de la zone de décohésion, une seconde série a été effectuée en réduisant la longueur du prisme à 10 millimètres afin d'obtenir une influence plus importance de la décohésion locale de l'interface. Cette série d'expériences a été réalisée juste avant l'expérience à Anatomix avec des échantillons issus de la même gâchée de mortier que ceux utilisés pour l'expérience sous tomographie à rayons X (Chapitre 7), afin de pouvoir comparer les résultats. Malheureusement, un problème concernant les conditions d'acquisition des images nous a, là encore, empêché d'obtenir des courbes forces-déformations exploitables. Toutefois, on peut noter qu'un mode de ruine, similaire à celui obtenu lors de la première série, par rupture de la fibre aux extrémités du prisme de mortier a été observé.

Finalement, une dernière série d'essais a été effectuée deux mois après l'expérience réalisée à Anatomix, avec les échantillons restants de la même gâchée, afin de pouvoir comparer les résultats entre les courbes forces-déformations, présentées ci-après, et observations microtomographiques qui font l'objet du prochain chapitre. Cette fois, il a été possible d'obtenir des courbes forces-déformations utilisables pour la détermination des propriétés mécaniques des lois d'interfaces. Mais, l'exploitation a toutefois été délicate, à cause de l'amplitudes des mouvements hors-plans.

Courbes caractéristiques des essais de tirant sur fils multi-fibres dans un prisme de mortier.

Nous présentons uniquement ici les courbes les plus représentatives, obtenues des différents couples étudiés et les utilisons afin de déterminer une estimation des propriétés d'interface selon la méthode introduite au début du chapitre (partie 6.1.3). Les courbes expérimentales sont rassemblées dans les figures 6.18-a et 6.18-b. Par ailleurs, le tableau 6.8 donne les diamètres des échantillons, les forces à la rupture et les contraintes maximales respectives dans la matrice et le fil multi-fibre.

Malgré la correction des mouvements hors-plans, la méthode proposée donne parfois des déformations assez différentes pour les deux caméras. C'est le cas pour les échantillons BF+NAG3 et BF+NAV (figures 6.21 et 6. 19). Cela peut éventuellement provenir de la rotation du fil. Cette dernière ajoute un terme à la mesure du déplacement hors-plan. Toutefois, la moyenne pondérée par les distances aux objets des deux déformations mesurées permet d'annuler ce terme de la déformation mesurée. C'est cette déformation que nous utilisons pour la comparaison avec les courbes simulées pour l'échantillon BF+NAG3. En revanche, pour l'échantillon BF+NAV, la courbe force-déformation de la caméra 1 n'est pas jugée réaliste. Nous n'utilisons alors que les courbes de force-déformation issues de la caméra 2, dont la mesure de déformation est toutefois corrigée par le déplacement hors plan mesuré par la caméra 1. Ce choix est aussi justifié par le fait que la raideur du fil libre identifiée par cette caméra est plus proche de celle identifiée durant les essais de traction simple. L'erreur de la mesure de déformation de la caméra 1 pourrait être due à une déformation du fil non homogène aux extrémité du prisme de mortier.

Le premier résultat marquant dans cette courbe est la différence de mode de rupture observée en fonction du type de matrice utilisé. En effet, pour les échantillons constitués de la matrice NAV, les fils présentent toujours une rupture fragile précoce. Tandis que pour les échantillons constitués de la matrice NAG3, la rupture du fil est repoussée à un niveau de force supérieur, similaire à ceux caractérisés dans le cas non-imprégné du tableau 6.6. On observe alors, après la première phase d'endommagement de l'interface, une phase de multifissuration mise en évidence par le champ de déformation, mesuré par DIC sur une des face de l'échantillon et illustré sur la figure 6.18-c. En effet, on observe au cours de l'expérience, les apparitions successives de bandes de déformations localisées (cf. figure 6.18-c) qui se traduisent sur la courbe force-déformation respective par différents plateaux de contraintes (cf. figure 6.18-a). Enfin, on observe une nouvelle phase d'augmentation de la force, correspondant à la déformation du fil seul jusqu'à la rupture du fil. Ce type de comportement est caractéristique des éprouvettes de mortier renforcées par textile (TRM) [START_REF] Hegger | Load-bearing behaviour and simulation of textile reinforced concrete[END_REF][START_REF] De Santis | Test methods for Textile Reinforced Mortar systems[END_REF].

Par ailleurs, on observe que pour un type de fil donné, la raideur initiale des tests de tirant des échantillons fabriqués à partir de la matrice cimentaire NAV, courbes violette et jaune de la figure 6.18, est plus importante que celle des échantillons composés de la matrice NAG3. Or, le module de Young du mortier 'NAV' est légèrement inférieur à celui du mortier 'NAG3' (voir tableau 6.5). Cette modification de la raideur de la phase élastique est donc plutôt à attribuer à la différence de raideur d'interface (équation 5.41). On en déduit que les raideurs des interfaces des échantillons réalisés avec Types de mortier 
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Identification des paramètres de l'interface

La méthode d'identification de la partie 6.1.3 ne peut être utilisée que sur la courbe force-déformation située en amont du phénomène de multifissuration. D'autre part, il est nécessaire de connaître module de cisaillement du fil multi-fibre afin d'estimer la raideur d'interface dans le cas d'une interface parfaite. Or, ce module dépend fortement de l'imprégnation du fil. Il existe dans la littérature des modèles sophistiqués du comportement mécanique d'un fil multi-fibre (multi-fibre or multifilament yarn) [Ban04, KC04], mais ils font intervenir de nombreux paramètres supplémentaires liés à la microstructure. Ici, nous proposons de faire l'hypothèse que le module de cisaillement du fil est égal à celui du mortier (G f = G m ), calculé à partir du module de Young et du coefficient de Poisson, donnés dans le tableau 6.5. Ceci correspond au cas d'une imprégnation parfaite avec des déformations de cisaillement concentrées dans la matrice et nulles dans les fibres. On peut alors calculer la raideur d'interface répartie K i en utilisant la troisième équation du système (5.15), qui devient :

1 K i = 1 8πG m + 1 2πG m    R m 4 R m 2 -R f 2 2 ln R m R f + R f 2 -3R m 2 4 R m 2 -R f 2    (6.5)
La raideur d'interface est ainsi surestimée lorsque l'imprégnation est imparfaite. Par ailleurs, dans le cas d'une simulation avec l'hypothèse de l'interface cohésive 1

K i = 1 K i + 1 K l ,
on peut alors supposer que la qualité d'imprégnation sera d'autant plus faible que la valeur de la souplesse supplémentaire d'interface 1/K l identifiée sera grande en valeur absolue. Par ailleurs, une valeur de K l négative revient à diminuer la souplesse d'interface ou encore à augmenter la raideur d'interface globale de la structure K i , par rapport à la valeur théorique en supposant une interface parfaite. Ainsi, cela signifie que l'hypothèse d'interface parfaite sous-estime la raideur de cisaillement réelle de la fibre.

Les paramètres d'interface identifiés des différents échantillons par la méthodologie présentée dans la partie 6.1.3 sont donnés dans le tableau 6.9 pour les différentes lois d'interface (tableau 5.1).

Pour chaque échantillon, les courbes expérimentales sont superposées avec les courbes simulées optimales pour les lois d'interface frottante et adoucissante des figures respectives 6.19-a, 6.20-a ,6.21a, 6.22-a (Les courbes simulées avec la loi d'interface adoucissante frottante ne sont pas représentées, car identiques au cas adoucissant). Les histogrammes des résidus R 2 correspondants sont aussi montrés sur les figures respectives 6.19-b, 6.20-b,6.21-b, 6.22-b.

De manière générale, on constate un bon accord entre les courbes expérimentales et simulées. Toutefois, l'ajout d'une souplesse locale 1/K l dans l'hypothèse de l'interface cohésive améliore nettement les résultats obtenus pour les éprouvettes BF+NAG3, SGF+NAG3 et SGF+NAV. Les comportements 
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Discussion des résultats

Différentes expériences de Tension Stiffening ont permis de caractériser les propriétés d'interface pour différents couples fibre matrice. Concernant les fils métalliques (SSF) associés aux matrices imprimables envisagées pour la fabrication des bétons anisotropes (NAV et NAG3), les essais présentent une large chute de raideur, due à la décohésion progressive de l'interface. Ils permettent donc une identification précise du comportement de l'interface. La loi adoucissante postulée ici permet une simulation précise de la courbe force-déformation de l'essai de tirant, et l'ajout du comportement frottant à la zone endommagée n'améliore pas significativement la simulation. En revanche, les expériences semblent indiquer que des lois d'interface comportant un régime adoucissant non linéaire, telles que proposées dans [START_REF] Focacci | Local Bond-Slip Relationship for FRP Reinforcement in Concrete[END_REF] ou [START_REF] Banholzer | BOND BEHAVIOUR OF A MULTI-FILAMENT YARN EMBED-DED IN A CEMENTITIOUS MATRIX[END_REF], pourraient encore améliorer l'accord entre simulations et expériences. Elles nécessiteraient toutefois une résolution numérique dans le premier cas, et augmenteraient le nombre de paramètres à identifier dans le second. Il faut noter, par ailleurs, que la diminution de la raideur d'interface entre les échantillons NAV et NAG3 n'a pas pu être mesurée, bien que celle-ci, ait été présumée à partir de l'observation d'une telle diminution lors l'ajout du PAM dans la partie 6.1.4. Une étude spécifique de la relation entre le seuil de cisaillement et la raideur d'interface serait intéressante afin de préciser la dépendance des propriétés mécaniques de l'interface au seuil de cisaillement de la matrice.

Concernant les fils multi-fibres (BF et S-GF) associés aux matrices imprimables (NAV et NAG3), les modes de ruines observés pour les échantillons constitués de la matrice NAV présentent, pour l'ensemble des essais réalisés, une rupture précoce du fil aux extrémités du prisme de mortier à des niveaux significativement plus faibles que leur résistance à vide (tableaux 6.6 et 6.8). Cette rupture précoce est aussi observée pour les échantillons constitués de la matrices NAG3 testés à sept jours. Cependant, certains essais réalisés à trois mois sur les deux types de fils multi-fibre imprégnés par la matrice NAG3 ont montré une augmentation importante de la force à rupture. Dans ce cas, un processus de multifissuration transversale de la matrice est engendré lorsque la contrainte de traction du mortier est atteinte.

Par ailleurs, les essais présentent des chutes de raideurs par décohésion de l'interface moins importantes. Ce qui suggère une résistance d'interface importante. Les déformations à la rupture du fil immergé dans la matrice restent alors très limitées, restreignant la capacité des essais de tirant à déterminer la loi de comportement de l'interface entre fil multi-fibres et mortier. Par ailleurs, l'influence des mouvements hors-plans sont beaucoup plus importants que dans ce cas, ce qui conduit à une relative imprécision des courbes caractéristiques des essais de tirant, et ceci même après correction des mouvements hors-plans selon la méthode proposée dans la partie 6.1.3. L'utilisation de cet essai ne semble donc pas vraiment approprié dans ce cas pour la détermination de l'ensemble du comportement d'interface. Néanmoins, il offre une première vision du comportement de telles structures. Enfin, l'amélioration du dispositif de mesure de déformation visant à la réduction de l'influence des déplacements hors-plans, par exemple par l'utilisation d'objectifs télécentriques, pourrait permettre d'identifier précisément la raideur d'interface pour les conditions aux limites pertinentes.

Malgré cette limitation sur la précision, la méthode d'identification proposée dans la partie 6.1.3 est utilisée afin d'estimer la loi de comportement approchée de l'interface. Les histogrammes présentés dans les figures 6.19, 6.20, 6.21 et 6.22 montrent que l'hypothèse d'une interface cohésive améliore significativement les résultats. Des informations intéressantes peuvent alors être tirées de la raideur d'interface identifiée K l . Deux types de comportements sont mis en évidence en fonction du type de matrice.

D'une part, dans le cas des mortiers NAV, les valeurs négatives, qui n'ont pas en soi de signification mécanique, indiquent ici que la raideur d'interface K i calculée par l'équation (6.5) est sous estimée. Deux types d'explications peuvent être envisagés : l'une expérimentale et l'autre théorique. Dans le premier cas, ce phénomène ne s'explique que par une erreur de mesure, ce qui est ici probable au vu des incertitudes sur la mesure de déformations. Par exemple, il est clair que l'échantillon SGF+NAV présente une erreur de mesure puisque la raideur initiale du test de tirant est supérieure à la raideur du composite obtenue par lois des mélanges, correspondant à une raideur d'interface infinie. Les valeurs des paramètres mécaniques identifiées sont donc très discutables. Dans le deuxième cas, cela pourrait provenir des hypothèses mécaniques réalisées pour l'établissement du modèle multi-barres, établi dans le chapitre 5 et utilisé ici. En effet, l'omission de l'énergie de déformation des composantes radiales conduit à la sous-estimation de la raideur de l'interface. Il serait alors intéressant de construire un modèle multi-barre plus riche, tenant compte de termes d'énergie complémentaires, afin de rendre compte plus précisément de la raideur de l'interface, tout en conservant un formalisme unidimensionnel. Cela étant, on en déduit que l'imprégnation de ces échantillons constitués de la matrice NAV est probablement très importante. D'autre part, pour les échantillons réalisés avec le mortier NAG3, la raideur locale de l'interface cohésive K l identifiée, diminuant significativement l'écart entre les courbes théoriques et les courbes expérimentales, est positive. Ce qui indique que la rigidité expérimentale est moins importante que les rigidités théoriques calculées par l'équation 6.5. Ce qui pourrait indiquer une moins bonne imprégnation du fil.

Quoi qu'il en soit, lorsque l'on considère une interface cohésive, la raideur d'interface totale K i des échantillons réalisés avec le mortier NAV est plus importante que celle des échantillons constitués de NAG3. Par ailleurs, que ce soit pour sous l'hypothèse de l'interface frottante ou de l'interface adoucissante, il semble que l'interface des échantillons réalisés avec la matrice NAG3 présente une limite élastique plus basse que celle des échantillons constitués de NAV, mais une ductilité respectivement plus importante (augmentation de τ f r ou diminution de K d ).

Ces résultats montrent que, dans le cas des fibres multi-fibres, l'augmentation de la raideur de l'interface est corrélée avec trois autres phénomènes mécaniques :

• l'augmentation de la résistance de l'interface,

• la diminution du coefficient d'adoucissement,

• la diminution de la capacité portante réelle des fils.

Ces phénomènes semblent par ailleurs liés à une meilleure imprégnation du fil multi-fibre par la matrice cimentaire. L'influence de l'imprégnation sur la résistance de l'interface a notamment été mise en évidence par [START_REF] Aljewifi | Etude du comportement mécanique à l'arrachement de fils multifilamentaires enrobés dans une matrice cimentaire et influence de l'imprégnation[END_REF]. Par ailleurs, l'importance de la rhéologie du mortier concernant l'imprégnation des textiles de renforts a été signalé dans [START_REF] Hegger | Load-bearing behaviour and simulation of textile reinforced concrete[END_REF]. Dans notre cas, puisque la matrice NAV présente un seuil d'écoulement plus faible que la matrice NAG3 au moment de la fabrication des éprouvettes, il semble que la différence d'imprégnation des fils multi-fibres en fonction du mortier utilisé ait été pilotée par la différence de seuil de cisaillement de la matrice cimentaire, conduisant à des propriétés d'interfaces modifiées. Cette hypothèse sera validée et précisée par les observations tomographiques présentées dans le chapitre suivant.

Finalement, la baisse de résistance d'une unique fibre plongée dans une matrice cimentaire a déjà été observée dans une moindre mesure dans le cas d'une fibre inox, et dans la littérature [START_REF] Banholzer | BOND BEHAVIOUR OF A MULTI-FILAMENT YARN EMBED-DED IN A CEMENTITIOUS MATRIX[END_REF] dans le cas d'une fibre minérale de verre. Une modélisation théorique prenant en compte les contraintes radiales et le comportement fragile de la fibre, proposée par [START_REF] Xia | Tough-to-brittle transitions in ceramic-matrix composites with increasing interfacial shear stress[END_REF], permet d'expliquer la baisse de résistance des fibres en présence de cisaillement d'interface important. Cependant, cet effet n'est pas souvent discuté dans le cas des fils multi-fibres, bien qu'il soit couramment observé que la résistance des bétons renforcés par textile est inférieure à la résistance du renfort seul, où la contrainte à la rupture des fils multi-fibre peut-être diminuée d'environ 50% [START_REF] Häußler-Combe | Bond and failure mechanisms of textile reinforced concrete (TRC) under uniaxial tensile loading[END_REF].

Finalement, même si l'essai de tirant ne permet pas une identification complète de la loi de comportement des fils multi-fibres par la méthodologie de la partie 6.1.3. Il donne toutefois accès à des données complémentaires en termes de résistance effective des fils imprégnées dans la matrice cimentaire. Or, les conditions limites imposées lors de l'essai coïncident exactement avec les conditions limites théoriques, ce qui permet d'éviter tout effet parasite, et sont analogues à celles d'un élément de béton situé entre deux fissures cousues par un fil de renfort continu. Ainsi, la force de rupture de la fibre mesurée par essai de tirant est sans doute une bonne approximation de la force du composite ayant un taux de renforcement similaire à l'éprouvette de tension stiffening.

De la même manière, le phénomène de multifissuration observé sur les échantillons BF+NAG3 et S-GF+NAG3 préfigure le comportement mécanique d'un composite de béton anisotrope à un taux de renforcement similaire. Ceci implique que les renforts multi-fibres envisagés dans cette étude peuvent permettre l'obtention d'un comportement pseudo-ductile par multifissuration transverse pour un taux de renforcement d'environ 0.4% et 0,5% respectivement pour les fils S-GF et BF. L'apparition de la première fissure nous donne aussi une estimation de la limite élastique à la traction directe de la matrice cimentaire, et une estimation de la limite élastique du comportement du béton anisotrope, autour de 6 MPa pour nos essais. Le lien entre les propriétés mécaniques d'interface et le comportement des micro-composites soumis à la traction sera discuté dans la dernière partie du chapitre suivant.

Conclusion

Dans ce chapitre, une méthodologie d'identification des propriétés d'interfaces entre fil et matrice est proposée et basée sur deux types d'expériences micromécaniques et sur la minimisation de l'erreur quadratique entre les courbes caractéristiques simulées par le modèle multi-barre, introduit dans le chapitre 5, et les courbes expérimentales. Le matériel et les protocoles propres à chaque expérience sont alors introduits. La première expérience est le pull-out qui est couramment utilisé dans la littérature pour la détermination des propriétés d'interfaces et la deuxième est l'essai de tirant original à cette échelle. Ce dernier est intéressant puisqu'il présente des conditions limites bien maitrisées, dont on a démontré dans le chapitre 5 qu'il peut permettre la détermination des propriétés d'interfaces dans le cas des composites à matrice fragiles possédant une interface suffisamment faible par rapport aux résistances des deux phases. Concernant les résultats expérimentaux, on montre que :

• L'ajout de Polyacrilamide (PAM) utilisé pour augmenter le seuil de cisaillement (d'un fateur 10) provoque une baisse de la rigidité d'interface. On postule que cet effet s'explique par une augmentation de la porosité de l'interphase.

• Le modèle d'interface le plus performant pour la simulation des courbes expérimentales est le comportement adoucissant puis frottant (Softening and frictionnal interface)

• La résistance d'interface augmente avec la résistance de la matrice.

La deuxième partie s'intéresse à la caractérisation des matériaux utilisés pour la réalisation des échantillons de bétons anisotropes. Ces essais permettent de mettre en lumière plusieurs points :

• La formulation 'NAV', développée dans la thèse, présente des raideurs et résistances légèrement inférieures à la formulation basée sur le prémix de Lafarge 'NAG3'.

• Les fils multi-fibres possèdent des résistance et des raideurs supérieures au fil Inox.

• Dans le cas des fils multi-fibres, l'imprégnation par une matrice Epoxy permet une meilleure répartition des contraintes et une plus grande homogénéité des résistances.

La troisième partie se consacre finalement à l'identification des propriétés d'interface pour six couples envisagés pour la réalisation de bétons anisotropes à partir de la méthode proposée dans la première partie. Les échantillons proviennent des mêmes gâchées que ceux étudiés dans le chapitre suivant afin de pouvoir comparer les résultats obtenus aux observations tomographiques. Leur géométrie a donc été choisie pour pouvoir convenir à la réalisation des essais in situ réalisés sous tomographie à rayons X. Enfin, la simplicité des conditions d'ancrage nous pousse à utiliser l'essai de tirant (tension stiffening). Malgré les difficultés de mise en oeuvre rencontrées pour les échantillons constitués de fils multi-fibres, ces expériences montrent que :

• Les fils multi-fibres minérales de faible densité linéique (TEX) possèdent une très bonne adhésion avec la matrice cimentaire, bien meilleure que celle des fils unitaires d'inox.

• Cette excellente adhésion rend plus difficile la caractérisation des propriétés de l'interface par essai de tirant, due aux faibles déformations obtenues.

• Le seuil de cisaillement de la matrice cimentaire pendant la fabrication a une grande influence sur les propriétés d'interfaces dans le cas des fils multi-fibres. La diminution de ce dernier (d'un facteur ±2) provoque une augmentation de la résistance d'interface et une augmentation importante de la rigidité d'interface, qui est probablement à l'origine de la rupture prématurée des fils multi-fibres. On postule que cet effet macroscopique s'explique par une meilleure imprégnation de la fibre à l'échelle microscopique. Ce que l'on confirmera dans le chapitre suivant.

Enfin, on note que les essais de tirant sur les fils multi-fibres imprégnés dans la matrice NAG3 présentent un phénomène de multifissuration qui préfigure le comportement des bétons anisotropes réalisés avec la même matrice comportant un taux de renforcement similaire. Ainsi, même pour des taux de renforcement très faibles, autour de 0,4% à 0,5% respectivement pour les fils S-GF et BF, un comportement mécanique macroscopique pseudo-ductile peut être obtenu. Le lien entre propriétés d'interface et comportement du micro composite est discuté plus en détail dans la dernière partie du chapitre suivant. nir les éventuelles fissures ouvertes afin de favoriser leurs détections. Un protocole expérimental a été alors défini, incluant la réalisation de plusieurs tomographies successives du même échantillon soumis à différents niveaux de chargement, et a été réalisé sur les 6 systèmes fil/matrice cimentaire étudiés à la fin du chapitre 3. Cette méthodologie s'avère utile non seulement pour donner des informations qualitatives sur les modes de dommages interfaciaux, mais aussi pour fournir des éléments quantitatifs tels que la croissance ou l'orientation des fissures. Elle permet de résumer une information diffuse contenue par une description simplifiée mettant en évidence les caractéristiques essentielles des mécanismes d'endommagement. Ces éléments peuvent être d'un grand intérêt pour formuler ou améliorer les hypothèses utilisées dans la modélisation micromécanique des phénomènes d'endommagement. En outre, lorsque ces observations sont associées à la mesure de courbes force-déplacement à méso-échelle, ils fournissent des informations complémentaires permettant d'identifier quantitativement les paramètres constitutifs de l'interface.

La première partie, rappelle rapidement la géométrie des échantillons, ainsi que le protocole expérimental (conditions aux limites de l'essai, niveaux de chargement). Le dispositif expérimental est également présenté. Il est constitué d'une part, d'une machine de sollicitation mécanique spécifique mise au point pour réaliser les essais in situ, et d'autre part, du système d'acquisition des radiographies X de la ligne Anatomix. Finalement, les principes des différentes étapes de la méthodologie de traitement d'images utilisée pour détecter des fissures sont détaillés, et la résolution de la détection de fissure obtenue est alors discutée.

Dans la seconde partie, des observations spécifiques de couples matrice/fil caractéristiques sont détaillées séparément. Enfin, une analyse des orientations locales des fissures est proposée pour obtenir des informations géométriques globales sur les échantillons étudiés et les résultats obtenus sont discutés.

La dernière partie est plus prospective et s'intéresse au lien entre typologie de renfort et type d'endommagement en mêlant diverses observations expérimentales et résultats obtenus par l'analyse inverse du chapitre précédent. Ceci débouche sur des recommandations sur le type de fibre à utiliser en fonction des propriétés rhéologiques à l'état frais et les propriétés mécaniques à l'état durci de la matrice cimentaire. Enfin, des informations complémentaires sur la microstructure complexe des fils multi-fibres et les champs de déplacement nous permettent de formuler des pistes d'amélioration du modèle 1D proposé dans le chapitre précédent, dans le cas des fils multi-fibres minérales. Ces angles ainsi que le système de coordonnées sont donnés par la figure 7.7.

Protocole Expérimental

Échantillons et niveaux de chargements appliqués -Specimen specification and fabrication

A specimen is made of a given yarn embedded on its central parts in a prismatic cementitious matrix. Two printable ordinary Portland cement (OPC) mortars were used for the experiment. The first one, denominated NAV, has been formulated at Laboratoire Navier, and the second one is a commercial printable mortar of LafargeHolcim called NAG3. NAV was intentionally formulated to present a lower yield stress than NAG3 when casting in the specimen mould in order to provide a better impregnation. These mortars were associated with two mineral multi-fibre yarns. One is a basalt fibre (BF) yarn from Isomatex S.A., and the other is an S-glass fibre (S-GF) yarn from AGY (S type is a high-performance AR-GF). As a reference, both mortars were also associated with a stainless steel single-fibre (SSF) yarn from Sadevinox. "Yarn" here can then refer to either single-fibre or multi-fibre yarns. Geometrical and mechanical parameters are gathered in 7.1. Five specimens of each type were elaborated by casting concrete using a syringe in a 3D-printed mould with one yarn passing through each specimen as shown in Figure 7.1. The plastic filament used to 3D print the mould is a BVOH filament, which dissolves in water. Then, 1 day after casting the concrete, the filled mould was immersed in a basin of water where it would be dissolved and specimens would cure at the same time. After 7 days, specimens with a single yarn at the centre of the mortar section were obtained. Note also that after fabrication, nonembedded parts of multi-fibre yarns were impregnated with epoxy resin with a brush. This aimed at preventing their premature rupture, ensuring homogeneous loading state at the tip of embedded yarns. But, in the case of a poor impregnation of the yarn by the cementitious matrix, as observed in the S-GF+NAG3 specimen, the resin could have partially penetrated in the embedded part of the yarn, artificially increasing the impregnation level of the embedded fibre. In that case, a potential positive influence of epoxy penetration on the interfacial properties is suspected and will be discussed in the dedicated section 7.2.2.

Essai de tirant -Tension stiffening test

Macroscopic Results

As mentioned before, interaction between yarn and matrix is here studied through a so-called tension stiffening test. As illustrated in Figure 7.2, it consists in pulling on a single yarn locally embedded in the matrix on a 10-to 20-mm-long area. The non embedded parts of the yarn are called the "free areas".

Similarly to pull-out tests, each experiment provides a particular force-deformation curve. Figure 7.2 presents typical tension stiffening force-deformation curves of single-fibre yarn specimens on the left and multi-fibre yarn specimens on the right. Here, the deformation of the composite c is calculated from the displacement u of extreme points A and B located on non embedded parts of the yarn very close to the matrix as illustrated in Figure 7.2, i.e., c = (u A -u B )/ AB 0 . The displacements were measured using digital image correlation as described in [START_REF] Ducoulombier | Characterisation and modelling of interfacial damage in fibrereinforced concrete for 3d printing in construction[END_REF]. In Figure 7 tension stiffening curves F ( c ) are associated with the force-deformation curves of free yarns F ( f ) for comparison, where f is estimated from the displacement of points B and C similarly to c . The various loading levels at which tomography investigations would be performed (see next section) are plotted on the same graph using punctual markers. Although these curves cannot provide direct identification of interfacial properties, they allow for comparisons between different types of yarns and matrix. Moreover, the macroscopic curves of the embedded yarns exhibit changes in the tangent stiffness, which suggests that damage events occur at microscopic scale. These events may result from three phenomena. The first damage mode is a progressive interfacial debonding between yarn and matrix, without external matrix cracking, which was expected and is suggested by the progressive slope change of the curves in Figure 7.2-b. The second one is the yarn damage. It was however never observed on free yarns, which rather brutally break. The third one is the multi-cracking of the matrix, which was ,c) mesoscopic tension stiffening force-elongation curves with punctual markers indicating the levels of loading for tomographic investigations [START_REF] Ducoulombier | Characterisation and modelling of interfacial damage in fibrereinforced concrete for 3d printing in construction[END_REF] visually observed on the external surface of the specimen BF+NAG3 and S-GF+NAV3 and suggested by the jagged shapes of the last part of the curves in Figure 7.2-c. However, during the experiment at Anatomix, all multi-fibre specimens' yarn breaks always occurred before significant multi-cracking of the matrix, at a rather low overall elongation. This observation might suggest that possible damage or deterioration of the yarns occurred due to X-ray radiation. But, during the experiment, no significant influence of X-ray radiation on the force or displacement data was observed. They remained stable all along the image acquisition. Besides, it is worth noting that the multi-cracking stage was observed on tests performed 3 months after the experiment at Anatomix with specimens of the same set. Consequently, these modifications seem to be rather linked with longer hydration period.

Only three different specimens would be deeply studied as an example to validate the interest of the proposed methodology. Further investigations would be the purpose of a future work.

Montage expérimental sous microtomographie X -In situ Set-up

In order to perform in situ tension stiffening tests, a specific mechanical frame was designed to fit on the XRCT set-up of the Anatomix beamline. The latter essentially consists in a hollow air-bearing rotation stage (LAB Motion Systems, Heverlee, Belgium) with an internal diameter of 250 mm, associated with appropriate centring translation tables, and an indirect high-resolution image detector based on a single-crystal scintillator, visible-light microscope optics and a scientific-grade CMOS camera (details in the following section). For an absorption contrast experiment such as this one, the detector should ideally be placed close to the sample. As the overall force was quite low, we decided to take advantage of low-cost fused deposition modelling (FDM) 3D printing technology to prototype the experimental frame. The scheme and a picture of the final design are shown in Figure 7.3. It integrates an LVDT displacement sensor (AMETEK OP1.5), which records the motion of a rigid loading beam, and a 30-N load sensor, which directly measures the load applied on the yarns. A specific acquisition device was programmed (LabView, National Instruments) to continuously record the actual loading, displacement and load/displacement curve. Furthermore, the yarn was only anchored by mechanical clamping using bolting. A constant-thickness load-bearing PMMA tube, almost transparent to X-rays, was used at specimen height to ensure no change in X-ray absorption during frame rotation and thus avoid image artefacts. The set-up fits on a plate directly bolted onto the XY centring stage on top of the rotation stage of the tomography set-up. The loading is manually applied by a micrometric screw that causes a displacement of the lower yarn anchorage by rotation of the loading beam as illustrated in Figure 7.3. However, the load sensor capacity turned out to be too small for the multi-fibre yarn specimens. Therefore, when loading needed to be greater than the sensor capacity, the loading force was further evaluated by the measurement by DIC of the axial strain of the free area of the yarn whose stiffness was known precisely. To do so, an additional optical camera (AVT Pike 521) equipped with a Schneider Kreuznach 120-mm lens and appropriate extension tubes, fixed on an independent tripod, was used. The free yarn was marked with black and white paint. The modified set-up is illustrated in pictures of Figure 7.3. This allowed increasing the loading up to 40 N for multi-fibres yarn specimens. Although that measurement was less accurate (in particular because of the unavoidable rotation of the yarn about its axis), it permits to estimate with an acceptable accuracy the relative increase of load between two successive tomography scans. For each specimen, the experiment protocol sequence was defined as follows :

1. Specimen is mounted in the frame.

2. The yarn is tightened using micrometric screw (and reference image for DIC is recorded whenever necessary).

3. Reference tomography scan is performed.

4.

Loading is increased until the first level of force is reached (with regular recording of images for DIC and associated evaluation of strain).

5. Wait for 15 min for the relaxation deformations to stabilise.

6. New tomography scan is recorded.

7. Repeat 4, 5, and 6 until yarn breaks.

XRCT Imaging in Anatomix

Experiments were run on the recently established Anatomix ("Advanced Nanotomography and Imaging with coherent X rays") beamline of Synchrotron SOLEIL facility [WSG + 17] located in Gif-sur-Yvette, France, in the context of Beamtime Proposal No. 20181572. Anatomix is a 200-m-long beamline based on a cryogenic in-vacuum undulator (U18) and offers various tomographic set-ups for 3D imaging over a wide range of length scales, for various types of materials and using various contrasts. In the present study, a rather classical parallel-beam absorption tomography set-up was used. The undulator was set with a gap of 5.5 mm, and the beam was filtered by both a Au filter and a Cu filter with appropriate thicknesses, resulting in a large-band pink beam centred at a photon energy around 38 keV. The X-ray radiographs were obtained with LuAG scintillator with adapted thickness mounted in front of a right-angle mirror, which redirects images to the CMOS sensor of an ORCA Flash 4.0 V2 camera from Hamamatsu, through either a 10× objective lens (numerical aperture [NA] = 0.28, working distance [WD] = 33.5 mm) or a 20× one (NA = 0.28, WD = 30.5 mm) from Mitutoyo and an adequate tube lens. The pixel size of the camera being 6.5 µm, this results in a voxel size of the reconstructed volumes of, respectively, 0.65 or 0.325 µm. Typical acquisition includes the recording of a flat-field image for normalisation before and after the scan, obtained by averaging 50 radiographs without sample, and a 180˚scan of the sample containing 2,000 projections (i.e., angle between projections was 0.09˚). The scan duration was about 5 min for a pixel size of 0.65 µm and 10 min for pixel size of 0.325 µm. The acquisitions were made in continuous rotation mode using the FlyScan acquisition system [LBB + 15] or so, a background dark field without beam (to subtract the zero-intensity offset) was also recorded. All scanning information is summed up in Table 7.2. As illustrated in Figure 7.4, various numbers of overlapping scans were necessary to cover the whole embedded yarn, depending on the specimen length and the magnification. Total duration to record the complete volume for each level of loading linearly depends on the number of scans. For small value of force, damage was supposed to be located near the embedded yarn ends, and only partial acquisitions were made (see Figure 7.4). Note that in all cases, tomographic imaging was local, as the cross sections of the samples were larger than the detector field of view and the diameter of the reconstructed volume. Moreover, due to the long duration of a single acquisition, only one specimen of each type was tested in situ. Radiographs were normalised using the corresponding dark and flat-field images, and 3D images have been reconstructed from previously filtered projections using both ring filters and Paganin filters [PMG + 02] by means of the academic software PyHST [MBG + 14]. Using these options with manually optimised parameters was efficient to significantly reduce ring and phase contrast artefacts. Acquisition was controlled using the Spyc language, the SOLEIL Python command line interface, through a specific Python object developed by King et al. [KGZ + 16]. It allows users to control in a unified interface both stage motions and image acquisition parameters and thus to programme procedures for the scanning sequence. In the present study, this feature was of great technical interest. The multiple acquisition procedure with 50-µm image overlaps required to record the whole interfacial area could be run in one single command using a specifically written Python script based on Spyc commands. For instance, the yarn centring, which can be quite time-consuming, was made at both specimen ends only before launching the acquisition and was deduced by linear interpolation for all 

Traitements d'images appliqués pour la détection de fissures et de leur orientations et analyse des performances -Image Processing Procedures

Image Compression

Images resulting from reconstruction are coded in 32-bit floating-point grey-level images. With a resolution of 2, 048 3 voxels, total memory size is then 32 GB per image for one single acquisition.

To save time and memory, the first operation was to rescale them to 8-bit integer grey-level images.

It was performed to preserve a good balance between conservation of microstructural information and limited saturation of extreme values compared to 32-bit images. An example of typical grey-level profile obtained with largest voxel size is plotted in Figure 7.5. OPC paste has a density close to quartz sand and a grey level around 70, porosity has a grey value around 30, BF around 85 and maximum density is reached in unhydrated OPC where grey level is 105.

Digital Volume Correlation

Digital Volume Correlation (DVC) analyses were performed on pairs of images, using the academic software CMV_3D developed at Laboratoire Navier [CNBY18, BCD [START_REF] Bay | Digital volume correlation : Three-dimensional strain mapping using X-ray tomography[END_REF]. As DVC principles can be found in existing literature [START_REF] Schreier | Image Correlation for Shape, Motion and Deformation Measurements[END_REF][START_REF] Buffiere | Imagerie 3D en Mécanique des matériaux[END_REF] as well as CMV_3D implementation details, only main features and used parameters are recalled here. The repartition of the correlation points is regular and forms a parallelepipedic grid. Spacing between points was chosen equal to the size of the correlation windows. The latter was determined from reference volume to include enough contrast in the cement paste, even in the larger OPC grains, what resulted in 303 voxels for 0.65µm voxel size and 503 pixels for 0.325µm voxel size. Each correlation point is located at the centre of its respective correlation window. Despite really small strain in concrete, a non-negligible rotation and translation of the specimen can occur during the test when load is applied. As a consequence, the approximation φ 0 of the local mechanical transformation at the position X in the neighbourhood of the position X 0 of one correlation point in the reference image, has to take into account a rotation and a homogeneous deformation in addition to a simple rigid translation. Thus, it is defined as :

φ 0 (X) = X 0 + T (X 0 ) + F × (X -X 0 ), ∀X ∈ D (7.1)
where T is a pure translation, with 3 components to be evaluated, and F is the transformation gradient associated to an affine transformation. Here, the nine components of F are fixed and supposed to be equal to the overall deformation gradient (i.e. defined for the whole sample). It essentially captures the rigid motion between reference and loaded states. It needs to be estimated before the DVC algorithm is run and can be updated for a subsequent DVC run. In practice, the first estimation of F is made by matching by hand at least 4 non coplanar points and using a standard least square fit. As a consequence, the correlation refers here to the minimisation of the so-called zero centred normalized cross-correlation coefficient (ZNCC) what yields to the determination of the three optimal components of the local translation T for all correlation points in the regular grid. This technique permits to decrease the complexity of the minimization, dividing by 4 the number of local transformation components (3 instead of 12) with no loss of accuracy with respect to the order of the assumed transformation, as the actual transformation is nearly a rigid motion (except for cracked areas). We refer to Bornert et al.

[BBD + 09] for a discussion on the links between order of the DIC shape function and measurement accuracy.

In practice, the optimisation of the local translation components is performed in two steps to increase the computational efficiency and robustness of the DVC routines. First, sets of discrete translations (i.e., with components equal to integer numbers of voxels) are systematically explored for the best correlation coefficient. Then, a new estimation of the global transformation gradient is calculated before subvoxel accuracy is searched by using an appropriate iterative continuous optimisation algorithm associated with an interpolation of the grey levels in the deformed image. DVC is computed only on correlation points that show enough local contrast and brightness, to insure that correlation provides physically meaningful position. Plus, optimisation is only performed for points at which the correlation coefficient obtained after the first step is below a user-selected threshold, fixed to 0.15 in the present study. It is recalled that ZNCC varies between 0 for perfect matching and 2 for perfect "opposite" contrast (never observed), with 1 corresponding to the absence of matching. This procedure might be iterated to check convergence but turns out to be very stable. Pairs of 3D 2048 3 voxels volumes, with about 300 000 correlation points, can be almost automatically processed this way, after a short manual pre-processing, in a couple of hours of computation on a standard workstation.

Image Subtraction

For brittle material with a rich microstructure such as concrete, image subtraction has been shown to be very efficient to detect tiny cracks [START_REF] Chateau | DVC-based image subtraction to detect microcracking in lightweight concrete[END_REF]. Indeed, local modification of contrast due to cracks initiation and growth are difficult to discern from microstructure in XRCT image as illustrated in Figure 7.5. Perfect subtraction between cracked and reference images should permit to remove all the microstructure information that does not change after loading and only highlight changes between both images such as crack growth. Nevertheless, image noise and imaging artefacts would affect the quality of the subtraction result by creating artificial change between reference and cracked image. Specific artefacts that had occurred during XRCT imaging and their influence on image subtraction will be discussed below. The principle of image subtraction technique used in this article is explained in detail in a previous article [START_REF] Chateau | DVC-based image subtraction to detect microcracking in lightweight concrete[END_REF]. Note that it extends to local DVC and to images exhibiting domains with almost uniform grey levels, the concept of DVC residuals already used in another context to quantify cracks in heterogeneous materials [START_REF] Hild | Digital Image Correlation : from Displacement Measurement to Identification of Elastic Properties -a Review[END_REF]. Only a quick overview, highlights on slight modifications and used parameters are mentioned here. The subtracted image is defined in the reference configuration as :

r(X) = g(φ 1 (X)) -f (X) + k (7.2)
where f, g and r stand for the grey levels in reference, deformed and subtracted images, respectively, and X is the location of a voxel in reference image. The voxel-wise transformation φ 0 determined by DVC in all correlation windows in which DVC was successful, is extended to every voxel by interpolating the transformation of nearby correlation points. The obtained local transformation φ 1 allows transforming the deformed image back to the frame of the reference image, which results in the so-called transformed image, by using a tricubic interpolation to compute the grey level g(φ 1 (X)). Finally, the subtracted image is computed in 8 bit grey-scale using the offset value k set to 128 to ensure positive grey levels. Note that, because the imaging conditions remained stable, it was not necessary to account for global evolution of contrast and brightness between reference and deformed images. A distance criterion d is used to select the neighbour correlation points involved in the estimation of the local transformation φ 1 . In the present paper, this parameter has been chosen equal to twice the spacing of the correlation grid. As mentioned in [START_REF] Chateau | DVC-based image subtraction to detect microcracking in lightweight concrete[END_REF] the search of neighbour correlation points in a very large set can be really time consuming. Here, it was drastically reduced by taking advantage of the regularity of correlation points' grid. The search volume can be reduced to a cube centred on the considered voxel with a side length of 2d.

Discussion on crack detection performance

The methodology used to evaluate the performance of crack detection methodology is first introduced and illustrated in Figures 7.5 and 7.6 on the BF+NAG3 specimen images (voxel size of 0.65 µm). It is then applied on S-GF+NAG3 images, with a smaller voxel size (0.325 µm), leading to a discussion on the best choice for the voxel size. , the image subtraction methodology is able to detect cracks with subvoxel opening, and its performance is essentially controlled by the ratio of image noise level to the contrast between grey levels in solid phase and pores. It is thus of primary importance to evaluate these quantities.

A simple quantification of the image noise level in the reference image can be performed by considering grey-level fluctuations in the sole sand particles, which can be supposed to be areas of almost uniform grey level in an ideal noiseless image. As the grey levels in a noiseless subtracted image are expected to be fully uniform, apart from cracks, the fluctuation of any subdomain of the subtracted image can be considered. For the BF+NAG3 specimen, the image noise σ f in the reference image is estimated using the single slice shown in Figure 7.6-a. It is defined as the standard deviation of the grey-level values located in the areas circled in yellow, containing about 300,000 voxels, leading to σ f ≤ 1.74, where the inequality results from the possible physical variability of the sand particles X-ray linear attenuation coefficient. The image noise σ s in the subtracted image is estimated using the 3D cylindrical area delimited by the yellow circle in Figure 7.6-b and extending over a height of 200 slices, containing about 300 million voxels. It is equal to σ s = 2.49. Note that noise in subtracted images can also be calculated when considering the subtraction of the overlapping area of two neighbour 3D images of the reference stage (illustrated in Figure 7.4). It is thus estimated to 2.51, which shows that the loading of the sample does not influence the subtraction efficiency and that the possible presence of cracks does not significantly affect the grey-level statistics.

Besides, in perfect imaging condition, the only difference between two images of the same scene would be spatially and temporally uncorrelated random noise. Under such conditions, it can be demonstrated by statistical analysis that noise in the subtracted image is linked to noise in the reference image by the relation σ s = √ 2σ f . This theoretical relation is very closely verified by the above empirical noise standard deviation evaluations ( √ 2 × 1.74 = 2.46), which demonstrates the quality of the imaging system.

In addition to random noise, real XRCT images used in the present study show various artefacts, illustrated in Figure 7.6 :

• The edge artefacts, i.e., wrong attenuation indications of X-ray near particle edges due to X-ray refraction or so-called phase contrast, are observed even though the Paganin filter has been used to limit this effect.

• The ring patterns do not coincide in reference and loaded images and are thus still present in the subtracted images, in particular when they are close to phase opposition. They are clearly visible in the subtracted image in Figure 7.6-b. Some larger rings can also appear when some additional large dust particle pollutes the scintillator during the experiment. In this case, microstructure information of the corresponding toroidal area is lost.

• Subtracted images also show parallel line patterns in one or more directions that spread over the whole sample, as highlighted in Figure 7.6-b by the set of white lines. In author's minds, these artefacts might be due to approximations induced by local tomography performed on cubic specimen, i.e., with nonaxisymmetric statistical repartition of density and X-ray absorption in the nonreconstructed part of the sample.

All these image artefacts and noises, which are barely visible in the images but are definitively present, are strongly emphasised by image subtraction and will limit the method's ability to detect crack occurrence and growth. In order to illustrate this fact, three corresponding transversal slices of the BF+NAG3 specimen in reference, transformed at last loading stage and subtracted images, are shown in Figure 7.5. First, qualitative observations confirm the ability of the technique to remove all microstructural features on the subtracted image, including pre-existing cracks, and to enhance new cracks. Looking at the transformed image only, it would have been difficult, if not impossible, to notice the new crack and differentiate it from pre-existing ones. Once highlighted by the subtracted image, it is much simpler to detect and eventually segment the crack. In this particular case, the main new crack induces a local grey-level variation much stronger than image artefacts (rings, lines and edges), which are also visible. Smaller crack-like features are hard to separate from artefacts and noise. Next, particular grey-level profiles along lines located on these images are plotted in Figure 7.5. They illustrate in a quantitative way that the microstructure of mortar makes the crack detection a difficult problem. The subtracted profile shows that microstructure and pre-existing cracks are removed, while new cracks are highlighted. Finally, following previous work [START_REF] Chateau | DVC-based image subtraction to detect microcracking in lightweight concrete[END_REF], crack detection accuracy can be assessed by a quantification of the minimal crack opening e min needed for detection, considering that the crack cannot be distinguished in the subtracted image if the induced grey-level drop δ is smaller than the standard deviation σ s of the noise in the undamaged phase in the subtracted image :

σ s ∆ max ≤ e min ≤ 2σ s ∆ max (7.3)
where e min is the minimal opening expressed in voxels and ∆ max is the maximal grey-level drop, which is calculated as the difference between the mean grey level in dense solid-phase ḡsol and the grey level in a porosity ḡpor . It is worth noting that in the worst case, grey-level drop can be distributed over two neighbour voxels what explains the coefficient 2 in the upper bound of the above inequality. However, this simple accuracy assessment holds only for ideal imaging conditions such that actual spatial resolution of images coincides with the voxel size. In practice, the physical limitations of the imaging system or the subsequent image processing routines may induce a blur such that image spatial resolution might be significantly coarser than voxel size. Such a blur is characterised by its kernel or point spread function K(y), which extends over a support larger than 1 voxel. The grey-level drop induced by a crack would then not be localised on 1 or 2 pixels but rather distributed over a window of pixels according to K(y). A curious reader can refer to Chen et al. [CGB + 19] for more specific information.

On the first hand, for the BF+NAG3 specimen (Figure 7.5, voxel size of 0.65µm), mean grey level in cement paste is equal to ḡsol = 70, and grey level in porosity is equal to ḡpor = 40. Using Equation (7.3) and the above-evaluated standard deviation of grey level in the subtracted image, the minimal crack opening that would be detected in ideal conditions is then estimated as 0.08 ≤ e min ≤ 0.16 voxels, which corresponds to 0.05µm ≤ e min ≤ 0.11µm (voxel size of 0.65µm). However, due to the spatial resolution limitation induced by imaging conditions (sample to scintillator distance, scintillator thickness and NA of lens) and reconstruction algorithm (in particular ring artefact correction and Paganin filter), Equation (7.3) needs to be corrected for estimating of the crack thickness using the procedure described in Chen et al. [CGB + 19] based on the integration of the grey levels in the subtracted image along a path normal to the crack surface. Looking at the graph in Figure 7.8, the maximal grey-level drop in the above example is found to be close to 15 (to be compared to ḡsol ˘ḡ por = 30) but spreads over several voxels, which suggests a crack opening of the order of 1 voxel.

On the other hand, images with the smallest voxel size of 0.325 µm (S-GF+NAG3 specimen) offer twice the magnification (though not twice the spatial resolution) at the cost of a field of view half the size, with a total size of 0.66 mm as illustrated in the schematic view in Figure 7.4. The subtracted image between reference and last loading stage obtained with this larger magnification shows a lower signal-to-noise ratio, with a standard deviation of noise between 7 and 10 and a maximal grey-level drop induced by cracks in deformed images equal to ∆ max = 80. In such conditions, the use of equation (7.3) indicates that the smallest detectable crack aperture e min is between 7/80 = 0.09 voxel and 10 × 2/80 = 0.25 voxel in the worst-case scenario, i.e., 0.03 < e min < 0.08µm, assuming an ideal imaging set-up.

Moreover, at that magnification, we observe the presence of a new kind of artefact that distorts the particles shape in the XRCT images. This is highlighted at the top of Figure 7.11 (zoom in the transversal cut of the transformed image at the last loading stage) where the GF filament cross sections do not look round. This distortion is supposed to be due to deformation associated with relaxation. Indeed, to obtain the same signal-to-noise ratio in the 3D images, a longer acquisition time is needed, so that delayed deformation has more time to develop during the scans. Moreover, the same displacement amount appears larger in images at higher magnification. In order to be less sensitive to the local distortion induced by relaxation and to embed enough contrast, the size of correlation window has been increased to 50 voxels. Taking into account the actual conditions inducing a spatial resolution coarser than the voxel size, the actual detection would be less accurate but in any case somewhat more efficient than with the optical conditions used for the lower magnification. The use of a smaller pixel size might thus permit to enhance the crack detection, though not by the same factor than voxel size decrease, but a particular care needs to be taken with respect to relaxation for in situ experiments. When relaxation displacement is important, a lower magnification could be the better choice, providing an optimal trade-off between crack detection and size of field of view.

Hessian based segmentation and measurement of cracks orientation.

At this point, the method permits to detect cracks and to qualitatively discuss general damage patterns and their evolutions with loading. It should however be noticed that using the obtained subtracted image for the purpose of cracks segmentation would be rather difficult. Indeed, the particular case presented in Figure 7.5 shows that the segmentation using a simple thresholding method would probably yield to either loss of tiny cracks or include lots of pixels that don't belong to a crack. A more sophisticated solution to differentiate cracks from noise, also proposed in [START_REF] Chateau | DVC-based image subtraction to detect microcracking in lightweight concrete[END_REF], is the use of geometric information of the local grey-level drop provided by the comparison of eigenvalues λ 3 ≥ λ 2 ≥ λ 1 of the local hessian matrix, i.e. the second derivative of the grey-level in the subtracted image. Indeed, a crack is essentially a dark planar geometry, characterised by a local grey level drop following a particular direction which is indicated by a large absolute difference between the larger eigenvalue and the two others. As a consequence, the quantity A(X), called "crackness" image, proposed in [START_REF] Voorn | Multiscale Hessian fracture filtering for the enhancement and segmentation of narrow fractures in 3d image data[END_REF] and defined by equation (7.4), is a suitable quantity to evaluate the presence of a crack at a given position X.

A(X) = λ 3 (X) -λ 2 (X) -λ 1 (X) (7.4)

The crackness has then been used to compute the binary image of detected cracks by a thresholding followed by the removal of smaller particles. The grey level threshold value was determined by hand and only particles larger than 300 voxels were retained. On various figures of next section, respective binary image of cracks is superimposed in yellow on the transformed images. Obtained images would be called "crack+transformed images". If this method showed a real practical interest, it should be however noticed that so far no quantitative element is given on the potential improvement of crack detection.

Finally, a broader use of the image hessian matrix is proposed in the present paper to analyse the mean crack orientation with respect to the yarn central axis. Indeed, the eigenvector v 3 (X) associated with the larger eigenvalue λ 3 (X) is an estimate of the normal vector of the crack local orientation n(X) [START_REF] Voorn | Multiscale Hessian fracture filtering for the enhancement and segmentation of narrow fractures in 3d image data[END_REF]. Then, the crack orientation map coded as a 16-bit RGB colour image is defined as follow :

∀X, n(X) = v 3 (X), A(X) ≥ A min n(X) = [0, 0, 0], A(X) < A min (7.5)
Eventually, the orientation map is smoothed, by convolution with a uniform kernel, and renormalized to remove irrelevant local fluctuations. This map provides rich quantitative information. In the present study, for each studied case, the crack orientation will be characterised by the statistical distribution of inclinations of cracks' normal vector with respect to the fibre direction (which in practice is along the z direction), noted ϕ = arccos n.e z and the deviation angle of its transversal component n t with respect to e r , noted θ d = arcsin n t n t e θ . {e r , e θ , e z } are the unit vectors of the cylindrical coordinate system centred in the yarn central axis. Geometrical illustration of those specific angles is provided in Figure 7.7. From these distributions, many geometrical information can be computed. For instance, we propose in Section 7.2.4 to estimate the representative crack geometry, based on an assumption about its geometry made from the observation. le profil transverse des fissures est influencé par la forme de la section du fil multi-fibres pour les deux types de matrices utilisées.

Géométrie et évolution des motifs d'endommagement interfacial à différents niveaux de chargement -Interfacial damage of various single yarns embedded in mortar systems

-Si la composition chimique du fil multi-fibre minérale ne semble pas changer fondamentalement sur le profil axisymétrique moyen, il est modifié par le type de matrice utilisée.

En conclusion, l'article met en évidence l'intérêt de l'essai de tirant (tension stiffening) in situ concernant l'étude du mode d'endommagement à l'interface de différents couples fil/matrice cimentaire. Toutefois, l'extensivité des données obtenues est encore un défi et nécessite l'utilisation de méthodes de traitement perfectionnées pour obtenir des données quantitatives, dont on peut comparer les valeurs en fonction des choix de formulations. La mise en place du traitement d'image 3D intensif proposé dans ce travail permet toutefois de relever ce défi et de fournir des données permettant de mettre en évidence l'influence du type de fil et de sa géométrie, et celle de la formulation de la matrice, et de leurs propriétés respectives au jeune âge comme à l'état durci. La comparaison des types d'endommagement observés explique les différences de propriétés mécaniques d'interface identifiées par analyse inverse dans le chapitre 6. De plus, il met une fois de plus en évidence l'intérêt de l'utilisation des fils multi-fibres dans le cadre de la réalisation d'un béton anisotrope. Une comparaison détaillée des résultats expérimentaux obtenus dans cette expérience avec les résultats du chapitre précédent est toutefois réservée à la partie suivante.

This section describes the main observations of interfacial behaviour for various yarn/mortar couples. The combination of XRCT imaging of loaded specimens with the image subtraction technique allows for determining damage patterns and cracks' geometry as well as their evolution with increasing load. All general results on damage mode, geometry and failure load for each specimen are gathered in Table 7.3. It indicates that the yarn type and the shape of its cross section primarily influence the interfacial bond, which is associated with a particular type of damage. In this part, the discussion is focused on the most interesting examples, and the influence of these parameters on interfacial behaviour and damage pattern is carefully highlighted.

Fil de basalte (BF) imprégné par la matrice NAG3 -Basalt multi-fibre yarn (BF) embedded in NAG3 matrix

Geometry of interfacial debonding along the yarn

In this system, interfacial damage is characterised by the presence of pseudo-periodic series of conical cracks in the surrounding matrix around the yarn. They are emitted from the yarn interface and develop in the surrounding matrix towards the tip of the matrix cylinder as illustrated in Figure 7.8. The detailed shape of those conical cracks is also affected by the matrix microstructure. Indeed, particles of sand tend to deviate the crack propagation. In addition, the crack transversal cross-section is similar in shape to the yarn cross-section. This damage pattern, with a network of cracks in the matrix rather than a single one along the yarn/matrix interface, testifies a strong bond between the yarn and matrix. It is also very similar to internal cracking pattern that develops at concrete-rebar interface near rebar ribs [START_REF] Goto | Cracks formed in concrete around deformed tension bars[END_REF]. Another interesting feature is the dense transversal multi-cracking that develops between main part of the multi-fibre basalt yarn and a smaller portion of fibre separated from the main yarn in subdomain sd2 at the top of Figure 7.8. In that case, the damage pattern reminds brittle matrix unidirectional composite damage pattern, which is another proof of the good interfacial bond between multi-fibre yarn and matrix. Nevertheless, in the same sample, one may also find some local splitting debonding between yarn and matrix, which reflects a weaker bond between yarn and matrix. In particular, the bottom of Figure 7.8 illustrates a situation with a mixed damage mode, with one side of the interface splitting and the other emitting cracks in the surrounding matrix. For both conical and transversal crack the spacing is about 100µm.

Debonding versus increasing loading

Figure 7.9 shows interfacial cracks evolution on transformed images of subdomains sd9 (defined in Figure 7.4) at several stages of increasing loads. For each loading stage, the position of the last crack emitted from the yarn can be identified. Defining the "debonded length" as the position along the yarn of the last emitted crack with respect to the mortar tip, one can follow its evolution with increasing load, as emphasised with red lines in Figure 7.9. From this identification, the force-debonded length curves for both ends of the sample are plotted in Figure 7.10. Both curves appear to be very similar, which shows that the symmetry of the mechanical problem is preserved during the whole experiment. The evolution of the debonded length with increasing load is found to be affine. 

Fil de verre (S-GF) imprégnée par la matrice NAV -Glass (S-GF) yarn embedded in NAG3 matrix

Two different damage patterns appeared at both sides of the specimen. They are illustrated in Figure 7.11. The first one, visible at the upper end (sd2) shows conical cracks emitted from the yarn that grow in the surrounding matrix, similar to those observed in the BF+NAG3 specimen. However, despite the deviation of some cracks by sand grains, cracks form more regular cones with rather circular transversal cross-sections, and almost no splitting is observed, as illustrated at the top of Figure 7.11. It is worth noting that at that tip, it seems that a substantial amount of epoxy resin penetrated through the non-impregnated yarn.

The opposite end of the specimen (sd16), illustrated at the bottom of Figure 7.11, shows a very different damage mode. Although a few small conical cracks are observed, yarn debonding occurs mostly by splitting between yarn and matrix. One can also observe some epoxy resin that penetrated through the non-impregnated filaments. More precisely, the splitting occurs between non-impregnated GF filaments and filaments impregnated in mortar, as shown in the zoom of the transformed image transversal cut at the bottom of Figure 7.11.

To sum up, both ends of the specimen exhibit a significantly different behaviour, with a relatively low bond between yarn and matrix at the bottom (sd16-15-14-13), which induced a regular network of matrix cracks. At this point, the reasons for these opposite behaviours are still difficult to clarify, but the authors suspect that artificial improvement of impregnation is induced by the penetration of epoxy resin. The unequal repartition between both subdomains may explain the difference between respective damage patterns.

Evolution with increasing loading

Similarly to the BF+NAG3 specimen (section 7.2.1), the debonded length is estimated at both ends of the specimen for each applied load. Obtained debonded lengths are then plotted as a function of load in Figure 7.12. These curves show that at the end where debonding mostly happens by splitting, the debonded length for a same applied force is approximately twice the length the other side where matrix cracking occurs. As expected, splitting occurs at a lower level of shear stress than matrix cracking. The symmetry of the mechanical problem is therefore lost during increasing loading.

Fil de basalte (BF) imprégné par la matrice NAV -Basalt (BF) yarn embedded in NAV matrix

In existing literature [START_REF] Aljewifi | Etude du comportement mécanique à l'arrachement de fils multifilamentaires enrobés dans une matrice cimentaire et influence de l'imprégnation[END_REF], impregnation is identified to have a great impact on interface bond. To study this effect more into detail, the two mortars used in this study presented different rheological behaviour at early age. As stated in section 7.1.1 and chapter 6, NAV was formulated with a smaller yield stress than NAG3 to improve impregnation. As expected and illustrated by the comparison between the BF+NAV transversal slice on the left of Figure 7.13 and the transversal slice of S-GF+NAG3 on the right bottom corner of Figure 7.11, the impregnation of BF+NAV is qualitatively better. In fact, the NAG3 mortar flew only through a small peripheral skin of the S-GF yarn, with a thickness of a few tens of micrometres, while the NAV mortar was able to penetrate deeply in the BF yarn over hundreds of micrometres. However, the NAV mortar that actually flew through the BF yarn shows more porosity than in the bulk and is only composed of the finer elements of the paste. Besides, both NAV and NAG3 mortars produced ettringite needles in the yarns porosity.

As for the other multifilament samples, the interfacial damage pattern in the BF+NAV sample (Figure 7.13) is composed of conical cracks emitted by the matrix which develop in the surrounding matrix. Their transversal cut seems again similar to the yarn cross-section. It is also worth emphasizing the dense transverse multi-cracking that occurs in the matrix that penetrated into the yarn, illustrated by the zoom made in the transversal cut in figure 7.13-b. This damage pattern is also similar to those observed in other brittle matrix composite [JM10a, JM10b, CGB + 14] and is the sign of a great interfacial bond and a good penetration of the matrix inside the yarn. The spacing is here smaller than the one observed in BF+NAG3 sample and equals to about 50µm.

Autre échantillon réalisé avec des Fils inox-Other composite systems with single-fibre yarn

This subsection discusses the use of the proposed methodology when a smooth single-fibre steel yarn is used as reinforcement for mortar. The study of such simpler case would be of great interest to better understand interface behaviour as this specific situation involves a simplified geometry which would allow one to use simpler models. Unfortunately, observations of tests on SSF based specimens were not conclusive because of numerous practical difficulties. Qualitative observations do not reveal any crack emitted in the matrix or any other proof showing that interfacial damage occurs. Nevertheless, the force-elongation tension stiffening curve plotted on left graph in Figure 7.3 shows, for both SSF specimens, a strong decrease in the stiffness of the overall system with the increasing of the loading. When put together, these observations suggest that decohesion between yarn and matrix is likely to take place in the vicinity of the yarn. Unfortunately, this location is also subject to a strong edge artefact due to the large X-ray absorption contrast between steel and mortar. This artefact is revealed by subtracting the overlap areas of two successive images in the reference state, i.e. with an intact interface. The image subtractions of different loading states, i.e. with presumed debonded interface, show similar features and therefore do not allow to detect other features than this artefact. Moreover, as the single-fibre yarn is smooth and does not show enough internal grey-level contrast, no measurement of local displacement discontinuity between yarn and mortar was possible using DVC. The use of another material for the single-fibre yarn, which would show enough internal contrast and a lower difference of absorption with the mortar, would ensure the image processing to be run much more efficiently. This is left for further investigations.

Analyse de des orientations des fissures obtenues pour différents échantillons -Analysis of crack orientations in different specimens

Previous observations show that crack orientation is very sensitive to microstructure heterogeneity. Consequently, the observation of one single crack does not permit to characterise the representative geometry of all interfacial cracks. Therefore, a statistical analysis of crack orientation is provided in Based on the assumption of conical cracks, it is possible to quantify in average the geometrical characteristics of the cracks from their orientation map n(X). Such analysis results in a more visual representation of the crack geometry than the orientation histograms and can provide overall typical patterns related to interfacial properties. To that end, we propose two simplified descriptions of crack geometries by considering separately the mean transversal section of cracks r(θ), obtained by averaging over all distances to the yarn, and the mean axisymmetric profile z(r), obtained by averaging over all polar angles (Figure 14 bottom). The details of the calculation are available in Appendix A.

Regarding the roundness of the crack cones, the SGF+NAG3 specimen exhibits the most round one among all mean transversal cross-section r(θ), i.e., corresponds to the slightly narrowest distribution of θ d . Complementarily, comparing mean transversal profiles with shape and orientation of yarn cross section confirms the influence of the yarn cross-section shape and orientation on the crack transversal profiles. This effect was previously observed qualitatively on some transversal tomography slices. Regarding the inclination of the crack cones, the distribution on the angle ϕ and the axisymmetric profile z(r) both suggests it is mostly controlled by the matrix properties.

This simplified geometrical modelling is useful to obtain first quantitative information on the crack shape to compare globally the damage features of the various systems. It would be imprecise when the crack transverse cross sections are not sufficiently round or when they evolve with the distance to the yarn. A more accurate averaged geometrical description of the evolution of crack normal vector orientation as a coupled problem n(r, θ, z) , albeit more complex, would be an interesting perspective of the present analysis.

Comparaison des observations microtomographiques dans le cas des fils multi-fibres avec les essais macroscopiques et lien avec le comportement des bétons anisotropes

La méthode expérimentale décrite dans la première partie de ce chapitre permet l'observation directe en trois dimensions des modes d'endommagement à l'interface fils/matrice cimentaire et de l'évolution de la zone endommagée pour différents niveaux de chargement pour les échantillons réalisés. Si ces observations ont un intérêt restreint dans le cas des fils unitaires, les expériences réalisées sur les couples réalisés avec les fils multi-fibres, présentées dans la partie 7.2, nous ont fournis des données expérimentales très riches, qui sont souvent complémentaires à l'information obtenue par l'analyse des essais mécaniques par analyse inverse, effectuée dans la partie 6.3.2. Cette information supplémentaire peut alors mettre en évidence les mécanismes microscopiques cachés dans les variables d'endommagement macroscopiques du modèle mécanique. Elle nous permet qualitativement d'expliciter les mécanismes micromécaniques inclus implicitement dans le comportement mécanique d'interface identifié sur la courbe force déformation de l'effet de tirant. Mais, elle peut aussi permettre la mesure de nouvelles observables quantitatives permettant de tester la capacité de prédiction de la modélisation macroscopique sur un résultat à l'échelle local ou d'ajuster les hypothèses ayant permis de formuler le modèle. La comparaison avec les essais macroscopiques nous permettra par ailleurs de mieux comprendre les mécanismes menant à la modification du comportement des bétons anisotropes réalisés à partir de fils multi-fibres. On tirera d'abord parti des nombreuses données qualitatives issues de l'observation de l'ensemble des échantillons, résumées dans le tableau 7.3, afin de mettre en évidence le rôle du seuil de cisaillement de la matrice au moment de la fabrication et de la forme du fil multi-fibres sur la modification du mode d'endommagement de l'interface. Ensuite, on comparera la longueur de la zone endommagée observée par tomographie à celle issue des simulations du modèle multi-barres ajustées sur les courbes force déformation macroscopique des essais de tirants. Ceci nous permettra d'émettre une hypothèse expliquant le passage de la rupture précoce des fibres à un phénomène de multifissuration pour deux échantillons réalisés avec les matrices NAG3. Enfin, on illustrera dans une dernière sous-partie la capacité des mesures de corrélation d'images volumiques (DVC) à mettre en évidence l'hétérogénéité de déformation dans la fibre qui est à l'origine de la rupture précoce des fils multi-fibres imprégnés dans la matrice NAV. On montre que ce type d'information pourrait permettre d'affiner l'hypothèse sur le champ de contrainte réalisée pour construire le modèle multi-barres dans le chapitre 5.

Influence du seuil de cisaillement de la matrice et de la forme des fils multifibres sur l'imprégnation du fil multi-fibres et les mécanismes d'endommagement à l'interface

Dans ce travail, les observations tomographiques nous ont permis de mettre en évidence différents modes d'endommagement qui se produisent à l'interface en fonction de la géométrie de la fibre et de son imprégnation par la matrice. Le résultat le plus frappant concerne la présence, dans chaque échantillon contenant un fil multifibres, d'un phénomène de multifissuration à l'interface, représenté en bleu sur la figure 7.15, qui se propage de l'extrémité de l'échantillon vers l'intérieur par l'émission de fissures coniques initiées à l'interface et qui se propage dans la matrice. Ce phénomène rappelle la fissuration de la matrice autour des barres d'acier dans le béton armé [START_REF] Goto | Cracks formed in concrete around deformed tension bars[END_REF]. Cependant, on remarque pour les échantillons réalisés à partir de la matrice NAG3, l'existence du mode d'endommagement par décohésion, représenté en rouge sur la figure 7.15, analogue au mode de ruine probable observé en présence des fils inox (SSF). Les décohésions peuvent coexister avec la multifissuration conique pour les échantillons les mieux imprégnés, voire la remplacer quasi totalement lorsque l'imprégnation est très superficielle (c'est le cas pour une des extrémités de l'échantillon S-GF+NAV, cf. figure 7.11). Par ailleurs, on a observé pour l'échantillon BF+NAV, qui présente une très bonne imprégnation du fil par la matrice, que la fissuration conique est associée à une multifissuration transverse plus dense à l'intérieur et au voisinage proche des fils, représenté en jaune sur la figure 7. 15.

Ainsi, on a identifié trois modes d'endommagement mis en jeu lors de la sollicitation de l'interface entre les fils multi-fibres et les mortiers : la décohésion, la multifissuration conique et la mulifissuration transverse à coeur. Par ailleurs, il semble que leurs domaines d'existence puissent être exprimés en fonction du niveau de l'imprégnation, tels que proposés dans la figure 7.15.

On rappelle qu'au moment de la fabrication, la matrice NAV possédait un seuil de cisaillement inférieur à la matrice NAG3 (d'un facteur ±2). Selon nos observations, la différence d'imprégnation provient donc essentiellement de cette différence de seuil de cisaillement. Par ailleurs, dans le cas d'un empilement de sphères, il a été démontré dans [START_REF] Pierre | Penetration of cement pastes into sand packings during 3D printing : analytical and experimental study[END_REF] que la longueur parcourue par la matrice lors de l'imprégnation est inversement proportionnelle au seuil de cisaillement de la matrice. Ce dernier est un paramètre essentiel puisqu'il provoque une modification du mode d'endommagement.

On observe sur les échantillons réalisés avec la matrice NAG3 le fait que la forme de section des fils multi-fibres peut aussi influencer l'imprégnation et le mode d'endommagement. Le fil BF aplati (voir figure 7.8) est mieux imprégné que le fil S-GF de section circulaire (voir 7.11), et présente qualitativement moins de phénomènes de décohésion.

Ceci est naturel si l'on considère que l'imprégnation est complète lorsque la matrice a traversé l'ensemble des fibres du fil, état qui peut être supposé atteint lorsque la longueur d'imprégnation est supérieure ou égale à la moitié de la plus petite dimension de la section transversale de la fibre (égale au rayon pour une fibre ronde). Ainsi, à rhéologie de matrice fixée, un fil présentant une section plus petite, ou plus allongée, sera plus facilement imprégné. On en conclut que pour un mortier à seuil de cisaillement donné, plus la section des fibres est plate, plus le taux d'imprégnation est élevé. La taille et la forme de la section du fil multi-fibre doit pouvoir donc modifier le mode d'endommagement de l'interface. Ce phénomène de dépendance de l'imprégnation à la forme et à la rhéologie est représenté en bas de la figure 7.15.

Pour rappel, l'analyse inverse de la partie 6.3.2 a montré que les propriétés de résistances τ max et de rigidités d'interface K i = K l × K i /(K l + K i ) des échantillons réalisés avec la matrice NAV étaient supérieures à celles de la matrice NAG3. Nous expliquons ce phénomène par la modification de l'imprégnation due à la différence de seuil de cisaillement des matrices au moment de la fabrication. Les observations tomographiques réalisées dans ce chapitre confirment cette hypothèse puisqu'elles en fonction du comportement d'interface requis pour l'application envisagée.

Comparaison des longueurs de décohésion théoriques et expérimentales

En plus de ces remarques qualitatives, les observations tomographiques nous ont permis d'estimer la longueur de la zone endommagée en fonction du chargement appliqué, pour les échantillons BF+NAG3 et S-GF+NAG3 (cf. figures 7.10 et 7.12). Il s'agit d'une observation complémentaire à la courbe forcedéformation de l'essai de tirant, qui peut préciser le choix du modèle mécanique utilisé pour l'interface.

En effet, en utilisant les paramètres du modèle mécanique de l'interface, identifiés dans le chapitre 6 et donnés dans la table 6.9, et les paramètres mécaniques du mortier et des fils multi-fibres donnés dans la table 7.1, le modèle multi-barres développé dans le chapitre 5 nous permet de simuler, pour différents comportements mécaniques d'interface, la longueur de décohésion obtenue pour des chargements croissants. Les courbes simulées pour les échantillons BF+NAG3 et S-GF+NAG3 sont tracées sur la figure 7 .10 et 7.12) avec les prédictions du modèle (chapitre 5) en utilisant des comportements d'interface frottant ou adoucissant (Soft : softenning, Fr : frictional). Les valeurs des paramètres mécaniques respectifs utilisées ont été obtenues à partir de l'identification réalisée dans le chapitre 6 (cf table 6.9) sur des échantillons issus de la même gâchée.

Globablement, on constate un bon accord entre les prévisions théoriques et les observations tomographiques. Concernant, l'échantillon BF+NAG3, on observe toutefois une différence significative de la pente entre les observations tomographiques et les simulations. L'évolution de la propagation de la zone endommagée avec le chargement mesuré par tomographie semble moins rapide que celle issue de la simulation.

On propose trois types de raison pouvant expliquer cette différence : expérimental, théorique ou matériel. Tout d'abord, on peut supposer que les erreurs de la mesure de déformation (due au mouvement hors-plans) obtenues lors des essais macroscopiques peuvent avoir conduit à sous estimer la résistance et la ductilité de l'interface, menant à une croissance plus rapide de la longueur de la zone endommagée avec le chargement. On peut aussi supposer que le modèle multi-barre proposé dans cette thèse ne soit pas en mesure, dans le cas d'un fil multi-fibres, de prédire correctement l'évolution de la zone endommagée à partir de la courbe de force-déformation de l'essai de tirant. Enfin, on peut aussi supposer qu'il existe une différence de comportement d'interface entre l'échantillon, âgé d'une semaine et testé au synchrotron, et l'échantillon, âgé de trois mois et testé au laboratoire. Ceci est appuyé par le fait que les échantillons testés in situ ont présenté une rupture précoce de la fibre par rapport aux échantillons utilisés pour l'identification des paramètres par analyse inverse.

Si cette dernière hypothèse est vraie, une augmentation de la ductilité de l'interface doit être considérée pour obtenir une meilleure correspondance entre le modèle et les données obtenues lors de l'essai in situ (diminution de K d ou augmentation de τ f r par rapport aux valeurs identifiées par analyse inverse). La réduction de la résistance à la traction des fils multi-fibres pourraient alors être liée à l'augmentation de la ductilité de l'interface : une ductilité trop importante (τ f r ≈ τ max ou K d u i τ max ) conduirait à une rupture précoce des fils multi-fibres. Le même type de raisonnement peut être tenu pour les sous-domaines sd1-2-3 de l'échantillon S-GF+NAV, où la pente de l'évolution de la force en fonction la longueur endommagée simulée est aussi légèrement sous-estimée par rapport à l'observation tomographique. On peut alors supposer que l'augmentation de la ductilité de l'interface conduise aussi à la rupture précoce de la fibre. Notons que la pente des sous-domaines sd14-15-16-17 présente une pente beaucoup plus faible, soit une ductilité plus faible, n'ayant pas conduit à la rupture du fil à cette extrémité.

Cependant, l'analyse inverse réalisée dans le chapitre 6 nous a montré que les échantillons constitués de fils multi-fibres et de la matrice NAG3 présentant la multifissuration possédaient des ductilités supérieures (cf. table 6.9) aux échantillons constitués de la matrice NAV. Ainsi, la rupture précoce des fils semble donc régie par l'ensemble des paramètres de l'interface. Ceci conduit à penser que les échantillons utilisés pour l'identification macroscopique présentait une différence significative de comportement d'interface que les échantillons testés au synchrotron. Le vieillissement pourrait donc avoir une influence sur les propriétés mécaniques de l'interface, positive dans notre cas.

De nouvelles expérimentations sont cependant nécessaires afin de confirmer cette analyse. Par ailleurs, si les mesures de déformations macroscopiques étaient réalisées sur le même échantillon testé in situ, l'éventuel décalage entre les courbes de tirant et l'évolution de la zone endommagée avec le chargement pourrait nous permettre d'améliorer le modèle multi-barre proposé dans le chapitre 5 pour le cas des fils multi-fibres.

Analyse du profil expérimental des déplacements et des déformations dans une section de fil multi-fibres

Dans cette sous-partie, nous allons nous intéresser à la répartition des déformations dans les fils multifibres. Dans la partie 6.3.2, nous avons fait l'hypothèse que la rupture précoce des fils multi-fibres immergés dans la matrice par rapport aux fils libres provenait d'une hétérogénéité de contrainte. On se propose de vérifier cette hypothèse en utilisant les données issues de la corrélation d'image volumique pour visualiser le champ de déformation 3D. En réalité, ceci n'est possible que lorsque l'imprégnation des fils est complète. En effet, en cas de mauvaise imprégnation, l'absence d'hétérogénéité provoque une quasi-invariance des niveaux de gris dans la direction des fibres, la mesure de la composante des déplacements dans la direction du fil est donc très imprécise. Bien que cette imprécision n'ait pas une influence significative pour l'appli- .17 -Profil de déplacement dans la direction de la fibre U z du sous domaine sd1 de l'échantillon NAV+BF chargée à 34 N. cation à la soustraction d'image, le déplacement dans la fibre ne peut pas être mesuré précisément. La détermination du champ de déformation n'est donc possible que lorsque le fil présente une imprégnation suffisante. Nous illustrons la détermination du profil de cisaillement sur un sous-domaine de l'échantillon BF+NAV présentant une bonne imprégnation.

Pour déterminer la composante du déplacement parallèle à l'axe du fil et sa composante radiale, nous cherchons à exprimer leurs coordonnées, U z (X i ) et U r (X i ) respectivement, dans le repère cylindrique {O; e r , e θ , e z }, où e z est le vecteur directeur du fil dans la configuration initiale. On pose alors X i et x i , les vecteurs des coordonnées tridimensionnelles respectives des points de corrélation valides exprimées dans les configurations initiales et déformées. Pour ramener les points de la configuration déformée dans le repère de la configuration initiale, la matrice de rotation de corps rigide, c'est-à-dire la matrice de passage du repère initial au repère de la configuration déformée, est estimée. Pour cela, les coordonnées des deux configurations sont exprimées à partir d'une origine commune, le barycentre des points de corrélation, dont les coordonnées exprimées dans les différents repères sont notées res-pectivement X i et x i . La meilleure transformation affine globale au sens des moindres carrés, notée A, peut alors être estimée par :

A = Argmin   n i=1 x i -x i -A.(X i -X i ) 2   (7.6)
avec n le nombre total de points de corrélation. La matrice de passage R du repère initial au repère déformé est alors obtenue par orthonormalisation de A. La matrice inverse R -1 = t R appliquée aux points de la configuration déformée permet ainsi d'annuler la composante de rotation due aux chargements. On définit alors les vecteurs de déplacement U (X i ) des différents points de corrélation dans le repère initial par :

U (X i ) = R -1 (x i -x i ) -(X i -X i ) (7.7)
L'expression des composantes de déplacement parallèle U z et radiale U r à la direction de la fibre sont alors obtenues par produits scalaires :

U r (X i ) = U (X i ).e r (X i ) U z (X 0 ) = U (X i
).e z (7.8) L'évolution de la composante U z dans la section de l'échantillon BF+NAV est illustrée sur l'image 7.17 par la représentation de tranches transversales successives à différentes altitudes. Cette image nous permet de constater que, sur une tranche transversale donnée, les courbes d'isovaleurs de la composante de déplacement U z sont parallèles au contour de la section du fil sur une zone localisée à l'interface fil-matrice.

Afin d'illustrer les éventuelles hétérogénéités de déformation dans la section du fil, nous calculons maintenant sa composante de cisaillement radiale rz et sa composante longitudinale selon la direction du fil zz . La première donne une première estimation du type de profil de cisaillement obtenu (celleci ne correspond pas à la déformation de cisaillement maximale qui semble être orientée selon la normale du contour de la fibre et qui peut être significativement différentes de la direction radiale). Les composantes du tenseur de déformation sont obtenues à l'aide des expressions standards dans le cas d'un repère cylindrique :

   rz (X) = 1 2 ∂Ur(X) ∂z + ∂Uz(X)
∂r zz (X) = ∂Uz(X) ∂z (7.9) La figure 7.18 représente, sur la tranche X=1000 du même sous-domaine, que celui présenté figure 7.12, le champ des déplacements longitudinaux mesurés aux points de corrélation U z , le champ des déplacements prolongé par une extrapolation linéaire à partir des mesures des points voisins, le champ de déformation de cisaillement radiale rz et le champ de la déformation longitudinale dans la direction de la fibre zz . Sur le graphe concernant la déformation de cisaillement rz , on peut distinguer la transition entre l'interface saine et l'interface endommagée. Celle-ci se produit à une distance du bord de l'échantillon d'environ 1mm. On peut alors estimer que la transition, c'est-à-dire la fin du comportement élastique, se produit pour des valeurs de déformation de cisaillement autour de 0.5%. Le graphe de la répartition des déformations uni-axiales en bas à droite de cette figure confirme aussi la répartition non homogène des déformations uni-axiales dans la section du fil. Les fibres externes semblent davantage chargées que les fibres au coeur du fil. Cette répartition hétérogène implique, dans le cas de fibres possédant un comportement fragile, nécessairement la rupture précoce des fibres externes, qui semble entrainer dans notre cas, les ruptures en chaine des fibres, et donc la rupture fragile précoce du fil par rapport à sa valeur de référence, puisque 264 nous n'avons jamais observé de ruptures des fibres externes seules, dans nos expériences. Ainsi, pour les fils multi-fibres de faible densité linéique convenablement imprégnés, la rupture des fibres externes entraine immédiatement la rupture des fibres internes, et donc la rupture fragile précoce du fil par rapport à sa valeur de référence. Ce qui n'est pas nécessairement le cas pour les fils multi-fibres de plus haute densité linéique usuellement utilisés dans la littérature, où la rupture des fibres externes ne se traduit pas nécessairement par la rupture du fil complet [START_REF] Banholzer | Bond of a strand in a cementitious matrix[END_REF][START_REF] Aljewifi | Etude du comportement mécanique à l'arrachement de fils multifilamentaires enrobés dans une matrice cimentaire et influence de l'imprégnation[END_REF].

La baisse significative de la résistance du fil imprégné dans un mortier par rapport à sa valeur de référence peut donc s'expliquer en partie par ces hétérogénéités de contraintes dans la section. La diminution de cette hétérogénéité conduirait à une meilleure utilisation du renfort.

Discussion sur le lien entre imprégnation, formulation et comportement macroscopique des bétons anisotropes.

Dans ce travail, nous avons étudié le comportement mécanique probable des bétons anisotropes via l'étude d'une géométrie simplifiée comportant un renforcement unitaire inclus dans une matrice cimentaire imprimable. Bien que les essais de tirant mis en oeuvre soient d'abord imaginés pour la caractérisation de l'interface fil matrice, jouant un rôle prépondérant dans le comportement du composite, ils permettent d'entrevoir le comportement uniaxial du béton anisotrope. En effet, les conditions limites imposées lors de l'essai sont analogues à celles d'un élément de béton situé entre deux fissures cousues par des fils continus, les extrémités des prismes de l'essai de tirant pouvant être considérées comme les lèvres d'une fissure. Lorsque l'interface est suffisamment faible, l'essai de tirant permet une identification précise des propriétés de l'interface. Toutefois, il indique que l'interface ne permet pas de recharger la matrice suffisamment pour conduire à la formation d'une nouvelle fissure dans la matrice. C'est le cas des échantillons constitués des fils unitaires en inox. Notons, toutefois qu'une densité de renfort supérieure devrait permettre de recharger la matrice suffisamment pour atteindre sa résistance mécanique et créer une nouvelle fissure. Par ailleurs, la comparaison au modèle proposé dans la chapitre 5 permet aussi d'estimer les différentes modifications des propriétés mécaniques de l'interface nécessaires, à taux de fibre constant, qui permettraient d'obtenir une nouvelle fissuration de la matrice.

Lorsque les propriétés de l'interface sont ainsi modifiées, la courbe force-déplacement caractéristique de l'endommagement de l'interface est interrompu par le phénomène de multifissuration. L'essai de tirant est alors moins adapté à l'identification précise des propriétés d'interface, et notamment la détermination du paramètre de friction de la zone endommagée. Cependant, il préfigure le comportement mécanique souhaité d'un composite de béton anisotrope à un taux de renforcement similaire. Un tel comportement a été observé pour certains échantillons de BF+NAG3 et S-GF+NAG3. Ceci implique que les renforts multi-fibres envisagés dans cette étude peuvent permettre l'obtention d'un comportement pseudo-ductile par multifissuration transverse pour un taux de renforcement d'environ 0.4% et 0,5% respectivement pour les fils S-GF et BF. L'apparition de la première fissure nous donne dans ce cas, une estimation de la limite élastique du comportement du béton anisotrope, autour de 6 MPa pour nos essais.

Enfin, l'essai permet d'estimer la résistance à la rupture du composite, fonction de la densité surfacique de renfort et de la force à la rupture des fils imprégnées dans la matrice cimentaire, qui diffère de leur résistance à nu. En effet, la force de rupture de la fibre mesurée par essai de tirant est sans doute une bonne approximation de la force du composite possédant un taux de renforcement similaire à l'éprouvette utilisée pour l'essai de tirant. Nous avons par ailleurs montré que la force à la rupture des fils imprégnées dans la matrice cimentaire diminuait avec l'imprégnation. Une imprégnation trop importante conduit ainsi à une rupture précoce des fils de renfort qui conduit dans certains cas à une rupture précoce de la fibre lors de la fissuration de la matrice.

Or, dans le cas des échantillons multi-fibres, nous avons montré dans ce chapitre que le mode d'endommagement de l'interface, contrôlant les propriétés mécaniques de l'interface, était principalement influencé par l'imprégnation du fil multi-fibre, le taux d'imprégnation étant vraisemblablement plus important lorsque le seuil de cisaillement de la matrice diminue. Par ailleurs, la maitrise de la rhéologie, et particulièrement du seuil de cisaillement de la matrice est au coeur du procédé de fabrication additive. Ainsi, on pourrait envisager de modifier la valeur de ce dernier, afin d'obtenir le niveau d'imprégnation correspondant à un jeu de paramètres mécaniques d'interface adaptés au type de comportement mécanique envisagé.

Pour des taux de renforcement relativement limités étudiés dans ce travail, il existe donc un optimal d'imprégnation, que l'on peut explorer en variant le seuil de cisaillement de la matrice au cours du procédé de fabrication, conduisant à un jeu de paramètre optimal permettant à la fois un transfert rapide des charges de la fibre vers la matrice saine aux abords d'une fissure tout en limitant les hétérogénéités de contrainte aux abords d'une fissure. On peut ainsi obtenir de nombreuses fissures transversales faiblement espacées faisant émerger une ductilité apparente à l'échelle du composite. Les paramètres du procédé pourrait ainsi être adaptés aux types de fil de renfort envisagés et le taux de fibre.

Conclusions

Ce chapitre est consacré à l'étude des phénomènes microscopiques au niveau de l'interface permettant d'expliquer les différences de propriétés mécaniques identifiées pour différents couples fil-matrice. L'ambition est même de générer des données expérimentales supplémentaires et complémentaires qui pourrait permettre d'affiner la compréhension du fonctionnement mécanique de l'interface et contribuer à l'amélioration des hypothèses de modélisation formulées dans le chapitre 5.

Pour cela, une campagne expérimentale ambitieuse a été proposée et acceptée par l'équipe de la ligne de microtomographie Anatomix du Synchrotron Soleil. Elle consiste en la réalisation d'essais mécaniques de tirant in situ, similaire à ceux réalisé au laboratoire, permettant l'observation directe et non destructive des phénomènes microscopiques à l'origine de l'endommagement de l'interface fil/matrice cimentaire. Elle a nécessité la mise au point d'un dispositif de traction sur fil instrumenté adapté au montage du tomographe de la ligne Anatomix. Ainsi, des essais de tirant à petite échelle réalisés au sein du tomographe sur les six échantillons étudiés dans le chapitre 6 ont permis des acquisitions successives d'images de l'interface de chaque échantillon à plusieurs niveaux de chargement. Ceci facilite à la fois la détection des fissures les plus fines et permet de mettre en évidence leur évolution en fonction du niveau de chargement. Du fait de la richesse de la microstructure, une méthodologie de traitement d'image volumique intensif a été mise en oeuvre incluant : La corrélation de volume numérique (DVC), la soustraction de volume numérique (image subtraction) et le seuillage hessien (Hessian-based Filtering). Ceci permet dans notre cas la mise en évidence qualitative de la géométrie des fissures d'épaisseurs inférieures au micron. Par ailleurs, une analyse quantitative basée sur l'analyse des vecteurs propres de l'image nous a permis d'obtenir des données plus quantitative sur la géométrie des fissures. Une analyse partielle incluant uniquement les deux premières étapes du traitement d'image a été réalisée sur l'ensemble des échantillons. Ceci a permis des premières observations qualitatives de l'ensemble des échantillons et de déterminer les échantillons les plus intéressants, sur lesquelles le traitement d'image complet a été appliqué aux volumes situés aux extrémités des prismes, où l'endommagement de l'interface prend place. Différentes origines microscopiques de l'endommagement interfacial sont ainsi mises en évidence.

La première est la décohésion, c'est-à-dire le glissement localisé sur la surface extérieure du fil monofibre ou entre les fibres internes non imprégnées par le mortier et les fibres externes dans le cas des fils multi-fibres. Il se manifeste pour l'ensemble des échantillons constitués de fil monofibre inox et quelle que soit la matrice cimentaire utilisée et a aussi été observé sur un échantillon contenant un fil multi-fibre et préférentiellement pour les fils de section circulaire et dont l'imprégnation est limitée aux fibres situées dans une partie très superficielle du fil.

Le second mode d'endommagement se caractérise par une multifissuration de forme conique émise par le fil est qui se propage dans la matrice cimentaire vers l'extrémité du prisme. Les fissures associées sont, dans ce cas, semblables à celles qui se développent dans le béton armé à l'aval des verrous des barres de renfort. Malgré l'absence de dispositifs de crantages réguliers dans le cas des fils multi-fibres, l'espacement des fissures coniques semble régulier et approximativement inférieur ou égal au diamètre du fil utilisé. De plus, la zone fissurée est circonscrite à un cylindre de matrice centré sur le fil et de rayon environ égal à deux diamètres du fil multi-fibre utilisé. Ce mode d'endommagement est associé à une interface présentant des résistances mécaniques importantes due à une meilleure imprégnation des fils multi-fibres. L'analyse géométrique des fissures coniques réalisée à partir de l'analyse des vecteurs propres de la hessienne permettent de montrer que leur angle par rapport à la direction du fil est modifié par la matrice utilisée.

Finalement, un troisième mode d'endommagement apparaît lorsque l'imprégnation du renfort est très importante, c'est-à-dire que la matrice cimentaire a pénétré au coeur de la fibre. On observe alors une multifissuration transverse de la matrice cimentaire interne et au proche voisinage du fils. L'espacement des fissures transverse semble aussi régulier, mais cette fois de l'ordre de quelques diamètres d'une fibre. Ce type d'endommagement est associé avec une augmentation très importante de la raideur, de la résistance et la ductilité de l'interface.

Ces trois modalités d'endommagement peuvent être présentes simultanément pour les fils multifibres. Leur recensement permet alors de caractériser qualitativement la résistance et la raideur de l'interface. Cette analyse permet de déduire que leur domaine d'existence en fonction de la qualité de l'imprégnation du fil multi-fibres. Par ailleurs, on constate aussi que l'imprégnation dépend de la rhéologie de la matrice et mais aussi de la forme de la section du fil, puisque la section aplatie diminue la longueur du réseau de fibre à parcourir et que la longueur parcourue décroit avec l'augmentation du seuil.

Dans le cas des fils multi-fibres, il est possible de suivre la longueur de décohésion au cours du chargement. Ceci constitue une nouvelle donnée permettant de comparer avec les prédictions de la modélisation multi-barre en fonction du comportement de l'interface envisagée dans le chapitre précédent. Ce type d'analyse indique la capacité du modèle d'interface adoucissante et frottante à estimer l'estimation des longueurs de décohésion. Cependant, on remarque une différence significative de tendance entre la mesure in situ et la prédiction théorique qui pourrait expliquer la différence du mode de ruine obtenu entre les échantillons ayant servi à l'identification des propriétés mécaniques et les échantillons utilisés pour réaliser les observations in situ. Ceci permet de penser que l'augmentation des propriétés d'interface, notamment celle de la rigidité d'interface liées à l'imprégnation, provoque la diminution de la résistance mécanique des fils imprégnés.

Finalement, une cause de la baisse de la résistance mécanique des fils multi-fibres bien imprégnés est identifiée par l'étude de la répartition réelle des déformations grâce au champ de déplacement de la corrélation d'images volumiques utilisé dans le traitement d'image. En effet, lorsque le fil est convenablement imprégné, son intégration donne accès aux champs de déformation. L'analyse simplifiée des profils de déformations axisymétriques, obtenues pour un échantillon, met en évidence une hétérogénéité de contrainte dans la section du fil multi-fibres. Cette dernière contribue à la baisse de la résistance d'interface. Ce type d'analyse devrait permettre d'améliorer la compréhension du fonctionnement de l'interface du système fil multi-fibres/matrice cimentaire et d'améliorer le modèle multi-barre proposé dans le chapitre 5.

En extrapolant les résultats des essais de tirant aux comportements des composites à matrice cimentaire, on montre que les propriétés d'interface doivent être choisies dans une certaine gamme pour favoriser la multifissuration, tout en limitant l'hétérogénéité de contrainte au niveau des fissures qui conduirait à une rupture prématurée des fils de renfort. Dans le cadre du procédé proposé dans cette thèse, il existe certain degré de liberté donné par le procédé permettant, en plus du choix de la fibre, l'ajustement de la rhéologie du matériau cimentaire extrudé. Ce dernier devrait permettre de modifier la résistance d'interface, et ainsi d'optenir le comportement macroscopique souhaité pour un type de fibre et un taux de fibre donné.

Une analyse de l'influence du seuil de cisaillement de la matrice au cours du procédé, et particulièrement lors de l'introduction des fils dans la matrice cimentaire, sur le comportement du béton anisotrope, constitue donc une perspective majeure de ce travail.

Conclusion générale et Perspectives

Conclusions

La fabrication additive à grande échelle par extrusion de matériaux cimentaires, ou extrusion robotisée est un procédé de fabrication prometteur pour l'optimisation des structures en béton. Malgré la diversité des mises en oeuvre existantes, un procédé particulier, appelé extrusion-dépôt a par ailleurs connu de nombreux développements ces dernières années. Le dépôt continu d'un boudin de mortier ou de bétons fins permet de réaliser un élément couche par couche. Cette utilisation plus rationnelle, "sur mesure", devrait permettre de diminuer les impacts environnementaux de la construction béton, qui est le matériau le plus utilisé et responsable de 5% de l'émission des gaz à effet de serre. Bien que ce procédé de mise en oeuvre commence à faire son apparition dans l'écosystème de la construction, par exemple pour la réalisation de coffrage perdu de forme spécifique, une utilisation intensive est toujours limitée par l'absence de méthodes de calcul dédiées permettant de prendre en compte la spécificité des structures réalisées. Par ailleurs, les matériaux cimentaires mis en oeuvre sont encore très souvent non renforcés, ce qui limite considérablement leur utilisation pour la réalisation d'éléments de structure porteuse. Cette question est de ce fait un sujet crucial, qui fait l'objet de nombreuses recherches à travers le monde, et est au coeur du présent travail.

Après quelques rappels sur le renforcement des bétons standards, les nombreuses propositions existantes permettant le renforcement des éléments imprimés sont présentées. Certaines sont très inspirées des méthodes de renforcement traditionnelles, béton fibré, armé et/ou précontraint et permettent un déploiement rapide dans le contexte normatif existant. D'autres sont plus novatrices et adaptées à ce nouveau type de mise en oeuvre des matériaux cimentaires, mais nécessitent d'avantage de recherches afin de bâtir les contextes normatifs permettant leurs larges adoptions. Ces propositions se déclinent, à posteriori, lorsque les renforts sont ajoutés ultérieurement une fois la structure en mortier non renforcée fabriquée, en amont, lorsque des fibres courtes sont introduites dans le matériau avant le pompage, ou en ligne quand les renforts sont intégrés juste avant l'extrusion du matériau.

La fabrication additive par extrusion nécessite une grande maîtrise du comportement mécanique à l'état frais appelé comportement rhéologique. Nous avons ainsi présenté les caractéristiques des matériaux cimentaires au jeune âge. Ces derniers sont des fluides à seuil présentant à la fois des propriétés de solide pour des contraintes inférieures à un certain seuil et une capacité d'écoulement liée à la présence d'une phase liquide importante. Ce seuil de transition évolue aussi naturellement avec le temps et ce vieillissement est très intéressant pour la mise en oeuvre du matériau par fabrication additive. Tout l'enjeu de l'extrusion robotisée est alors la maîtrise de l'évolution du seuil de cisaillement, afin de garantir sa pompabilité, son extrudabilité et sa constructibilité. Ces termes sont parfois uniquement associés (à tort de notre point de vue) aux matériaux, mais sont en fait très dépendants du procédé et de la technologie respective. Pour illustrer ce point, deux alternatives technologiques sont comparées.

La première technologie classiquement utilisée se compose d'une unique pompe, conduisant à un seuil de cisaillement important en sortie de buse et une structuration modérée au cours du temps. Du fait de la simplicité du système utilisé, cette technologie est robuste et conduit à une mise en oeuvre appelé 'extrusion lace shaping' (ELS). La forme du boudin est définie par la forme de la buse et supposée indéformable. Sa section est généralement rectangulaire et nécessite le maintien de l'orientation de la buse par un degré de liberté supplémentaire.

Une seconde technologie, appelée multi-étage, est plus complexe, et se compose de plusieurs pompes permettant de réaliser le dosage d'un adjuvant juste avant la dépose du matériau cimentaire. La stratégie de contrôle de la rhéologie consiste en la formulation d'un mortier auto-plaçant à très faible seuil de cisaillement et faible structuration, jusqu'à l'ajout d'un accélérateur provoquant une augmentation importante du paramètres de structuration. Cette technologie permet d'adapter la structuration à la vitesse d'impression et à la géométrie de la pièce, et conduit à la définition au nouveau mode de déposition par écrasement appelé 'Oriented Lace Pressing' avec une liberté géométrique plus importante et de meilleures tolérances de fabrication sans nécessiter de réorientation de la buse.

Par ailleurs, nous montrons qu'à notre connaissance, aucune stratégie de renforcement en ligne adaptée à la mise en oeuvre OLP n'a été proposée dans la littérature. La proposition d'une telle stratégie est la question centrale de cette thèse. Elle a conduit au développement d'un nouveau procédé de renforcement par l'ajout de nombreux fils continus de très faible diamètre, appelé Pultrusion interne ou 'Flow-based pultrusion', décrite dans la deuxième partie de ce mémoire. Ce procédé conduit à l'extrusion d'un composite à matrice cimentaire, dont le comportement sera appréhendé par l'étude approfondie des propriétés mécaniques de l'interface.

Le principe fondateur de ce nouveau procédé est l'utilisation du débit du matériau cimentaire dans la buse pour réaliser l'entrainement de fils continus de très faible diamètre et répartis dans la section. L'utilisation du système de pompage multi-étage est alors pertinent puisqu'il permet de contrôler le seuil de cisaillement au moment du mélange avec les fils pour atteindre le niveau d'imprégnation souhaité des nombreux fils de renfort répartis à travers la section du boudin et pour générer une force d'entrainement permettant le transport des fils de renfort. La mesure du seuil de cisaillement en sortie de buse est donc une donnée critique pour assurer le bon fonctionnement du procédé.

Le chapitre 3 propose donc un essai particulier, appelé slug test, basé sur l'étude de l'écoulement goutte à goutte qui se manifeste lors de l'écoulement sous poids propre des fluides à seuils. Il permet la détermination des propriétés rhéologiques et notamment le seuil de cisaillement du matériau cimentaire en sortie de buse.

Différents protocoles expérimentaux, basés sur la mesure de la masse de la goutte, sont présentés permettant la réalisation de plusieurs séries d'expérience à diverses échelles qui associés à différents modèles de fluides à seuil (parfaitement plastiques, de Bingham, d'Herschel-Bulkley, ou thixotropes et vieillisant) permettent de capturer l'évolution du comportement rhéologique. Par ailleurs, on montre que le slug test semble aussi capable de mesurer la variabilité des propriétés rhéologiques du matériau cimentaire extrudé, ce qui est essentiel pour la certification de ces nouveaux procédés. Finalement, un autre protocole, basé sur l'étude de la forme de la goutte, est introduit, permettant de découpler l'identification du seuil de cisaillement et de la viscosité pour affiner encore l'identification et permettre un réglage optimal du parcours de fabrication. Le slug test est par ailleurs directement transférable à l'industrie de l'extrusion robotisée. Deux types d'utilisations sont envisagées : l'une pour le réglage des paramètres du procédé juste avant le début de l'impression, largement déployée sur la plateforme Build'in, où le seuil de cisaillement en sortie de buse est mesuré systématiquement avant les impressions ; et l'autre, pour optimiser la stabilité des propriétés rhéologiques et leurs variabilités et ce pour des formulations de matériaux très diverses. De plus, lors de la mise en oeuvre de la Pultrusion interne, il permet le dosage de l'adjuvant afin de permettre l'entrainement des fibres.

Le chapitre 4 présente un cahier des charges plus précis concernant la Pultrusion Interne ou Flowbased Pultrusion, ayant fait l'objet d'un dépôt de brevet.

Ce cahier des charges présente des contraintes de procédé classées en trois catégories, les contraintes cinématiques, s'appliquant sur le paramétrage des parcours d'impression et du débit, les contraintes dynamiques, portant sur le seuil du matériau cimentaire et sur la puissance du dispositif d'extrusion robotisée de mortier non renforcé initial, et enfin, les contraintes sur la formulation de la matrice cimentaire. Les deux premières contraintes permettent ainsi d'estimer, par la mise en oeuvre d'une expérience simple, le taux de renforcement maximal atteignable, par un dispositif technologique d'extrusion robotisée, muni d'un dispositif de Pultrusion Interne. Tandis que le troisième type de contrainte indique que cette estimation est une borne supérieure du taux de renforcement maximale. Son impact devra toutefois faire l'objet de futurs travaux. Par ailleurs, un premier prototype de machine est présenté et les premières expérimentations permettent de conclure que le procédé de renforcement par Pultrusion Interne, associé au procédé d'extrusion robotisée muni d'un système de pompage multi-étage, permet l'introduction de plusieurs fils continus répartis dans la section tout en conservant une grande liberté géométrique, et conduit en sortie de buse à l'obtention d'une famille de matériau cimentaire possédant des propriétés mécaniques renforcées à l'état frais comme à l'état durci, baptisés bétons anisotropes. Suite à cette preuve de concept, la dernière partie de ce manuscrit est alors consacrée à l'exploration du comportement mécanique à l'état durci de tels matériaux anisotropes par l'étude approfondie du comportement mécanique de l'interface entre différents fils et différentes matrices cimentaires imprimables via l'étude d'une géométrie simplifiée, un micro-composite possédant un unique fil de renfort.

Dans le chapitre 5, une méthodologie globale de génération de modèle multi-barre à partir d'une formulation en contrainte d'un problème mécanique axisymétrique par réduction dimensionnelle est d'abord présentée. Elle est basée sur l'utilisation de la fonctionnelle de Hellinger-Reissner en supposant que les contributions d'énergie radiale et tangentielle sont faibles par rapport aux termes d'énergie longitudinale et de cisaillement. Une fois la modélisation élastique dimensionnelle 1D établie, différents comportements interfaciaux, analogues à ceux proposés dans la littérature, sont introduits et associés aux modèles multi-barres proposés. Enfin, différentes conditions limites relatives à deux essais expérimentaux permettent de compléter la formulation de deux problèmes mécaniques. La première expérience est le pull-out qui est couramment utilisée dans la littérature pour la détermination des propriétés d'interfaces et la deuxième est l'essai de tirant (tension stiffening) original à cette échelle. Les différentes solutions quasi-analytiques de ces problèmes sont ensuite établies et utilisées pour simuler leurs courbes caractéristiques respectives : force-déplacement relatif de l'essai de pull-out et force/élongation pour l'essai de tirant.

Par la suite, le chapitre 6 propose une méthodologie d'identification des propriétés d'interfaces entre fibre et matrice, basée sur les deux types d'expériences micromécaniques et sur la minimisation de l'erreur quadratique entre les courbes caractéristiques simulées par le modèle multi-barre introduit dans le chapitre 5 et les courbes expérimentales. Le matériel et les protocoles propres à chaque expérience sont alors introduits. Une première étude est alors menée sur l'interface entre un fil unitaire inox et des matrices cimentaires imprimables. On montre alors que les deux expériences réalisées conduisent à des valeurs similaires pour les paramètres d'interface. Le modèle d'interface le plus performant, au sens des moindres carrés, pour la simulation des courbes expérimentales est le comportement adoucissant puis frottant (Softening and frictionnal interface). Par ailleurs, on retrouve la dépendance de la résistance d'interface à la résistance du béton déjà mis en évidence pour les bétons fibrés. Un dernier résultat intéressant est l'influence de l'ajout du polyacrilamide (PAM) qui provoque une baisse de la rigidité de l'interface. On postule que cet effet s'explique par une augmentation de la porosité de l'interphase.

Par ailleurs, on démontre l'intérêt de l'essai de tirant, présentant des conditions limites très identiques à la modélisation, et permettant la détermination des propriétés d'interfaces dans le cas des composites à matrice fragiles possédant une interface suffisamment faible par rapport aux résistances des deux phases. On montre aussi que l'omission de l'effet du coefficient de Poisson considéré dans l'analyse théorique est valide dans le cas de la fibre unitaire inox.

Une deuxième étude se consacre alors à l'identification des propriétés d'interface pour six couples envisagés pour la réalisation de bétons anisotropes. Elle est précédée par la présentation des deux matrices cimentaires envisagées, l'une commerciale fournie par LafargeHolcim et nommée NAG3, utilisée lors de la mise en oeuvre de l'extrusion robotisée au laboratoire, dont la formulation n'est pas connue précisément ; et l'autre, formulée au cours de cette thèse, et issue de l'amélioration des formulations précédentes. L'augmentation de sa stabilité permet alors sa mise en oeuvre par extrusion robotisée (testé uniquement sur un dispositif de table). Par ailleurs, en plus du fil Inox, deux fils multi-fibres, l'un en basalte et l'autre verre de type S, sont envisagés pour la réalisation de bétons anisotropes et utilisés pour réaliser les échantillons. Les propriétés mécaniques en compression des deux matrices sont alors déterminées, ainsi que le comportement mécanique en traction des fils.

Les propriétés mécaniques des différentes interfaces sont alors identifiées exclusivement à partir de l'essai de tirant, conformément à la méthode proposée dans la première étude. Cet essai a été sélectionné du fait de la simplicité des conditions limites qui devait aussi convenir à la réalisation des essais in situ sous tomographie à rayons X limitant fortement l'épaisseur des échantillons. Sur l'ensemble des échantillons réalisés lors d'une même gâchée, une partie a ainsi été testée selon la méthodologie d'identification par analyse inverse, définie précédemment, tandis que l'autre partie a servi à la réalisation des essais de tirant in situ présenté dans le dernier chapitre. L'analyse inverse a permis de mettre en évidence plusieurs constats :

• Les fils multi-fibres minérales de faible TEX possèdent une très bonne adhésion avec la matrice cimentaire, bien meilleure que celle des fils unitaires d'inox.

• Cette excellente adhésion rend plus difficile la caractérisation des propriétés de l'interface par essai de tirant, due aux faibles déformations obtenues.

• Le seuil de cisaillement de la matrice cimentaire pendant la fabrication a une grande influence sur les propriétés d'interfaces dans le cas des fils multi-fibres. La diminution de ce dernier (d'un facteur ±2) provoque une augmentation de la résistance d'interface et une augmentation importante de la rigidité d'interface, qui est probablement à l'origine de la rupture prématurée des fils multi-fibres. Cet effet macroscopique s'explique par une meilleure imprégnation de la fibre à l'échelle microscopique.

• Les essais de tirant sur les fils multifibres imprégnés dans la matrice NAG3 présentent un phénomène de multifissuration qui préfigure le comportement des bétons anisotropes réalisés avec la même matrice comportant un taux de renforcement similaire. Ainsi, même pour des taux de renforcement très faibles (autour de 0,4% à 0,5%), un comportement mécanique macroscopique pseudo-ductile est constaté.

Finalement, le dernier chapitre est consacré à l'étude des phénomènes microscopiques au niveau de l'interface, par observations directes obtenues grâce aux essais in situ. Une campagne expérimentale ambitieuse a été proposée et acceptée par l'équipe de la ligne de microtomographie Anatomix du Synchrotron Soleil. Elle consiste en la réalisation d'essais mécaniques de tirant in situ, similaires à ceux réalisés pour l'analyse inverse, permettant l'observation directe et non destructive des phénomènes microscopiques à l'origine de l'endommagement de l'interface fil/matrice cimentaire. Un dispositif de traction sur fil instrumenté adapté au montage du tomographe de la ligne Anatomix a alors permis de réaliser des essais de tirant à petite échelle sur les six échantillons étudiés dans le chapitre précédent et des acquisitions successives d'images volumiques de l'interface de chaque échantillon à plusieurs niveaux de chargement. Ces dernières ont permis de détecter de très fines fissures et leur évolution en fonction du niveau de chargement, grâce à la mise en oeuvre d'une méthodologie de traitement d'image volumique intensif incluant : La corrélation de volume numérique (DVC), la soustraction de volume numérique (image subtraction) et le seuillage hessien (Hessian-based Filtering).

Trois origines microscopiques de l'endommagement interfacial sont ainsi mises en évidence ; la décohésion, observée pour l'ensemble des échantillons constitués de fil monofibre inox et pour les fils multi-fibres, dont l'imprégnation est limitée aux fibres situées dans une partie très superficielle du fil ; la multifissuration de forme conique émise par le fil et se propageant dans la matrice cimentaire vers l'extrémité du prisme dans un cylindre de matrice centré sur le fil d'un rayon comparable au diamètre du fil multi-fibre utilisé, l'espacement des fissures coniques étant régulier et inférieur ou égal au diamètre du fil utilisé ; et la multifissuration transverse de la matrice cimentaire interne et au voisinage du fil, l'espacement des fissures transverses étant aussi régulier, mais ici de l'ordre de quelques diamètres d'une fibre.

Dans le cas des fils multi-fibres, ces trois modalités d'endommagement peuvent être observés simultanément. La présence de ces modes d'endommagement particuliers étant corrélée à des niveaux d'imprégnation croissants, et se traduit à l'échelle macroscopique par une modification des propriétés mécaniques de l'interface, passant d' une résistance et d'une raideur faibles en présence d'un endommagement par décohésion à une résistance et une raideur très importantes en présence d'un endommagement par multifissuration transverse et conique.

Par ailleurs, on montre aussi que l'imprégnation dépend du seuil de cisaillement de la matrice, mais aussi de la forme de la section du fil qui modifie la distance à parcourir par la matrice à travers le faisceau de fibre.

Une dernière partie plus prospective s'intéresse aux mesures complémentaires obtenues par l'essai in situ. Une comparaison des longueurs de décohésion mesurées par microtomographie est effectuée avec les prédictions de la modélisation multi-barres en fonction du comportement de l'interface envisagée dans le chapitre précédent. Bien que le modèle d'interface adoucissante et frottante permette une estimation intéressante, la différence significative de tendance entre la mesure in situ et la prédiction théorique pourrait expliquer la différence du mode de ruine obtenue entre les échantillons ayant servi à l'identification des propriétés mécaniques et les échantillons utilisés pour réaliser les observations in situ. Ceci permet de penser que l'augmentation des propriétés d'interface, notamment la rigidité d'interface liées à l'imprégnation, provoque la diminution de la résistance mécanique des fils imprégnés.

Par ailleurs, le champ de déformations calculé à partir du champ de déplacement obtenu par la corrélation d'images volumiques permet, lorsque le fil est convenablement imprégné de mettre en évidence une hétérogénéité de contrainte dans la section du fil multi-fibres. Cette dernière contribue à la baisse de la résistance d'interface. Ce type d'analyse devrait permettre d'améliorer la compréhension du fonctionnement de l'interface du système fil multi-fibres/matrice cimentaire et d'améliorer le modèle multi-barre proposé dans le chapitre 5.

Finalement, en extrapolant les résultats des essais de tirant aux comportements des bétons anisotropes renforcés par fils multi-fibres contenant un taux de renfort limité, il semble que les propriétés d'interface doivent être choisies dans une certaine gamme, suffisamment importante pour favoriser une multifissuration dense, mais suffisamment faible pour limiter l'hétérogénéité de contrainte dans le fil de renfort au niveau des fissures. Ceci est probablement différent pour des taux de renforcement supérieurs, où une interface très résistante est nécessaire afin de pouvoir appliquer les modèles mécaniques développés pour les composites et pourrait permettre de retarder l'apparition de la première fissure traversante. Quoi qu'il en soit, le procédé de pultrusion interne est alors très intéressant puisqu'il devrait permettre de contrôler la qualité de l'imprégnation des fils en optimisant les propriétés de la matrice dans la zone de mélange et ainsi l'exploration d'une grande gamme de comportements macroscopiques pour les bétons anisotropes différents pour un taux de fibre donné. Ce qui ouvre la voie à l'optimisation de ce dernier en fonction de l'application visée.

Perspectives

Au cours de ce travail, une nouvelle méthode de renforcement innovante adaptée à l'extrusion robotisée à grande échelle est proposée. Ce travail englobe un grand nombre de problématiques, qui sont en soit des sujets de recherches. Il laisse donc place à de nombreuses perspectives concernant la caractérisation des propriétés mécaniques à l'échelle du boudin à l'état durci comme à l'état frais, mais aussi concernant son utilisation. Ces dernières sont déjà à l'étude et au coeur du sujet d'une nouvelle thèse démarrée récemment.

Développement de méthodologies expérimentales pour la caractérisation du comportement à l'échelle du boudin

La première perspective consiste en l'identification et la modélisation du comportement des bétons anisotropes à l'échelle du boudin. Pour cela, on pense naturellement aux essais de tractions directes permettant de capturer le comportement macroscopique des bétons anisotropes à l'état durci. Celui-ci pourra être comparé avec le comportement du boudin non renforcé, mais aussi avec une éprouvette réalisée par coulage, afin de pouvoir mieux identifier l'impact du procédé de fabrication sur le comportement. Les premiers essais de traction directes (voir figure 7.19-a)) ont été réalisés sur des éprouvettes coulées à partir du prémix fourni par LafargeHolcim, injecté à travers un réseau de fils de basalte identique à celles utilisées dans ce travail de thèse, mais regroupées pour former des fils de 400 TEX. Les premiers résultats pour des éprouvettes contenant une fraction volumique de renforcement 1% sont encourageants et permettent l'obtention d'un comportement écrouissant illustré sur la figure 7.19-b). Cette phase de comportement écrouissant est liée à une perte de raideur et des déformations permanentes et provoquée par un phénomène de multifissuration débouchante.

Lors de ces premiers essais, les fils utilisés et le niveau d'imprégnation obtenu n'ont pas permis d'augmenter la limite élastique du matériau cimentaire qui est inchangée par rapport à l'échantillon non renforcé. Cependant, des tests récents sur d'autres échantillons comprenant un peu moins de 1% de fils multi-fibres de verre S de 66 TEX imprégnés par un mortier dont le dosage en superplastifiant a été légèrement augmenté pour obtenir un seuil de cisaillement très faible permettent l'augmentation de la limite élastique jusqu'à 2 kN, et conduisent à une rupture fragile du béton anisotrope. Par ailleurs, aucune fissure débouchante n'est detectée. Il semble donc bien qu'il soit possible de modifier le comportement du composite selon le niveau d'imprégnation et le type de fibre utilisé. Ceci est l'un des aspect principaux de la thèse de Léo Demont.

Une autre perspective concerne la détermination du comportement rhéologique du boudin de béton anisotrope et notamment du seuil de contrainte. Du fait de la direction privilégiée du renfort, le comportement à l'état frais et notamment la valeur du seuil de cisaillement ne peut pas être déterminée par rhéométrie classique. Une estimation de ce dernier pour des fractions volumiques de renfort faible devrait pouvoir être déterminée par un raisonnement théorique par la méthode de l'homogénéisation par calcul à la rupture en supposant que l'intégralité des efforts de traction sont transmis aux fibres. Dans ce cas, on peut considérer que la résistance du boudin de béton anisotrope est obtenue par addition des contributions des deux phases. Cependant à l'état frais, on peut considérer que la contribution de la matrice est négligeable. Si on note F f la force de rupture de la phase renfort, la résistance à la traction du boudin de section S dans la direction du renfort sera donc approximativement égale à σ l = F f /S. Au contraire, les résistances dans les directions transverses sont très peu renforcées par les fibres, la résistance en traction serait donc approximativement celle du boudin non renforcé. Si on suppose un critère de Von Mises de seuil de cisaillement τ c , la résistance à des efforts de traction ou compression dans les directions transverses est donnée par σ t = √ 3τ c . 

Champs d'applications potentiels

Plusieurs champs d'application potentiels pourraient émerger avec le développement de l'utilisation des bétons anisotropes. Le premier concerne l'élargissement des géométries réalisables par extrusion robotisée. En effet, seules les géométries funiculaires étaient envisagées pour le moment du fait de l'absence de résistance à la traction. L'ajout d'une résistance à la traction permet d'envisager de nouvelles typologies de structure faisant apparaitre des efforts de traction dans la direction du boudin. Par exemple, la figure 7.20 montre une corolle réalisée par extrusion robotisée d'un matériau cimentaire non renforcé. L'élargissement du diamètre au cours de la réalisation implique alors la présence d'efforts de traction. Ces derniers ont d'ailleurs conduit à la fissuration du matériau au cours de sa réalisation, mise en évidence sur la figure 7.20. L'utilisation de béton anisotrope devrait ainsi permettre d'explorer ce type de structures à une plus grande échelle et présentant des porte-à-faux bien plus importants.

La deuxième application envisagée est celle des treillis spatiaux réalisés en béton anisotrope (voir fi- Plus généralement, la stratégie de mise en oeuvre de béton anisotrope envisagée consiste à appliquer les méthodes de renforcement initialement développées dans le cadre des composites à matrices polymères dans le contexte de l'extrusion robotisée de béton anisotrope. On pense tout particulièrement aux structures multi-couches, couramment utilisées pour l'optimisation des performances mécaniques à un type de sollicitation donné. Le raisonnement multicouche est par ailleurs naturel dans le contexte de l'extrusion robotisée. La figure 7.21 présente deux types d'assemblage. Dans le premier (figure 7.21a)), l'ensemble des renforts sont alignés dans la même direction. On obtient alors un comportement isotrope transverse, similaire à celui du boudin. Ce type d'assemblage est naturellement obtenu lors de la réalisation des barres du treillis en béton anisotrope. Dans le deuxième (figure 7.21-b)), la direction de renforcement est alternée à chaque couche permettant un renforcement efficace dans deux directions principales, souvent prises orthogonales. Ceci ouvre la voie à une infinité de stratégies de renforcement optimisé en fonction de l'application envisagée. On pense par exemple à l'application du renforcement selon les directions de contraintes principales. Il reste néanmoins de nombreux aspects à étudier avant de pouvoir envisager des procédures de certification pour ces nouveaux concepts et stratégies, préalable incontournable à leur développement. 

Annexe A

Capacité de détection du slug test automatique

Ce paragraphe précise la capacité de détection minimale du système d'acquisition automatique présenté dans le chapitre 3 avec les paramètres de filtrage utilisés. Pour cela, nous nous plaçons d'abord dans un cas théorique où l'évolution de la masse est une fonction constante par morceaux, où chaque palier a une période égale au temps de formation de la goutte T s et où la différence entre les valeurs de deux pas consécutifs est égale à la masse de la goutte m s .

L'idée derrière le dispositif de détection est simplement de surveiller la différence entre deux acquisitions de masse consécutives et indépendantes, soit la dérivée discrète de l'acquisition de masse, appelée ici, signal dérivé brut. Ainsi, la détection d'une nouvelle goutte est limitée par le niveau de bruit du système d'acquisition, dont l'écart-type est noté σ brut , et sa fréquence d'acquisition maximale, notée f brut . Deux acquisitions consécutives étant indépendantes, l'écart-type du signal dérivé est donné par √ 2σ brut . Pour un signal brut idéal, la transition instantanée de la masse entre deux parties constantes peut avoir lieu dans le pire scénario au milieu d'une acquisition du signal discret, ce qui divise la valeur du signal dérivé brut par deux. Par conséquent, on considère que le changement de plateau est détectable, si la masse de la goutte est supérieure à deux fois l'écart-type de l'amplitude du bruit : m s > 2 √ 2σ brut = 118, 0 grammes. Afin d'augmenter la capacité de détection des faibles masses, le niveau de bruit peut être réduit en utilisant une moyenne glissante, appliquée par convolution avec un noyau de taille n. Le cas échéant, l'écart-type du bruit filtré est égal à σ f ilt = σ brut √ n .

Dans ces conditions, on appelle signal dérivé filtré, le signal obtenu par la différence entre deux paquets consécutifs de n acquisitions pour garantir l'indépendance des événements comparés. Appliqué à un signal théorique, ce signal a une forme en dent de scie et les pics correspondent à l'impact de la goutte et leur amplitude est égale à la masse de la goutte. Dans le pire scénario, l'impact de la goutte a lieu au milieu d'une acquisition brute ce qui divise l'amplitude de cette acquisition par 2. Cependant, celle-ci ne représente plus qu'une acquisition sur les 2n utilisées pour calculer le signal dérivé filtré. La diminution maximale de l'amplitude du pic du signal dérivé n'est alors que d'un facteur 1/2n. Ainsi, la masse de la goutte minimale détectable est donc donnée par :

m s > m min = √ 2 2n 2n -1 σ f ilt = 2n 2n -1 √ 2σ brut √ n (A.1)
Cette expression laisse penser que la taille du noyau de convolution du filtre n doit être prise la plus grande possible. En réalité, celle-ci est limitée par la relation :

n T s f brut = 10000T s (A.2)
On peut illustrer cette condition par le fait que l'application d'un filtre moyen avec n = T s f brut transforme une fonction constante par morceaux en une fonction affine strictement croissante. En réalité, lorsque n devient grand, les dents du signal dérivé filtré d'abord bien espacées, se rapprochent puis s'aplatissent. Le noyau de convolution doit donc être suffisamment grand pour diminuer le bruit de mesure, et suffisamment petit pour ne pas écraser le signal. De plus, à un débit donné Q, la masse de la goutte m s est directement liée par la relation : m s = Q × T s . En supposant que la taille du noyau de convolution soit limitée à un ordre de grandeur en dessous de sa valeur limite, on obtient une nouvelle inégalité sur la masse :

m s > 10Qn f brut (A.3)
Les équations (A.1) et (A.3) montrent qu'il existe nécessairement une valeur optimale de n maximisant l'efficacité du système de mesure. Toutefois, ces équations (A.1) et (A.3) ne sont valables que pour le signal théorique. Dans les acquisitions brutes réelles, le système de mesure physique à une inertie qui répartit le changement de palier sur un certain domaine temporel, c'est-à-dire sur un certain nombre d'acquisitions k. L'amplitude des pics du signal dérivé filtré est, dans ce cas, le poids de la goutte diminuée d'un facteur k/2n. Cependant, le poids apparent de la goutte est supérieur à son poids statique d'un facteur noté c d , due à la décélération de la goutte au moment de l'impact. L'amplitude des pics du signal dérivé devient alors égale à m s × c d × (1 -k/2n).

L'équation (A.1) devient dans pour une acquisition réelle :

m s > m min = 1 c d 2n 2n -k √ 2σ f ilt = 1 c d 2n 2n -k √ 2σ brut √ n (A.4)
En analysant les données d'une acquisition typique, nous avons remarqué que la transition avait une durée réelle de l'ordre de 0,05 seconde, soit 500 acquisitions et que la masse dynamique mesurée été environ le double de la masse statique. Nous avons alors établi empiriquement qu'une moyenne glissante effectuée sur 800 éléments est un bon compromis. L'amplitude des pics est dans ce cas, diminuée d'un facteur 500/1600, mais augmentée d'un facteur 2 grâce à la vitesse de chute. Ainsi, la masse minimale détectable est égale à m min = 1600 2×(1600-500) √ 241.7 √ 800 ≈ 2. Cette estimation est déterminée lorsque l'événement "amplitude des pics supérieurs à l'écart-type" se produit. Une telle condition ne garantit pas l'absence de fausses détections, (Ceci se produit 35% ici, pour la condition "pic supérieur à un écart-type", 5% pour la condition "pic supérieur à deux écart-types), dont on a vu précédemment qu'elles ont un impact majeur sur la précision du slug test. Ainsi, plus la masse de gouttes se rapproche de la limite indiquée, plus il est difficile de distinguer la détection des gouttes de la fausse détection.

On rappelle qu'une détection intervient lorsque le signal dérivé filtré devient supérieur à une valeur de seuil. Pour diminuer les fausses détections, le seuil doit être fixé à plusieurs écart-types du signal dérivé filtré afin de limiter le pourcentage de fausses détections. Par ailleurs, on diminue encore la probabilité d'obtenir une fausse détection par échantillonnage du signal pour diminuer le nombre d'événements observés. Cependant, afin de conserver une précision sur la mesure temporelle de l'impact, nous avons toutefois opté pour un ré-échantillonage à une fréquence de 25Hz.

Dans la pratique, le signal dérivé filtré échantillonné, simplement appelé signal dérivé, est calculé à partir des acquisitions filtrées et échantillonnées. Il est donc obtenu en effectuant la différence de deux paquets de deux mesures consécutives, réalisé en pratique par convolution avec le noyau [1,1,-1,-1]/2. Par ailleurs, pour minimiser les fausses détections, le seuil n'est pas fixé à une valeur constante, calculé à partir de l'écart-type du bruit d'acquisition. Mais, il est ajusté au signal dérivé des données analysées, c'est-à-dire en incluant les pics dus aux impacts. En considérant qu'environ 5% du signal correspond à des zones de transition (0.05 secondes d'impact sur une période 1 secondes), la valeur du seuil de détection est alors fixée à deux écart-types de ce signal. Cette méthode est plus robuste, car elle permet d'obtenir un seuil dépendant de la masse des gouttes, ce qui réduit la sensibilité à des décrochages de matières parasites qui peuvent se produire pendant l'essai. En isolant X dans l'expression précédente, on obtient :

X = L tot -tanh   ρgx 6V µ p L tot 2 - 6V µ p ρg + arctanh   L tot L tot 2 - 6V µp ρg     L tot 2 - 6V µ p ρg = f (x)
(B.7) Le profil pour un observateur extérieur est alors simplement obtenu en remplaçant X par f (x) dans l'expression (B.3). Après simplification, on obtient :

R(x) = R(f (x)) = R 0 1 - ρg 6µ p V L tot 2 cosh       x 2 ρgL tot 3µ p V 2 - 2ρg 3µ p V + arctanh       L tot L tot 2 - 6V µ p ρg             2 (B.8)
En ajustant cette expression théorique au profil d'écoulement réel, on peut imaginer utiliser un protocole expérimental identique à celui du slug test pour déterminer la valeur de la viscosité apparente en sortie de nez lors d'un écoulement laminaire. 

Annexe D

Détermination du modèle mécanique multi-barre généralisée -Determination of Generalized 1D model

Here, an deeper description of the dimensional reduction method through equilibrium of Hellinger-Reissner functional discussed in chapter 5 is provided. Radial and tangential components of the energy would be neglected. Then, for sake of simplicity, their respective components of stress are not kept in the analysis. They are however not null and a way to calculate their value is mentioned at the end this appendix.

D.1 Determination of radial distribution of non-zeros stress components

First, the axial equation of the axisymmetric equilibrium (5.1) is recalled: It creates an internal link between both stress component. Consequently, the knowledge of the distribution in the section of the radial shear stress σ k rz in each material, i.e. their radial dependency, permits to deduce the respective distribution of the axial stress components.

• Matrix From (5.4), shear stress in matrix is searched for in the followinfg decomposed form: Note that this expression is the classical 1D equilibrium and could have been obtained in this simple case only using the sum of the external force applied on the matrix element. The precedent is however a general method that could be used when the equilibrium formulation is less intuitive.

Substituting (D.4) in (D.3), matrix axial stress at microscale can be expressed as a function of the generalized forces of the 1D rod model, for the specific shape functions O(r) and I(r) that are adopted, and of a so far undetermined pre-existing (independent on Q e and F m ) radial distribution C m (r) which does not depend on z: We define the generalized axial force in the fiber as F f (z) = 2π Rm R f σ m zz (z)rdr. Averaging of (D.7) over the fibre cross section and differentiating along the z direction gives the 1D equilibrium of a fibre segments:

σ m zz (r, z) = -   O m (r) + O m (r) r F m (z) 2πR f +   O m (r) 2πR f + I m (r) 2πR m + Om(r)
∂F f ∂z (z) = -2πτ i (z) R f 0 rI f (r) + I f (r) dr = -2πτ i (z) [rI f (r)] R f 0 = -2πR f τ i (z) ⇒ ∂F f ∂z (z) = -Q i (z) (D.8)
Similarly to the matrix case, this expression is the classical 1D equilibrium and could have been obtained in this simple case only using the sum of the external force applied on the fibre element.

Substituting (D.8) to (D.7), the fibre axial stress at microscale can be expressed as a function of the generalized force of the 1D rod model, for the specific shape function I f (r), and of a z-independant pre-existing radial distribution of axial stress C f (r):

σ f zz (r, z) = I f (r) + I f (r) r F f (z) 2πR f + C f (r) (D.9)
From now, the longitudinal local stress components have been expressed in terms of arbitrary shape functions that describe the radial evolution of the shear stress and of longitudinal internal force. In the following, these expressions will be used in the Hellinger-Reissner energy functional to deduce 1D displacement variables in energy duality with the above defined internal forces.

D.2 Determination of generalized 1D displacement variables and "weak" boundary conditions

First, the Hellinger-Reissner energy functional is recalled:

HR(û, σ) = Ω σ • (û) - 1 2 σ • S • σ dΩ - Su σ • n • (û -u d ) dS u - S f T d • û dS f with:
σ : the trial stress tensor û and (û) : the virtual displacement vector and its corresponding virtual strain S : the compliance tensor Its stationarity with respect to the generalized virtual displacement, which a function of the local virtual displacement û, ensures the equilibrium of the generalized trial stress, i.e. a function of the local trial stress div(σ) = 0, and the verification of generalized boundary conditions in stress, while its stationarity with respect to the generalized stress ensures an elastic behaviour and the verification of the generalized boundary conditions in displacement. Otherwise, note that the virtual displacement û and the trial stress field should be respectively a vector field and a symmetrical tensor field, but that neither compatibility constraint on the local virtual displacement, nor strict equilibrium on the local 3D stress field are required, contrary to the principles of minimum potential energy or complementary energy.

Let us first study the stationarity of HR with respect to the virtual displacement. Then, the terms of the functional that depend on virtual displacements, û, are studied apart:

HRu(û) = Ω σ • (û)dΩ - S T d • û dS (D.12)
Integration by part of the volumetric terms of (D.12) yields:

HRu(û) = - Ω div(σ) • ûdΩ + S σ • n -T d • û dS (D.13)
Each term of (D.13) is now studied separately:

• for the volumetric term, we introduced the matrix subdomain Ω m and the fibre domain Ω f , the first term of (D.13) then reads:

Ω divσ • û dΩ = Ωm divσ • û dΩ m + Ω f divσ • û dΩ f
In the matrix subdomain, substituting (D.1), (D.2) and (D.3) in (D.13) yields: Note that the integral contains should also contain the term in σ rz , but it cancels by integration over the surface due to the axisymmetry of the problem.

Ω f divσ • û dΩ f = Ω f I f (r) + I f (r) r Q i (z) + F f (z) ûz 2πR f + o f (û r ,
Supposing that the boundary of longitudinal stress radial distribution can be separated into the 1D internal force mode (D.5) and a residual part: T d (z) = F d m (z) + o(z), equation (D.17) can be rewritten with some terms depending on 1D generalized displacement and residual terms. The projection of the boundary conditions on 1D generalized displacement, Ûm , gives the final "weak" 1D boundary condition in matrix: Then, replacing (D.9) in the boundary term of the fibre yields: Similarly to the matrix case, supposing that boundary of longitudinal stress radial distribution can be separated into the 1D internal force mode (D.9) and a residual part: T d (z) = F d f (z)+i(z), equation (D. 19) can be rewritten with some terms depending on 1D generalized displacement and residual terms. The projection of the boundary conditions on 1D generalized displacement, Ûf , gives the final "weak" 1D boundary conditions in the fibre: • F m (z) ←→ Û m (z)

∂Ω f σ • n -T d • û dS m = 2π
∂Ω f σ • n -T d • û dS f = (F f (l) -F d f (l)) × Ûf (l) + (F f (0) -F d f ( 0 
• F f (z) ←→ Û f (z) • Q i (z) ←→ Ûm (z) -Ûf (z)
Consequently, the stationarity of Hellinger-Reissner functional in relation to virtual displacement gave us the 1D equilibrium and the boundary conditions.

D.3 Determination of the generalized 1D behaviour from the elastic behaviour of the constituents

Now, let us study the Helliger-Reissner function stationarity in relation to the generalized 1D forces in order to obtain the generalized 1D behaviour. To do so, the unstudied part of the HR function, similar to complementary energy W , is studied apart:

W (σ) = Ω 1 2 σ • S • σdΩ = Ωm 1 2 σ m • S m • σ m dΩ m + Ω f 1 2 σ f • S f • σ f dΩ f (D.24)
In both fibre and matrix supposed isotropic, the complementary energy of the axisymmetric 3D problem can be decomposed into different non zero components. Similarly replacing (D.9) in (D.25) gives the complementatry energy in the fibre:

Ω f 1 2 σ f • S f • σ f dΩ f = Ω f 1 2 1 E f σ f zz 2 + 1 G f σ f rz 2 dΩ f = 2π l 0 R f 0   1 2E f I f (r) + I f (r) r F f (z) 2πR f + C f (r) 2 + 1 2G f I f (r) Q i (z) 2πR f 2   rdrdz
Gathering the fibre and matrix terms and keeping only the terms in relation to generalized force yields: In each partial derivatives, the two last terms correspond to predeformations either caused by the shear stress applied on the external surface of the matrix cylinder or by the choice of the radial dependence of the local axial stress field existing without in each material C m and C f . The most simple choice to make is to choose both C m (r) = 0 and C f (r) = 0. Moreover, if no shear force is applied in the external surface of the matrix cylinder, all the predeformation vanishes, and the elastic behaviour is given by:

W (σ) W (F ) = l 0 Rm R f 1 4E m πR 2 f O m (r) + O m (r) r 2 F m (z) 2 + 1 E m R f O m (r) + O m (
- 1 E m R f O m (r) + O m (r) r F m (z)C m (r) + 1 4G m πR 2 f O m (r) 2 Q i (z) 2 1 2G m πR f R m O(r)I m (r)Q i (z)Q e (z) rdrdz + l 0 R f 0 1 4E f πR 2 f I f (r) + I f (r) r 2 F f (z) 2 + 1 E f R f I f (r) + I f (r) r F f (z)C f (r) + 1 4G f πR 2 f I f (r) 2 Q i (z)
+ Rm R f 1 E m R f O m (r) + O m (r) r C m (r)rdr dz ∂HR ∂F f = l 0 ∂ Ûf ∂z (z) - R f 0 1 2E f πR 2 f I f (r) + I f (r) r 2 rdr × F f (z) R f 0 1 E f R f I f (r) + I m (r) r C f (r)rdr dz ∂HR ∂Q i = l 0 Ûm (z) -Ûf (z) - R f 0 1 2G f πR 2 f I f (r) 2 rdr + Rm R f 1 2G m πR 2 f O m (r) 2 rdr Q i (z) - Rm R f 1 2G m πR f R m O m (
• Û m (z)) = 1 Km F m (z) with 1 Km = Rm R f 1 2EmπR 2 f O m (r) + Om(r) r 2 rdr • Û f (z)) = 1 K f F f (z) with 1 K f = R f 0 1 2E f πR 2 f I f (r) + I f (r) r 2 rdr • Ûm (z) -Ûf (z) = 1 K i Q i (z) with 1 K i = R f 0 1 2G f πR 2 f I f (r) 2 rdr + Rm R f 1 2GmπR 2 f O m (r) 2 rdr

D.4 Calculation of radial and tangential stress

To calculate the radial σ rr and tangential σ θθ stress in both materials, we can use the first equation of equilibrium (5. The term ∂σ k rz ∂z (r, z) can be seen as a term source. Consequently, if we postulate the radial dependency of one of them, we can deduce the other one from the radial equlibrium. It provides a statically admissible stress field, which can be used to estimate the stress.

Note that the general approach prenseted in this annex could take into account those new fields. In that case, more sofisticated mechanical models could be obtained, including for instance, the effects of the Poisson coefficient or the one of an important transversal stress. They however raise more complexity. Finally, a matrix form of the homography can be written :

t i pf i X X C i Y C i Z C i
z i    x i ỹ i 1    =          
cos(θ) + ỹc f y sin(θ) 0 0 0 1 + sin(θ) ỹc f y (cos(θ) -1) ỹc 0 sin(θ)

(1 + h d )f y cos(θ) (1 + h d )f y              xi ỹi 1    = H    xi ỹi 1    (E.9)
Now, the apparent deformation of a virtual strain gauge due out-of-plane displacement can be expressed by: Once the transformation and respective deformation of the camera image is known, the value for its different parameters, and specifically the motion ones θ and h/d that describes the out-of-plane displacement, still need to be determined. 

OP = ∆l l = x i -x c -(x i -x c ) x i -x c (E.

E.1.1 Determination of the out-of-plane rotation and translation

Firstly, the determination of the out-of-plane rotation θ is made by the determination of the yarn orientation vector by the use of two successive cross products.

Indeed, in image coordinate, two points can define a unique line and the cross product between these points gives the line orientation vector. In order to obtain a 3D vector, the distance between CCD sensor and lens expressed in pixel f y is used as the 3rd coordinate. 3D pixel coordinates of point number j from the camera number j is then x j cam i = x j cam i , y j cam i , f i t . A 3D line normalized orientation vector from a given camera t i can be expressed by :

t i = x 1 cam i × x 2 cam i || x 1 cam i × x 2 cam i || (E.12)
For a given camera, the distance between the CCD sensor and the lens can be expressed in pixel using a relation deduced from figure E.3 and technical data provided by camera manufacturer. It gives the two focal lengths corresponding to the two axis of the image, supposed here identical:

f x = f y = f = L pix L mm + 1 p × L f (E.13)
In the last relation, L pix is the pixel length of a given object in the image frame, L mm is the real size of this object, p is the size of the physical pixel and L f is the focal length of the mounted optic. In practice, concrete prism has a given size and can be used to calculate this parameter. Then, the normalized orientation vector expressed in the referential of camera 1 is obtained using another cross product between the normalized orientation vector from first camera t 1 and normalized orientation vector from the second camera t 2 expressed in the coordinate system of the first one :

t R1 f = t 1 × (P 2→1 .t 2 ) (E.

14)

P 2→1 is the change of frame matrix from camera 2 to camera 1. In our case, camera orientation is considered to form a right angle. Then, this matrix is only composed with 0 and 1. Secondly, out-of-plane displacement of a reference point is measured. In that step, if a fixed point is visible in the image of one camera. It is chosen as the reference for out-of-plane displacement. If not,

Z 1 X 1 Z 2 X 2 C 2 C 1 d 1 d 2 u r cam 2 u r cam 1 h 1 1 h 2 1 h 1 2 h 1 3 h 2 2 Figure E
.4 -Schematic description of the algorithm used to determine out-of-plane displacement of the reference point the same physical point needs to be tracked by both cameras. Its frame coordinates in both cameras are noted u r cam 1 and u r cam 2 . The rigid out-of-plane translation of that reference point respectively from the first and second cameras, noted h 1 n and h 2 n can be obtained using the following algorithm in few iterations :

h 1 0 = 0 h 2 0 = 0 and while h 1 i+1 -h 1 i > ,                        h 1 i+1 = d 2 + h 2 i × u r cam 2 .     1 f x2 1 f y2     . X c 2 .Z c 1 Y c 2 .Z c 1 h 2 i+1 = d 1 + h 1 i+1 × u r cam 1 .     1 f x1 1 f y1     X c 1 .Z c 2 Y c 1 .Z c 2 (E.15)
The vector [1/f x , 1/f y ] t reduces to the scalar 1/f when f x = f y = f . That scheme is illustrated in figure E.4. Then, once the orientation vector of the wire t f known, the out-of plane rotation angle for both camera θ i can be calculated with θ i = -arcsin(t f .Z i ).

Finally, using the precedent relation (E.13) and figure E.3, the distance camera-object d can also be deduced: E.3:

d = f × L mm L pix = 1 + L mm pL pix × L f (E.16)
This subsection thus provides all the parameter d, f , h and θ that are needed to apply the homography H. Consequently, apparent deformation OP induced by out-of-plane displacement can be calculated and removed from the apparent deformation. The following section will finally describe the measurement error using that methodology introducing uncertainties in the relative position of the camera, the optical system and the sensor used.

E.2 Accuracy of the measurement

In this part, a first simplified analytical analysis on the error level due to out-of plane displacement by the proposed methodology. Let us first study measurement accuracy of f , d, when using the information provided by the camera manufacturer. Derivating the expression of f (E.13), one can get the first order of error: df = ∇f.[∂L f , ∂L pix , ∂L mm , ∂p] t (E.17

)
where ∇f is the gradient vector of f . Dividing the relation above by expression of f (E.13), one obtains the relation error: Another simple analytical study on the error can be performed using the simple expression of outof-plane deformation OP on the virtual equation (E.11). This expression represents the error made if raw data are used without post-processing. But, the first order error made when post-processing is applied to raw data, i.e. when OP is subtracted to apparent deformation app , would be of the order of magnitude of the total derivative of out-of-plane deformation d OP : As a consequence, the deformation error magnitude will depend on the ratio h/d, θ and the ratio ỹi f = y i -c y f .

df f = Er f .[ ∂L f L f ,
d OP = |∇ OP .[
In order to study the influence of uncertainties on both cameras relative position, optics and sensors on the deformation error. A virtual experiment should be performed applying a rigid displacement to a virtual wire and measured with two virtual cameras. Then, the apparent deformation made with and without correction can be evaluated for a given out-of-plane displacement amplitude, and should cancel when the correction is perfect. The parameters of the virtual experiment are, six parameters indicating the relative position of the cameras, five more parameters indicating the actual position of the yarn and eight parameters needed to model the transformation from object to image coordinate for each camera: f x ,f y ,c x ,c y . Finally, twenty parameters in total can affect the measurement error.

For practical reasons, only few virtual experiments have been computed. The values of parameters were chosen for the virtual experiments to be similar to the real experiments, and the out-of-plane
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 1 Figure 1 -Planche rassemblant différents brevets d'éléments de structure en béton armé [Chr02].
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 2 Figure 2 -Augmentation du nombre de projets de fabrication additive à large échelle pour la construction depuis le concept original en 1997 [BLdSJD18].

Figure 1

 1 Figure 1.1 -Différentes classes granulaires qui constituent des bétons modernes (agrégats, sables, fillers, ciment, et hydrates) classées sur un graphe de la surface spécifique en fonction de la taille des particules, les C-S-H sont les principaux produits d'hydratation des bétons [VD18].
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 12 Figure 1.2 -Constituants du béton et réactions d'hydratation respectives

Figure 1

 1 Figure 1.4 -Courbe force déformation obtenue lors d'un essai de traction cyclique sur béton [Ter80]
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 15 Figure1.5 -Effet des fibres en fonction de leur diamètre et de leur taille[START_REF] L R Betterman | Fiber-Matrix Interaction in Microfiber-Reinforced Mortar[END_REF] 

Figure 1

 1 Figure 1.6 -Fibres courtes usuellement utilisées pour le renforcement des matériaux cimentaires : a) Différentes géométries de fibres métalliques permettant de maximiser la dissipation lors du déchaussement [Bra08] b) Différents matériaux utilisés pour réaliser les fibres de renfort [HA19]

Figure 1

 1 Figure 1.7 -Schéma et courbe caractéristique du comportement [BO95]

Figure 1

 1 Figure 1.8 -Courbe caractéristique du comportement des composites à matrices cimentaires [vZWO + 12]

Figure 1

 1 Figure 1.9 -Composants et comportement des composites à matrices cimentaires renforcées par textiles TRC : a) photographie d'un textile de renfort et d'une plaque de TRC [HCH07] b) courbes contraintes-déformation typiques lors d'un essai de traction directe [Mec13].

Figure 1

 1 Figure 1.10 -Variantes de pull-out couramment utilisés pour la détermination des propriétés de l'interface d'un renfort intégré dans une matrice cimentaire. a) Pull-out simple d'un yarn [PB00] b) Double pull-out appliqué aux TRC [LO12] c) Double pull-out appliqué par flexion 4 points [LCF + 04]

Figure 1

 1 Figure 1.11 -Essais micromécaniques pour la détermination des propriétés d'interface : a) pull-out hemisphérique b) Test de la goutte c) Tests des trois fibres (Three-fiber tests) d) Push-out e) Essai de fragmentation f) Essai de Broutman (Images reproduites à partir de [Zha05])
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 112 Figure 1.12 -Description axisymétrique idéalisée de l'essai de pull-out du problème mécanique réel 3D [Ban04].

  , le système d'équations obtenu est identique. La première se base sur l'hypothèse d'une discontinuité de déplacement à l'interface et introduit une relation entre celle-ci et la contrainte de cisaillement (Bond stress-slip relation). On parle alors d'interface cohésive. Cette hypothèse est introduite par [Law72] qui postule une relation linéaire entre la contrainte et la discontinuité de déplacement à l'interface jusqu'à ce que la contrainte dépasse la résistance de l'interface τ max . Un régime frottant est alors postulé dans la zone d'interface endommagée. De nombreux auteurs ont adopté ce type de modélisation et certains ont proposé d'autres lois d'interface dont quelques exemples sont illustrés sur la figure 1.14). La figure 1.13 montre une coupe transversale de tomographie au voisinage d'une fibre d'acier imprégnée dans une matrice cimentaire, issue de [Ban04]. Elle illustre l'augmentation de la porosité aux abords de l'interface fibre-matrice. L'introduction d'une interphase paraît alors justifiée dans ce cas. Cependant, la modélisation choisie suppose implicitement que toute l'énergie de cisaillement transite par l'interface. Ceci n'est, en toute rigueur, justifié que par l'existence d'une interphase dont la raideur en cisaillement est beaucoup plus faible que celle de la matrice et de la fibre.

Figure 1 .

 1 Figure 1.13 -Coupe transversale (tomographie) d'une unique fibre d'acier plongée dans une matrice cimentaire issue de [Ban04], la matrice cimentaire est ici séparée par une couche poreuse (porous layer) et une couche de portlandite (CH layer).
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 114 Figure 1.14 -Différentes lois contrainte-discontinuité de déplacement à l'interface : a) Comportement élastique frottant [Law72, Law82, Nay77, Zha05] b) Comportement bilinéaire puis frottant, c) Loi de comportement d'interface non-linéaire proposée par [FNB00], d) loi de comportement théorique mentionnée par [Ban04]
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 115 Figure1.15 -Schéma du mécanisme de rupture des mèches lors de l'essai de pull-out[START_REF] Banholzer | BOND BEHAVIOUR OF A MULTI-FILAMENT YARN EMBED-DED IN A CEMENTITIOUS MATRIX[END_REF] 
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 116 Figure 1.16 -Mécanisme de rupture des mèches par essais de pull-out FILT en fonction de l'imprégnation [KBB06] : a) Schéma du montage expérimental b) évolution de la proportion de fibres intactes en fonction du déplacement relatif. c) Courbes caractéristiques de pull-out (force/déplacement relatif) dans le cas saturé et non saturé

Figure 2

 2 Figure 2.1 -a) Concept fondateur par procédé lit de poudre proposé par Joseph Pegna pour la fabrication additive à grande échelle de matériaux cimentaires [Peg97] b) Procédé utilisé pour les premières mises en oeuvre à grande échelle [Kho04]
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 22 Figure2.2 -Interaction dominante dans le comportement à l'état frais en fonction de l'échelle de tailles des particules constituant les matériaux cimentaires[START_REF] Martinie | Comportement rhéologique et mise en oeuvre des matériaux cimentaires fibrés[END_REF] 

  le seuil de cisaillement du fluide à seuil et µ p sa viscosité dynamique. Et, le modèle de fluide d'Herschel-Bulkley à trois paramètres, plus général, correspondant à des matériaux cimentaires contenant une fraction volumique importante de sable et granulat, est défini par : τ = τ c + K γn = µ app γ (2.4) avec µ app = τ c / γ + K γn-1 (2.5) où τ c est le seuil de cisaillement du fluide à seuil, n est l'indice de fluidité et K la cohérence du fluide. Notons que les fluides de Bingham sont donc des cas particuliers de fluides de Herschel-Bulkley dont l'indice de fluidité est égal à l'unité n = 1.

  Figure2.4 -a) Évolution de la contrainte de cisaillement (shear stress) avec la déformation de cisaillement (shear strain). La limite entre le comportement solide et le comportement liquide (flow onset) est séparé par la déformation critique (critical strain) où la contrainte atteint un pic (yield stress). b) Évolution de la contrainte critique (yield stress) et de la déformation critique (critical strain) en fonction du temps de repos[START_REF] Roussel | Rheological requirements for printable concretes[END_REF] 

Figure 2 . 5 -

 25 Figure 2.5 -Évolution du seuil de cisaillement (Yield stress) avec le temps log(t) à l'échelle de la pâte de ciment en relation avec les phénomènes microscopiques respectifs : (a) Système totalement dispersé par le malaxage et début de la floculation, (b) Système floculé par les force de Van der Waals et quelques hydrates, (c) Existence d'un squelette solide constitué de grains de ciment soudés par des hydrates, début de la structuration (d) Augmentation significative du nombre de liaisons chimiques marquant la fin de la réversibilité de la structuration. Figure issue de [Rou18]

Figure 2

 2 Figure 2.6 -Compacité, ou fraction volumique, de transition pour des sphères [Mar10]

Figure 2

 2 Figure 2.7 -Effet de l'ajout de PAM en solution : a) Courbe contrainte déformation de cisaillement pour différents dosages en PAM : effet sur une pâte de ciment (voie sèche) [BBBS + 15] b) évolution du seuil de cisaillement, mesuré par étalement lors de l'ajout de solution aqueuse de PAM à 4g/L, d'un mortier fin, analogue aux mortiers utilisés pour l'impression à grande échelle décrite dans la partie suivante.

Figure 2

 2 Figure 2.8 -Evolution temporelle du module élastique de cisaillement du mortier NAG3 avec et sans accélération : a) Module de cisaillement (échelle linéaire) en fonction du temps de repos b) Module de cisaillement (échelle logarithmique) en fonction du temps de repos.

Figure 2

 2 Figure 2.9 -Principe de l'extrusion robotisée par extrusion dépôt : a) Photographie durant la mise en oeuvre du procédé d'extrusion robotisée sur la plateforme Build'in b) Courbe de chargement obtenue pour une structure réalisée par empilement de couches identiques c) Schémas en coupe et notations utilisées dans cette partie (coupe longitudinale à droite et transversale à gauche)

Figure 2

 2 Figure 2.10 -Illustrations des contraintes sur le seuil de cisaillement au moment du dépôt et sur son évolution une fois le boudin déposé : a) fissures plastiques qui apparaissent lors de la réalisation de courbes trop importantes [Rou18] b) évolution du seuil de cisaillement avec le temps. La zone verte correspond aux évolutions admissibles du seuil de cisaillement et les zones en rouge correspondent à divers modes de ruine, étalement (flow out), rupture plastiques (flow out) et flambements (buckling) [RWRF18]
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 2212 Figure 2.11 -Systèmes d'extrusion robotisée fixes couramment utilisés : a) Système de la plateforme Build'in, similaire à [GDR + 16]. b) Système utilisé par l'université TU Eindhoven [BWAS16]

Figure 2 .

 2 Figure2.13 -Différents types de mise en forme du cordon au moment du dépôt[START_REF] Duballet | Building systems in robotic extrusion of cementitious materials[END_REF] 
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 214 Figure 2.14 -Réorientation pour éviter les phénomènes de torsion lors de la présence de courbure [BWAS16] : a) phénomène de torsion b) cinématique imposée par lors du dépôt
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 215 Figure 2.15 -Évolution qualitative de la courbe de chargement pour les mises en forme par extrusion (ELS) et par écrasement (OLP)
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 216 Figure 2.16 -Évolution qualitative de la hauteur en supposant la présence de fluage pour les mises en forme par extrusion (ELS) et par écrasement (OLP)

Figure 2

 2 Figure 2.17 -Mode de renforcement interne mis en place a posteriori : a) Poteau réalisé pour un collège à Aix-en-Provence, dont le coffrage perdu a été réalisé par extrusion robotisée, puis renforcé par le coulage d'un béton fibré à ultra haute performance [Dub18] b) Coffrage perdu imprimé renforcé par l'utilisation de cages d'armatures traditionnelles puis rempli d'un béton standard [AMB + 18] c) Structure fabriquée par extrusion robotisée intégrant les réservations permettant la mise en place de câbles de précontrainte [LBL + 12]
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 218 Figure 2.18 -Poutre constituée de plusieurs éléments imprimés, renforcés par l'application d'un squelette métallique externe [AAMM18]

Figure 2 . 19 -

 219 Figure 2.19 -Alignement des fibres et comportements mécaniques des matériaux cimentaires fibrés : a) Schéma de l'alignement des fibres par l'extrusion [HMNV16] b) Densification du phénomène de multifissuration des éprouvettes réalisées par extrusion robotisée (a) lorsqu'elles sont soumises à un effort de traction simple orienté dans la direction de dépôt par rapport à l'éprouvette coulée (b) [ONM18].
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 220 Figure 2.20 -Dispositif de co-extrusion de boudin armé, renforcé par renfort continu : a) Schéma du dispositif technique permettant d'intégrer un câble métallique proposé par [LPP18] b) Schéma du dispositif permettant l'introduction d'une chaine métallique proposé par [BBS19].

Figure 2 .

 2 Figure 2.21 -Treillis en matériau cimentaire (Curved concrete truss) présenté à la conférence internationale Conference "FORM and FORCE" en octobre 2019 à Barcelone, Crédit photo Stephano Borghi

  b
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 31 Figure 3.1 -Illustration de l'écoulement goutte à goutte contrôlé par le seuil de cisaillement lors d'un écoulement vertical de fluide à seuil dans un champ de pesanteur : a) Schéma et notations b) Formation d'une goutte de Mayonnaise reproduite de [CG05] (pas de temps non régulier) c) Formation d'une goutte de mortier imprimable en sortie de buse (pas de temps régulier)
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 32 Figure 3.2 -Schéma des différentes typologies d'écoulement possibles lors de l'écoulement d'un fluide non newtonien sous poids propre. La première condition sur le seuil est donné pour le modèle de Bingham et la deuxième concerne le modèle de Herschel-Bulkley.

Figure 3

 3 Figure 3.3 -Schéma du montage expérimental du slug test à l'échelle de la paillasse et vue de la caméra
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 34 Figure3.4 -Graphe des masses des gouttes et du seuil de cisaillement apparent respectif en fonction du débit moyen et du temps passé depuis la première expérience de la série. Les points de même couleur et de même masse correspondent à la même série. La barre d'erreur est déterminée en utilisant l'équation (3.15) sur la courbe de couleur identique de la figure 3.5.
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 60083 Figure 3.6 -Schéma du montage expérimental de slug test automatique

Figure 3

 3 Figure 3.7 -Acquisition typique et détection automatique des gouttes
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 30 Figure 3.9 -Simulation numérique et formule analytique liant l'étalement adimentionnel s = h-h 0 h 0 (Dimensionless slump), au seuil adimentionnel τ = τ ρgh 0 (Dimensionless yield stress) lors d'un essai d'étalement par cône d'Abrams standardisé, reproduction de [RC05]
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 312 Figure3.12 -Masse moyenne des gouttes et domaine d'incertitude à 95% de la formulation P1000-E96-SP4,3-F0 pour différents ajouts de PAM et différents débits. L'axe des ordonnées à droite donne le seuil apparent calculé par (3.24).
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 315 Figure3.15 -Histogramme des masses de goutte, exprimées en gramme ou en seuil de cisaillement apparent associé (équation (3.24)), obtenu pour les expériences numéros 1 et 6 de la série 5. La hauteur des barres est normalisée par le produit de sa largeur et du nombre total de gouttes.
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 316 Figure 3.16 -Masse moyenne des gouttes et écart-type de la formulation P1000-E96-SP4,6-F2 pour différents dosages d'accélérateur et différents débits. L'axe des ordonnées à droite donne le seuil apparent calculé par (3.24). La différence de masse entre le dosage important et le dosage plus faible est tracée par les carrés jaunes. Les lignes pleines sont des modélisations approchées (équation 3.58) en considérant que la viscosité en sortie de nez est constante et égale à 100 Pa.s, que le seuil au moment du mélange τ c0 est égale à 70 Pa et le volume parcouru après accélération Ω acc a est environ égal à 0,4 litres.
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 318 Figure 3.18 -Seuils de cisaillement des expériences de paillasse déterminés par slug test en tenant compte de l'effet du débit et du temps de repos en fonction du seuil mesuré par essai d'étalement (slump test)

Figure 3 .

 3 Figure 3.22 -a) Schéma et notations du profil de l'écoulement goutte à goutte d'un fluide de Bingham, b) Profil d'écoulement dans le référentiel du matériau, c) Profil d'écoulement dans un référentiel extérieur et d) Profil d'écoulement approché dans un référentiel extérieur. Le profil d'écoulement goutte à goutte est calculé dans le cas d'un fluide de bingham avec τ c = 200 Pa, ρ = 2300 kg/m 3 et Q = 1 g/s pour trois valeurs de viscosité µ p .

  .87) Ce profil d'écoulement dans le repère du matériau, tracé sur la figure 3.22-b, doit ensuite être modifié pour tenir compte de l'allongement des longueurs due à la striction. Discussion sur la transition entre régime goutte-à-goutte et instationnaire Comme évoquer plus haut, on peut montrer que la condition de l'écoulement goutte à goutte donnée en début de chapitre est équivalente à L R 0 ≥ 0 et peut être précisée par l'expression (3.81). En effet, en remplaçant L R 0 par (3.83), L b par (3.81) et en divisant par la vitesse d'extrusion V :

Figure 3 .

 3 Figure 3.23 -Condition d'existence de l'écoulement goutte à goutte

  rapport de (3.91) par (3.89) et en substituant L g et L c par leurs expressions (3.78) et (3.76) respectivement, on obtient

Figure 3

 3 Figure 3.24 -Analyse simplifiée de la forme de la goutte de l'expérience de paillasse numéro 1 (cf. table 3.1) avec Q = 2 g/s, τ app c = 220 Pa et R 0 = 5, 5 mm
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 41 Figure 4.1 -Schéma fonctionnel du procédé de fabrication de Béton Anisotrope par extrusion robotisée renforcée.

Figure 4

 4 Figure 4.2 -Schéma des différents procédés de renforcement continu : a) Co-extrusion b) Pultrusion interne c) Pultrusion

Figure 4

 4 Figure4.3 -Torsion de boudin en présence de courbure géodésique lors de la mise en oeuvre du procédé de dépôt de boudin (Extrusion Lace Shaping)[START_REF] Bos | Additive manufacturing of concrete in construction : potentials and challenges of 3D concrete printing[END_REF] 

Figure 4

 4 Figure 4.4 -Première buse réalisée pour renforcer le boudin de mortier en sortie de buse

  programmation et le contrôle du robot ABB utilisé pour déplacer la tête d'impression sont réalisés à l'aide du logiciel HAL Robotics et le trajet d'impression a été défini à l'aide de Rhino+Grasshopper. Le lancement du procédé est effectué selon le protocole suivant : 1. Introduction des renforts dans les conduits dédiés 2. Fabrication du mortier 3. Démarrage du débit de béton en bloquant les fils de renforts jusqu'à l'obtention de la consistance souhaitée 4. Libération des fils de renforts au démarrage du parcours La figure 4.6-b montre spécifiquement la répartition obtenue des renforts au sein du boudin récolté en sortie de buse, celle-ci est comme attendu fidèle à la répartition étoilée imposée par la géométrie
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 454 Figure 4.5 -Géométrie de la buse (brevetée) a) Coupe transversale et longitudinale b) Photographie en cours de mise en oeuvre du procédé de pultrusion interne

Figure 4

 4 Figure 4.7 -Poutre flexion renforcée par fils multi-fibres : a) Montage utilisé b) Poutre de mortier renforcé c) Détails de la répartition des fils de renforts dans le boudin de mortier.

Figure 4

 4 Figure 4.8 -Prototype technologique actuel de Pultrusion Interne adapté sur la celulle d'extrusion robotisée du laboratoire a) Schéma du dispositif de pultrusion interne b) Photographie en cours de procédé.

Figure 4

 4 Figure 4.9 -Type d'écoulement obtenu en sortie de buse : a) un boudin non renforcé (écoulement goutte à goutte), b) Boudin renforcé par cinq fibres continues avant découpe au ciseau (écoulement bouchon) et c) Boudin renforcé après découpe au ciseau (écoulement bouchon).

Figure 4

 4 Figure 4.10 -Schémas et notation de la cinénatique de la pultrusion interne : a) Coupe longitudinale, b) Coupe transversale

Figure 4

 4 Figure 4.11 -Contraintes géométriques : a) Vitesse d'avance, b) Géométries admissibles du boudin après dépôt
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 414 Figure 4.14 -Problématique du drainage des matériaux cimentaires soumis à un différentiel de pression à partir de plusieurs figure de [Per06] : a) Écoulement lors de l'extrusion avec une réduction importante du diamètre de l'orifice de matériau parfaitement plastique en haut et mortier cimentaire ferme en bas b) Mise en évidence de l'assèchement dû au drainage par "squeezing test". La zone sèche correspond à la zone cylindrique centrale plus claire.
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 415 Figure 4.15 -Exemples d'extrusion bloquée et non bloquée : a) Débit cumulé en fonction du temps et b) Force d'extrusion en fonction du temps [ECRKA17]
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 416 Figure 4.16 -Effet de paroi dû à l'ajout de fibre unidimensionnel [Mar10]

  Figure 5.1 -Geometry and notations of the 3D mechanical problem

r

  Table 5.1 -Different combinations of elementary interface behaviours
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 52 Figure 5.2 -Illustration of the radial shape functions of the shear stress in the composite sample

=

  ∞. A practical solution given by the author is to avoid this problem is to rewrite the logarithmic term adding the coefficient χ. Then, ln Rm R f

Figure 5

 5 Figure 5.4 -Geometry, coordinate systems and boundary conditions of the studied micromechanical tests: a) Pull-out test b) Tension Stiffening test

Figure 5

 5 Figure 5.6 -Typical Tension Stiffening force-elongation curves on the left and respective debonding progression on the right simulated by the multi-rod model with different interface mechanical behaviours
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 57 Figure 5.7 -Internal force distributions: Fibre force at the top and shear force at interface for increasing loadings and for: a) Pull-out test b) Tension Stiffening test

  Figure 5.8 -Schematic boundary conditions when a frictional area exists; coordinate systems and notations for both tests
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 59 Figure 5.9 -Internal forces with frictional interface

Figure 5 .

 5 Figure 5.10 -Schematic boundary conditions and notations for tension stiffening a) and pull-out b)tests on composites with a linearly softening interface

Figure 5

 5 Figure 5.11 -Internal forces with linearly softening interface
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 512 Figure 5.12 -Internal forces with softening frictional interface

Figure 6

 6 Figure 6.1 -Trial Specimen Fabrication: a) Schema, b) Plastic 3D printed mould, c) Demoulded specimen and d) Protected speckled specimen

Figure 6

 6 Figure 6.2 -a) View of Pull-Out Experimental set-up, b) Camera 1 capture and c) Camera 2 capture

Figure 6

 6 Figure 6.3 -Experimental Pull-Out data: a) First camera force relative displacement curve b) Second camera force relative displacement curve

Figure 6

 6 Figure 6.4 -Experimental Force-fibre strain curve in blue and best linear fit in yellow.

Figure 6

 6 Figure 6.5 -Comparison between experimental force-relative displacement curve of first NAV1 mortar/stainless steel fibre (dotted blue) and simulation with different interfacial behaviour: cohesive frictional (red), frictional (yellow), softening (purple) and softening frictional (green)

Figure 6

 6 Figure 6.8 -a) View of Tension Stiffening experimental set-up, b) Camera 1 capture and c) Camera 2 capture

Figure 6

 6 Figure 6.9 -Correction of experimental force elongation tension stiffening curve made by camera 1 (see figure 6.8-b): a) naked fibre: the blue curve is the raw deformation mesurement of the segment [BC], noted f app taking into account out of plane displacement and the red curve is the corrected deformation mesurement of the segment [BC], noted f corr , without taking into account out of plane displacement b) NAG3 composite: the blue curve is the raw deformation mesurement of the segment [AB], noted capp without taking into account out of plane displacement, the red curve is the corrected deformation mesurement of the segment [AB], noted ccorr , taking into account out of plane displacement and yellow curve is the corrected deformation mesurement of the composite, noted c , i.e. the corrected deformation mesurement of the segment [AB] excluding the part of length Ψ 1 and Ψ 2 which are in fact naked fibers.

Figure 6

 6 Figure 6.10 -Corrected fibre and composite Force-elongation curves: a) both cameras b) mean curve

Figure 6

 6 Figure 6.11 -Comparison between simulations and experimental results for all mortar
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 612 Figure 6.12 -Residual between experimental curve and least square fitted simulations with different interfacial behaviours of table 5.1.

Figure 6 .

 6 Figure 6.13 -Échantillon de mortier de dimension 10×10×20 utilisé pour la caractérisation mécanique des matrices utilisées : a) Échantillon après essai mettant en évidence le positionnement de la jauge de déformation bi-axiale, b) Échantillon en morceau après essai et ouverture manuelle des fissures
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 614 Figure 6.14 -Courbes des essais de compression simple sur la matrice NAG3
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 615 Figure 6.15 -Courbes des essais de traction simple sur les fibres multi-fibres utilisés
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 618 Figure 6.18 -Courbes force-déformation obtenues par essais de tirants pour différents couples matrice cimentaire/fil multi-fibre : a) Courbes complètes b) Début des courbes c) Phénomène de multifissuration observé sur l'échantillon BF+NAG3 (mis en évidence le champ de déformation obtenu par DIC). Les tirets indiquent les courbes force-déformation d'une partie libre du fil, les traits pleins représentent les courbes force-déformation des fils immergés dans le prisme de matrice et les traits pointillés indiquent la zone d'incertitude (mesures corrigées des deux caméras).
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 61962066 Figure 6.19 -Comparaison de la courbe force-déformation expérimentale de l'échantillon BF+NAG3 avec les courbes simulées optimales pour différentes lois d'interface : a) Comparaison graphique b) Histogramme des résidus
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 77 Figure 7.1 -3D-printed mould with yarns before casting the printable mortar

Figure 7

 7 Figure 7.3 -Scheme and pictures of the final design of the in situ tension stiffening frame

Figure 7

 7 Figure 7.4 -Schematic view of the XRCT acquisition procedure for a 10-mm-long specimen with a voxel size equal to 0.65 µm (BF+NAG3 and BF+NAV) on the left and 0.325 µm (SGF+NAG3) on the right

Figure 7

 7 Figure 7.5 -Typical 8-bit grey-level XRCT image transversal slice of BF+NAG3 images and corresponding grey-level profiles in different material phases-f (X) : reference image, g(Φ 1 (X)) : transformed image using best local transformation and r(X) : defined by equation 7.2 with k = 128 (contrast and brightness are adjusted to enhance visual aspect) ; yellow arrows indicate location of the respective grey-level profiles

Figure 7

 7 Figure 7.6 -Examples of XRCT image transverse slices : (a) reference image and (b) subtracted image of the BF+NAG3 specimen ; yellow lines delimit areas on which image noise is quantified ; white lines emphasise local tomography artefacts

Figure 7

 7 Figure 7.7 -Definition of characteristic local angles of a crack in the cylindrical coordinate system

Figure 7 Figure 7 Figure 7

 777 Figure7.8 -Geometry of debonding in the BF+NAG3 sample at the last loading stage. For both subdomains sd2 and sd9 (defined in Figure7.4), a longitudinal slice, represented in both crack + transformed and crackness images on the left, is associated with two transversal slices of the crack + transformed image on the right. A 3D rendering, highlighting the conical shape of the cracks, is also provided for subdomain sd9. These slices are defined on the schematic 3D view by yellow and blue planes, respectively. The green cylinder represents the field of view of the local tomography. Voxel size is 0.65µm
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 7712 Figure 7.11 -Geometry of debonding in the S-GF+NAG3 sample at the last loading stage, in the sd2 (top) and sd16 (bottom) sub-domains. The same longitudinal slice represented in crack+transformed and crackness image (left) is associated with two transversal slices of the crack+transformed image (right) that are defined in the central schematic 3D view by blue and yellow planes respectively. The green cylinder represents the field of view of the local tomography (voxel size is 0.325µm)

Figure 7

 7 Figure 7.13 -Transversal and longitudinal slices of crack+transformed image at the upper end of BF+NAV (sd1) specimen at a force level of 34 N (dashed lines on both slices indicate the section plane used to draw the other slice).

Figure 7. 14 ,

 14 which shows the statistical distributions of the two angles presented in Section 7.1.4 (Figure7.7) for the three studied specimens. The angle θ d (Figure7.14 top left) is the angle between the crack normal transversal component and radial direction e r , while the angle ϕ (Figure7.14 top right) is the one between crack normal and yarn direction. Considering that cracks are mostly conical, θ d distribution then represents the roundness of the crack cone (a Dirac distribution located at 0 would then be the distribution for a circular transversal profile), and ϕ distribution represents the slope of the crack plane with the transversal plane.
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 714 Figure 7.14 -Top : angular distribution of normal vector of crack plane with respect to yarn direction-angle θ d at the left and angle ϕ at the right (see Figure 7.7) ; bottom left : mean transversal cross section of crack r(θ) normalised to an arbitrary size ; bottom right : mean longitudinal crack profile z(r) at the right-bottom corner. In these plots, position and cross section of yarns are recalled in dotted lines

Figure 7 . 16 -

 716 Figure7.16 -Comparaison de la longueur de décohésion expérimentale observée par tomographie pour les couples BF+NAG3 et S-GF+NAG3 (figures 7.10 et 7.12) avec les prédictions du modèle (chapitre 5) en utilisant des comportements d'interface frottant ou adoucissant (Soft : softenning, Fr : frictional). Les valeurs des paramètres mécaniques respectifs utilisées ont été obtenues à partir de l'identification réalisée dans le chapitre 6 (cf table 6.9) sur des échantillons issus de la même gâchée.

  Figure7.17 -Profil de déplacement dans la direction de la fibre U z du sous domaine sd1 de l'échantillon NAV+BF chargée à 34 N.
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 718 Figure 7.18 -Déplacement longitudinal U z , déformation de cisaillement rz et déformation longitudinale zz sur la coupe transversale X=1000 du sous-domaine sd1 de l'échantillon NAV+BF correspondant à la figure 7.12
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 719 Figure 7.19 -Traction simple sur éprouvette de béton anisotrope de référence (réalisée par coulage) : a) Schéma de l'essai de traction directe b) Courbe force/déformation de traction directe c) Multifissuration débouchante obtenue, les fissures sont surlignées en rouge
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 720 Figure 7.20 -Corolle réalisée par extrusion robotisée de matériau non renforcé vue de profil et vue de face.

Figure 7

 7 Figure 7.21 -Structure anisotrope par extrusion robotisée de béton anisotrope : a) Structure multicouche isotrope transverse b) structure multicouche orthotrope.

  Lorsque τ c /µ p 1, l'écoulement est stationnaire et l'équation de striction pour un fluide de Bingham (3.72) devient : référentiel du matériau, on a les relations L = L tot -X et dX = V dt. En remplaçant dans (B.1), on obtient :RdR = -ρgR 0 2 6µ p V (L tot -X)dX (B.2)En intégrant et en utilisant les conditions initiales, on obtient :R(X) = R 0 × 1 -ρg 3µ p V L tot × X -X 2 2 (B.3)R est bien une fonction décroissante de X pour X ∈ [0; L tot ]. Si on suppose que le jet devient des gouttes pour un rayon minimal noté R min , on peut alors calculer L tot en résolvant l'équation R min = R(L tot , on obtient alors : profil de l'écoulement pour un observateur extérieur, il faut prendre en compte l'allongement du cordon lors de la striction. En considérant, l'écoulement incompressible, on a la relation :

  des premiers travaux effectués aux cours de cette thèse a été la réalisation d'une extrudeuse de paillasse sur le modèle de la technologie d'impression béton. Ce travail a permis à l'auteur de se familiariser avec les outils de prototypages rapides. Mais, il a aussi permis de tester l'extrudabilité des mortiers formulés au laboratoire afin de garantir leur stabilité dans un écoulement proche. Le dispositif est décrit sur le schéma de la figure C.1. Ce dispositif est complété par un tapis roulant permettent de générer le mouvement relatif entre la buse et le support. Par ailleurs, la figure C.1 présente le dispositif en cours d'utilisation avec la formulation Navier.
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 1 Figure C.1 -Schéma du dispositif d'extrusion de table.

  Toutefois, son développement a été stoppé temporairement une fois la formulation du matériau Navier achevée qui a coïncidé avec l'arrivée du dispositif à d'extrusion à grande échelle avec le robot au printemps 2018. Un tel dispositif pourrait tout de même s'avérer très utile en pratique pour faciliter la formulation de mortier soumis à des écoulements très spécifiques et encore mal compris.
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 2 Figure C.2 -Dispositif d'extrusion de table en fonctionnement dépôt de mortier sur le tapis mobile.

  σ m rz (r, z) = τ i (z) × O m rz (r) + τ e (z) × I m rz (r) with O m rz (R f ) = 1 and O m rz (R m ) = 0 I m rz (R f ) = 0 and I m rz (R m ) = 1 (D.2)Introducing (D.2) in (D.1) and replacing for simplicity, O m rz (r) and I m rz (r) respectively by O m (r) and I m (r), matrix axial stress can be deduced:σ m zz (r, z) = -O m (r) + O m (r) r τ i (z)dz + I m (r) + I m (r) r τ ext (z)dz + C m (r) (D.3)We define the generalized axial force in the matrix by F m (z) = 2π Rm R f σ m zz (z)rdr. Averaging of (D.3) over the matrix cross-section and differentiating along the z direction gives the 1D generalized equilibrium over a matrix segment:∂F m ∂z (z) = -2π τ i (z) Rm R f rO m (r) + O m (r) dr + τ e (z) Rm R f rI m (r) + I m (r) dr = -2π τ i (z) [rO m (r)] Rm R f + τ e (z) [rI m (r)] Rm R f = 2πR f τ i (z) -2πR m τ e (z) ⇒ ∂F m ∂z (z) = Q i (z) -Q e (z) (D.4)with Q i (z) = 2πR f τ i (z) and Q e (z) = 2πR m τ e (z).

  3), fibre shear stress is given in the decomposed expression:σ f rz (r, z) = τ i (z) × I f rz (r) with I f rz (0) = 0 et I f rz (R f ) = 1 (D.6)Introducing (D.6) to (D.1) and replacing for simplicity, I f rz (r) by I f (r), the fibre axial stress can be deduced:σ f zz (r, z) = -I f (r) + I f (r) r τ i (z)dz + C f (r) (D.7)

S

  u and S f : the domain boundaries where respectively a displacement u d or a load T d are applied n : the exterior normal of the domain border (D.10)Note that in our case all the boundary conditions are formulated in force conditions. Then, S u = ∅ and S f is then equal to the total external surface of the domain Ω, noted S. The functional reduces to:HR(û, σ) = Ω σ • (û) -1 2 σ • S • σ dΩ -S T d • û dS (D.11)

  Ωm divσ•û dΩ m = Ωm -O m (r) + O m (r) r -Q i (z) + Q e (z) -F m (z) ûz 2πR f +o m (û r , σrr , σθθ )dΩ m (D.14)Similarly in the fibre subdomain, replacing (D.1), (D.6) and (D.7) in (D.13) gives:

Q 0 Q

 0 σrr , σθθ )dΩ f (D.15) Here, as we only consider the uniaxial displacement and neglect the energy term coming from radial and hoop stress, the functions o f and o m are neglected. Gathering (D.14) and (D.15) finally leads toΩ divσ • û dΩ f = l 0 Ûm (z) F m (z) -Q i (z) + Q e (z) + Ûf (z) F f (z) + Q i (z) dzwith Ûm (z) = displacements Ûm and Ûf put in evidence in (D.16) are displacement variables in duality with 1D internal force. Their expressions are certain averages of the 3D displacement weighted by a function that depends on the radial dependence of the shear stress in the section.• for the boundary term (at z = 0 and z = l), we also introduced ∂Ω m and ∂Ω f , respectively the boundary surface of matrix and fibre subdomains, it yields:∂Ω σ • n -T d • û dS = ∂Ωm σ • n -T d • û dS m + ∂Ω f σ • n -T d • û dS f Replacing (D.5) in the boundary term of the matrix yields:∂Ωm σ • n -T d • û dS m = 2π Rm R f σ m zz (r, l) • e z -T d (l) • û(r, l) rdr + Rm R f σ m zz (r, 0) • (-e z ) + T d (0) • û(r,0) rdr e (z)dz + C m (r)   ûz (r, l) rdr -O m (r) 2πR f + I m (r) 2πR m + Om(r) 2πR f + Im(r) e (ζ)dζ + C m (r)   ûz (r, 0) rdr (D.17)

  ∂Ωm σ • n -T d • û dS m = F m (l) -l 0 Q e (z)dz -F d m (l) × Ûm (l) + F m (0) -F d m (0) × Ûm (0) (D.18)

C

  (r, l) • e z -T d (l) • û(r, l) rdr + R f 0 σ m zz (r, 0) (-e z ) -T d (0) • û(r, 0) rdr = 2π Rm R f I f (r) + I f (r) r F f (l) 2πR f -T d (l) ûz (r, l) rdr f (r) ûz (r, l) rdr -2π R f 0 C f (r) ûz (r, 0) rdr = 0 (D.19)

0 - 0 Q 0 Q0

 000 )) × Ûf (0) (D.20) Gathering (D.16), (D.18) and (D.20), the virtual displacement dependent part of the functional is:HRu(û) HRu( Û ) = l Ûm (z) F m (z) -Q i (z) + Q e (z) + Ûf (z) F f (z) + Q i (z) dz + (F m (l) -l e (z)dz -F d m (l)) × Ûm (l) + (F m (0) -F d m (0)) × Ûm (0) + (F f (l) -F d f (l)) × Ûf (l) + (F f (0) -F d f (0)) × Ûf (0) (D.21)The stationarity of (D.21) with respect to Ûm and Ûf gives the 1D equilibrium and the boundary conditions of the 1D mechanical model:F m (z) -Q i (z) + Q e (z) = 0 F f (z) + Q i (z) = 0 F m (0) -F d m (0) = 0 F m (l) -F d m (l) -l e (z)dz = 0 F f (0) -F d f (0) = 0 F f (l) -F d f (l) = 0 (D.22)Moreover, an integration by part on (D.21) precises the energetic duality between the generalized displacements and the generalized forces:HRu( Û ) = l 0 Û m (z)F m (z) + Û f (z)F f (z) dz + l Ûm (z) -Ûf (z) Q i (z)dz + F d m (l) Ûm (l) + F d f (l) Ûf (l) -F d m (0) Ûm(0) -F d f (0) Ûf (0) -l 0 Ûm (z)Q e (z)dz + Ûm (l) l 0 Q e (z)dz (D.23)

S

  S k • σ k dΩ k = z = S r = S θ = 1 E k S rz = 1 G k S ν = -ν k E k (D.25) 291 E k , ν k and G k are respectively the Young modulus, the Poisson ratio and the shear modulus of an isotropic material k. Since tangential and radial components of the energy are neglected, replacing (D.5) in (D.25) gives the complementatry energy in the matrix: Ωm 1 2 σ m • S m • σ m dΩm =



  Q e (ζ)dζF m (z)

  2 rdrdz (D.26) Finally the stationarity of HR(û, σ) = HRu( Û ) -W (F ) (D.10), (D.23) and (D.26) with respect to generalized 1D forces gives:

  r)I m (r)rdrQ e (z) dz (D.27)

Figure E. 2 -

 2 Figure E.1 -Pin-hole model for endocentric optic (usual camera)

  10) if x i -x c << y i -y c , the apparent deformation reduces to:OP = ∆y y = y i -y c -(y i -y c ) y i -y c = cos(θ) + ỹi f × sin(θ) 1 1 + h/d -1 (E.11)

  Figure E.3 -Classical schema of optical geometry
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  Cependant, il semble que le modèle du cylindre homogène munis d'une interface cohésive permet de rendre compte convenablement du comportement d'interface [ZAL14, BB01, LO12] et que cette hypothèse n'est pas déraisonnable dans le cas d'un fil multi-fibre convenablement imprégné (voir figure 1.16-b). Il permet aussi une comparaison directe des propriétés du renfort par rapport à une fibre unitaire puisqu'il met en jeu les mêmes paramètres. Il sera donc utilisé dans la partie trois pour identifier les propriétés d'interfaces de ce type de structure.

  condition n'est pas triviale dans le cas d'un fluide de Herschel-Buckley. Mais, elle est liée à la valeur des ratios ρg pour un modèle de Bingham. Dans la dernière partie de ce chapitre, cette condition est explicitée dans le cas du modèle de Bingham. La figure 3.2 représente les différentes typologies d'écoulements en fonction du temps de séparation. Il faut noter l'existence d'un écoulement instationnaire, qui fait la transition entre l'écoulement goutte à goutte où le seuil de cisaillement domine, et l'écoulement stationnaire où ce dernier n'a pas d'effet. Il est caractérisé par l'existence de multiples instabilités géométriques sur l'extrudât (figure 3.2).

	τc	K τc	1 n V pour le modèle d'Herschel-Bulkley et	ρgµpV τ 2 c

  Table 3.1 -Formulations et propriétés rhéologiques identifiées par l'essai d'étalement et le slug test pour différents modèles rhéologiques postulés. L'analyse théorique et la méthode d'identification sont précisées dans la partie suivante. Les valeurs entre parenthèses sont les incertitudes de mesure exprimées en Pascal. Le seuil d'étalement est obtenu par un seul test et l'erreur est calculée en supposant

										Pa)
	1	11	E105-SP3,7	170(40)	220(20)	270(35)	150(10)	30	0,077	(3)
	2	9	E105-SP3,5	210(40)	270(20)	360(55)	210(10)	40	0,057	(8)
	3	9	E105-SP3	500(100)	470(40)	550(52)	220(30)	74	0,14	(22)
	4	7	E105-SP3,7	120(20)	220(10)	250(20)	150(10)	21	0,031	(5)
	5	7	E105-SP3	260(45)	280(20)	290(20)*	260(20)	10	0,018 (11)
	6	7	E115-SP3	120(20)	230(10)	270(35)	140(10)	25	0,050	(6)

une incertitude de mesure du rayon de 5mm. Pour le slug test, l'incertitude de mesure et la qualité du modèle sont données par l'écart-type des résidus par rapport à la valeur moyenne dans le cas du modèle parfaitement plastique ou par rapport au meilleur ajustement bilinéaire dans le cas du modèle de Bingham thixotrope.

Table 3

 3 

		•	1	1	1	2
	Étalement : τ c (Pa)	300 (60)	190 (50)	290 (50) 330 (60)
	ρ (kg/m 3 )	2350	2350	2350	2350
	lieu de mesure	entrée	entrée	sortie	sortie
	Slug test : m s (g)	19 (1,3)	15 (0,9)	8,1 (0,6) 8,9 (0,4)
	τ app c	(Pa)	350 (30)	270 (20)	260 (20) 280 (10)
	Débit (g/s)	6,9	15,3	4,7	4,6
	temps (min)	≈ 10	≈ 15	≈ 25	≈ 30
	Diamètre (mm)	20	20	15	15

.2 -Comparaison des valeurs de seuil de cisaillement apparent obtenues par slug test avec le seuil de cisaillement mesuré par étalement, en entrée ou en sortie du système.

  Pour les deux expériences, une buse de 20 millimètres de diamètre a été utilisée. L'ensemble des résultats expérimentaux est rassemblé dans la table 3.3. Les données des deux séries sont toutefois étudiées séparément dans la suite. Pour la série 4, l'évolution de la masse en fonction du débit et du dosage en PAM est donnée sur la figure 3.12. Les expériences sont numérotées par ordre chronologique et elles sont séparées d'une période de deux à cinq minutes.

					Slug test			
	ρ Série (kg/m 3 )	Id PAM (g/kg)	Q (g/s)	N	ms σ ms ∆m s τ app c (g) (g) (g) (Pa) (Pa) ∆τ c
			1	5,5	24,4	45 31 7,3	3	570
			2	5,5	28,9	44 37	10	4	660
			3	5,5	33,4	47 34	12	4	620
			4	5,5	38,0	42 34	11	4	620
			5	6,5	38,1	43 40	12	4	720
	4	2370	6	6,5	34	42 39 11,5	4	700
			7	6,5	29,3	42 41 6,0	2	740
			8	6,5	25,0	44 39 5,8	2	700
			9	7,5	25,0	36 47 3,1	1	850
			10	7,5	29,3	38 46 4,4	2	820
			11	7,5	33,5	30 43 5,5	2	770
			12	7,5	35,1	30 42 6,2	2	760
			1	6	11,9	45 19 7,6	2	350
			3	6	22,4	35 40 8,5	2	710
	5	2380	4	6	33	46 43 8,6	3	770
			5	7,5	22,4	22 67 5,8	3	1200
			6	7,5	32,9	29 62 9,4	4	1150
			8	7,5	12,1	11 86	11	7	1550 120
				Étalement cône d'Abrams		
	Série	ρ	Id PAM h 0 (mm)	h	s (mm)	∆s	τ c	∆τ c
	5	2380	2	6	300	74	226	5	410
		2380	7	7,5	300	153	147	5	1380
	Table 3.3 -Résultats des slug tests à grandes échelles avec ajout de PAM au niveau de la tête
	d'extrusion. Le diamètre de buse est de 20 millimètres et le temps d'acquisition est compris entre 30
	et 50 secondes.								

  .2). La figure 3.14 présente la comparaison graphique entre le seuil de cisaillement identifié par le slug test et le cône d'Abrams. Notons que la réalisation du test d'étalement avec le cône d'Abrams dure environ 20 min pour l'expérience 2 et environ 8 minutes pour l'expérience 7, tandis que les expériences de slug test dure environ 1 min. Les écarts important entre les masses de goutte des expériences 1 et 3 et 6 et 8 semblent mettre en évidence une structuration importante du mortier dans la zone de stockage. Les valeurs de seuils de cisaillement mesurées par étalement du cône d'Abrams sont par ailleurs bornées par les valeurs obtenues par les slug tests effectués juste avant et juste après les essais d'étalement. Les valeurs moyennes de ces slug tests sont tracées en traits mixtes. Cette valeur moyenne est respectivement supérieure ou très légèrement inférieure aux valeurs obtenues par cône d'Abrams pour les dosages en PAM respectivement le plus faible et le plus important. Par ailleurs, on peut aussi remarquer un effet du débit similaire à la série précédente. En effet, la masse des gouttes semble augmenter avec le débit pour le plus faible dosage en PAM et avoir le comportement inverse pour le plus haut dosage en PAM.

	PAM 7.5 PAM 6	Slug test Slump test	Moyenne Slug tests amont-aval
	(g)		
	m s		

Figure 3.14 -Masse moyenne des gouttes et écart-type de la formulation P1000-E96-SP4,6-F2 pour différents ajouts de PAM et différents débits. L'axe des ordonnées à droite donne le seuil apparent calculé par (3.24).

  À partir des différentes expériences présentées dans cette partie, un premier bilan sur la capacité du slug test à mesurer les propriétés rhéologiques en sortie de buse peut être dressé. Pour cela, deux graphiques traçant les seuils de cisaillement mesurés par slug test en fonction des valeurs obtenues par étalement sont tracés. Le premier graphe compare les essais d'étalements avec les expériences de

slug test réalisées en négligeant les potentiels effets du débit. Dans le cas des essais à l'échelle de la paillasse, l'influence du temps de repos est supposé faible puisque le matériau est cisaillé au niveau de la buse, le seuil du slug test est alors déterminé à partir de la masse moyenne de goutte obtenue pour le plus faible débit (colonne τ c (Q min ) de la table 3.1), tandis que pour les essais à grande échelle, le seuil d'étalement est comparé avec la moyenne des seuils obtenus pour les essais juste avant et juste après l'essai d'étalement afin de corriger les potentielles différences de temps de repos. Ce graphe démontre Figure

3

.17 -Seuil de cisaillement déterminé par slug test en négligeant les potentiels effets de l'effet du débit et du temps de repos en fonction du seuil mesuré par essai d'étalement (slump test)

  30)où dt est le pas de temps et γ le taux de cisaillement. α est un paramètre sans unité, lié au taux de déstructuration. Tandis que T (λ) est un paramètre correspondant à une période de structuration.

Pour les matériaux cimentaires non accélérés, elle prend une valeur faible, notée T dis lorsque le système est dispersé λ < λ f loc , puis tend rapidement vers une valeur plus importante et constante, notée T f loc , lorsque le système atteint un état floculé λ ≥ λ f loc . On suppose alors que T (λ) est constante par morceaux

[START_REF] Roussel | Steady and transient flow behaviour of fresh cement pastes[END_REF][START_REF] Roussel | A thixotropy model for fresh fluid concretes : Theory, validation and applications[END_REF] 

:

  33)Le matériau cimentaire est alors dans sa phase dormante. La valeur de A thix est alors faible. Notons qu'en fonction de la technologie d'impression utilisée la variable de temps t est éventuellement la somme du temps de stockage t st et du temps d'acheminement t p .Si le stock est très important devant le débit et/ou si le débit est irrégulier (arrêt et reprise de l'extrusion), on peut faire l'hypothèse que la variable t st est indépendante du débit. Au contraire, le temps d'acheminement t p est lui lié avec le débit massique d'extrusion Q et la masse volumique du fluide extrudé par l'expression : le volume du chemin entre la zone de stockage et la buse.Dans le cadre du slug test, on peut alors déterminer l'évolution de la masse de la goutte, exprimée en seuil apparent, en fonction du débit pour un fluide de Bingham thixotrope en substituant (3.33), (3.34) et (3.35) dans l'expression (3.27) :

	t = t st + t p	(3.34)
	t p =	ρΩ p Q	(3.35)
	avec Ω p		

  début du slug test τ c0 avec la valeur du seuil mesurée par une méthode différente à un instant différent (τ c (t) = τ cf + A thix t). Cette analyse a pu être réalisée sur les données expérimentales à l'échelle de la paillasse. Les résultats ont d'ailleurs mis en évidence que le modèle était pertinent lorsque le système induit un faible cisaillement. En effet, appliqué aux expérimentations à l'échelle de la paillasse, ce modèle linéarisé a permis de capturer avec une grande précision les variations de la masse des gouttes en fonction du temps de stockage et du débit d'extrusion pour les matériaux à faibles seuils de cisaillement et pour les diamètres de nez important (Série de la partie expérimentation 1,2 et 4).

39)

τ c0 et µ p0 sont respectivement les valeurs de seuil et viscosité au début de l'essai. Cette expression bilinéaire est intéressante, car elle permet d'estimer par régression linéaire au sens des moindres carrés, le seuil de cisaillement τ c0 et la viscosité µ p0 au début de l'essai et la structuration A thix . Notons que comme le système n'induit pas de défloculation importante, cette expression permet de comparer la valeur mesurée au

  comme la somme d'un terme dépendant du débit Q et de la géométrie (Ω γ est donnée par (3.41)) et d'un terme de dispersion maximale du système λ min dépendant seulement de la géométrie :

  57)Les différents régimes sont illustrés qualitativement en traits pleins sur la figure 3.20. Pour une faible dispersion induite par l'extrusion (diamètre de buse important et structure interne λ initiale faible), τ cmin > τ cf , le terme de structuration est égal à sa valeur basse notée A l'intensité de la défloculation induite par le procédé d'extrusion et la gamme de débit utilisée pour le slug test Q ∈ [Q min , Q max ], soit similaire à la dépendance prédite pour un fluide de Bingham, soit opposée à celle calculée par le modèle de Bingham (3.27) ou enfin une combinaison des deux comportements. Le modèle permet ainsi d'expliquer les différentes séries d'expériences réalisées à grandes échelles avec l'ajout de PAM. Le modèle proposé ici est ainsi validé qualitativement et semble indiquer l'origine de la dispersion.

		Faible dispersion		
	m s	moyenne dispersion Forte dispersion	τ c	app
			τ ci	
			τ	
			τ cf	
			τ cmin
			τ cmin
		Fluide de Bingham Fluide de Bingham thixotrope Fluide Parfaitement plastique thixotrope		
	Q min	Q max		

thix sur l'ensemble de la plage de débit de travail. Le seuil de cisaillement (tirets bleus) n'est que faiblement modifié et peut être supposé indépendant du débit ( τ ci -τ cmin τ ci << 1). La dépendance au débit du seuil apparent (trait plein bleu) est alors similaire à un fluide de Bingham pour des débits suffisamment bas.

Au contraire, pour une dispersion induite plus importante, le taux de structuration prend sa valeur haute A d thix pour une plage de débit plus importante. Ainsi, le débit a une forte influence sur la

Q cmin Figure 3

.20 -Allure de la dépendance au débit d'extrusion de la masse de la goutte et du seuil apparent (traits pleins), vu de manière simplifiée comme la somme de la contribution du seuil τ cn ∝ λ n (en tirets) et de celle de la viscosité d'un fluide de Bingham (traits mixtes moins tirets noirs) supposée indépendante de λ, pour différents niveaux de dispersion induite par l'extrusion. Le potentiel de dispersion ne dépend que de la géométrie et de l'état initial de la structuration (3.42), son effet maximal sur le seuil de cisaillement (pour un débit infini) est représenté par les traits pointillés.

structuration interne et donc sur le seuil en sortie de buse (tirets orange et jaune). L'intensité de cette dépendance au débit peut alors éventuellement compenser, voir dépasser la contribution visqueuse sur le seuil apparent ou la masse de la goutte sur tout ou partie de la gamme de débit (traits pleins jaune et orange respectivement). Cette approche simplifiée indique que l'influence du débit sur la masse de la goutte peut être selon

  61)Ainsi, le coefficient A thix , identifié à l'aide de la méthode proposée (3.61) est une estimation surestimée de la structuration au repos A thix qui n'est pas conservative dans le cadre de l'optimisation du parcours de fabrication si la contribution visqueuse est faible. Toutefois, si la viscosité est importante, la structuration A thix peut être au contraire sous-estimée. Les deux possibilités sont résumées sur la figure 3.21.Figure3.21 -Allure de la dépendance au débit d'extrusion de la masse de la goutte et du seuil apparent (traits pleins), vu de manière simplifiée comme la somme des contributions cumulées du seuil, de la défloculation et de la viscosité d'un fluide de Bingham (traits mixtes similaires à figure 3.20), pour différents niveaux de défloculation induite par l'extrusion. Le potentiel de déstructuration ne dépend que de la géométrie et de l'état initial de la structuration (3.42), son effet maximal sur le seuil de cisaillement est représenté par les traits pointillets.

	m s	Faible dispersion Forte dispersion	τ c	app
	m cf		τ cf	
		Fluide de Bingham thixotrope non accéléré Fluide de Bingham thixotrope accéléré Fluide à seuil accéléré	
	Q min	Q	Q max	

  Table 4.1 -Description du lien entre les caractéristiques intrinsèques du procédé d'extrusion robotisé à grande échelle et les conséquences pratiques sur la pultrusion interne.

		Extrusion Robotisée	Procédé de renforcement
	Matériau	Mortiers fins	Faibles diamètres des renforts
		Dispersion d'un adjuvant	Capacité d'imprégnation des renforts
	Mise en forme	Orientation normale de la buse	Souplesse des renforts en flexion
	Rhéologie	Contrôle du seuil de cisaillement pour	Force de traction à vitesse relative
		diminuer la tolérance de fabrication	mortier-renfort nulle

  La figure 4.2 présente des vues schématiques des trois procédés. Leur principale différence réside dans la manière d'appliquer le travail mécanique nécessaire à l'acheminement du renforcement continu. Dans le cas de la co-extrusion, le travail fourni aux renforts est en effet appliqué par des rouleaux avant le mélange avec la matrice. Le procédé de renforcement est alors parfaitement indépendant du procédé d'extrusion robotisée non renforcée. La situation est parfaitement opposée dans le cas de la pultrusion, où la force motrice est appliquée en sortie de buse au renfort qui contrôle le débit final, tandis que le débit de matrice doit être ajusté pour obtenir une imprégnation correcte. Sur la figure 4.2, on a représenté le procédé de pultrusion industrielle, où le débit est contrôlé par des rouleaux. Toutefois, il existe une modalité adaptée à la fabrication additive où le débit est contrôlé par la vitesse relative de la buse par rapport au support auquel se fixe le boudin au moment du dépôt. Finalement, on peut définir la pultrusion interne comme la situation intermédiaire, où la force motrice est appliquée entre le mélange et la sortie de la buse par le débit de la matrice issue de l'extrusion classique.Une différence fondamentale de la pultrusion interne est donc que la force motrice est apportée par la pompe à béton du procédé d'extrusion robotisée, tandis qu'il provient de moteurs dans le cas de la co-extrusion et de la pultrusion classique. La pultrusion interne possède donc un nombre de dégré de liberté de procédé inférieur, car les vitesses d'extrusion de matrice et des renforts sont forcément égales. D'autre part, la figure

  Dans cette partie, les échantillons sont constitués d'un unique fil d'acier inoxydable, inclus localement dans un prisme de mortier de 20 mm de long. Leur géométrie est précisée sur la coupe 6.1-a. Ils sont réalisés par LafargeHolcim. Les formulations sont précisées dans le tableau 6.1.Les deux essais proposés sont réalisés sur la même machine d'essai en modifiant simplement les dispositifs d'ancrage et le dispositif d'acquisition d'image, précisés sur la figure 6.2-a pour le pull-out et sur la figure6.8-a pour l'essai de tirant. Les images obtenues sont utilisées pour mettre en oeuvre des mesures par corrélation d'images numériques (DIC). Les figures 6.2-b et c précisent les scènes des deux caméras utilisées pour l'acquisition des essais de pull-out. À partir de ces scènes, trois mesures sont réalisées par DIC, les déplacements relatifs aux deux extrémités du prisme de mortier [U ](l) et [U ](0) et la déformation du fil ∆l/l, par la création d'une jauge virtuelle.Concernant l'essai de tirant, deux jauges virtuelles sont définies à partir des images obtenues, illustrées sur les figures 6.8-b et c, elles permettent la mesure de déformation du fil libre f et celle du fil inclus dans le prisme de béton, appelé déformation du composite c . Pour des raisons pratiques, la déformation c contient aussi une partie de déformation du fil libre. La correction à apporter à la mesure est définie par l'équation 6.3. Les exemples d'acquisition des caméras lors des deux expériences mettent aussi en évidence le type de mouchetis à appliquer sur le fil permettant le bon suivi des points de corrélation. Ce dernier est appliqué par une bombe de peinture. Cependant, ils peuvent être non négligeables dans le cas des essais de tirant, dus aux potentielles courbures locales des fils aux extrémités des prismes de mortier et des conditions d'ancrages qui provoquent des mouvements hors-plan pendant la mise en charge. Ceci nous pousse au développement d'un dispositif de correction des mesures de corrélation, baptisée corrélation d'images numériques multiples (multi-DIC). Elle se démarque de la méthode de stéréo corrélation d'image numérique proposée par[START_REF] Orteu | 3-D computer vision in experimental mechanics[END_REF], qui triangule la position 3D par l'utilisation d'un système de deux caméras calibrées. Ici, un système de deux caméras formant un angle droit avec la scène (figure6.8-a) est utilisé. Chaque caméra mesure à la fois une déformation apparente et les potentiels mouvements hors-plans affectant la mesure de la seconde caméra. Il est alors possible de déterminer l'influence de ces mouvements sur la scène de chaque caméra et l'on peut alors isoler les mesures réelles des essais de tirant et force-déplacement dans le cas des essais de pull-out. Ces courbes peuvent être alors comparées aux courbes simulées afin d'identifier les paramètres mécaniques de l'interface. La méthodologie d'identification consiste en la minimisation sous contraintes de l'écart, au sens des moindres carrées, appelé résidu et noté R 2 , entre une courbe caractéristique expérimentale et une courbe simulée avec un comportement d'interface et un jeu de paramètres respectifs donnés. La fonction à minimiser est donnée par l'équation 6.1 pour le pull-out et l'équation 6.4 pour l'essai de tirant. Ces fonctions sont similaires et minimisent, pour un jeu de niveaux de chargement donné, l'écart entre les déformations simulées et expérimentales. Dans le cas d'une rupture par décohésion lors d'un essai de pull-out, on ajoute un terme à la fonction à minimiser qui pénalise l'écart entre la force maximale de pull-out simulée et obtenue par l'expérience. La méthode de minimisation est basée sur une méthode de Newton modifiée. Pour chaque courbe expérimentale et chaque type de comportement d'interface, les paramètres d'interfaces sont obtenus. Ils sont rassemblés dans les tableaux 6.2 pour le pull-out et 6.3 pour l'essai de tirant. Par ailleurs, les résidus obtenus pour différentes lois d'interface permettent de classer la fiabilité des prédictions. Le meilleur type de comportement d'interface est celui qui obtient le résidu le plus faible pour le plus faible nombre de paramètre. Les histogrammes des résidus moyens pour les différents types d'interface sont présentés dans la figure 6.6 pour les essais de pull-out et dans la figure6.12 pour les essais de tirant. Comme le PAM n'est pas connu pour modifier les propriétés mécaniques du mortier à long terme, c'est bien l'augmentation de seuil au moment de la fabrication des éprouvettes qui semble modifier les propriétés d'interface et notamment sa rigidité. Cet effet est intéressant, puisque la plus faible rigidité d'interface permet une meilleure répartition de la contrainte de cisaillement aboutissant à une plus grande résistance de l'interface. Par ailleurs, la résistance de l'interface est plus importante pour le mortier à hautes performances mécaniques NAG3, les propriétés de l'interface entre le fil d'acier inoxydable augmentent donc avec la résistance du mortier. C'est ce qui est admis dans la littérature.

par extrusion à l'aide d'une seringue à l'intérieur d'un moule maintenant le fil droit au centre de la section et permettant l'obtention des dimensions souhaitées, comme indiqué sur les figures 6.1-b,c,d. Trois types de mortier sont utilisés. Les deux premiers, 'NAV1' et 'NAV2' sont formulés spécialement pour l'étude, et le troisième, 'NAG3' est un premix de mortier imprimable de haute performance, fourni Pour les deux types d'expériences, le chargement est réalisé par déplacement du mors supérieur à une vitesse 0.2 mm/minute pour le pull-out et 0.3 mm/minute pour l'essai de tirant. L'évolution du chargement respectif est mesurée par une cellule de force de 100N. L'acquisition est contrôlée par un script MatLab, basé sur la toolbox d'acquisition d'image (Image Acquisition Toolbox) et la toolbox d'acquisition de données (Data Acquisition Toolbox). La fréquence d'acquisition est prise égale à une seconde. Une acquisition comprend la mesure de force, la capture des deux scènes des caméras, et la réalisation de la corrélation d'image des points basée sur la fonction "cpcorr" de Matlab. Ceci permet le suivi en temps réel de l'essai. Toutefois, dans cet article, les mesures de déformations sont réalisées une seconde fois avec le logiciel Gom Correlate afin de valider les mesures obtenues par notre outil. La précision de mesure par corrélation de la fonction "cpcorr" de matlab est en effet suffisante en prenant la moyenne de la déformation de plusieurs jauges virtuelles par zone d'intérêt. Cependant, nous montrons aussi que la précision de mesure de déformation de notre dispositif dépend d'avantage des potentiels mouvements hors-plans. En effet, l'utilisation d'objectifs endocentriques, c'est-à-dire de longueur focale finie, engendre une sensibilité accrue à ces derniers. Leur influence est négligeable dans le cas de l'essai de pull-out, car la mesure est effectuée proche d'une partie immobile. de la mesure apparente. Un exemple de correction d'une courbe force-déformation d'un test de tirant est illustré sur la figure 6.9, tandis que la procédure de correction complète des artefacts dus aux mouvements hors-plans est précisée en annexe B.

Finalement, chaque essai réalisé nous fournit une courbe caractéristique, force-déformation dans le cas

Les résultats donnent des propriétés d'interfaces similaires pour les deux types d'expériences, mais l'essai de tirant semble plus adaptée à l'identification du comportement résiduel de l'interface, le paramètre σ f r . C'est cette expérience que nous utiliserons donc dans la suite de ce travail de thèse. D'autre part, l'analyse des résultats démontre tout d'abord la pertinence de l'utilisation d'un comportement d'interface adoucissant par rapport à un comportement frottant. Celui-ci permet une meilleure description des courbes expérimentales avec le même nombre de paramètres. La combinaison de ces deux comportements, adoucissant puis frottant, permet une description encore meilleure, mais au prix de l'introduction d'un paramètre supplémentaire d'interface. L'utilisation d'une rigidité d'interface cohésive n'est pas justifiée, sauf dans le cas de l'échantillon 'NAV2', où elle permet une simulation plus proche de la courbe expérimentale. Le mortier utilisé se distingue du mortier NAV1 par l'ajout d'un agent seuillant, ou floculant, le polyacrilamide (PAM), afin d'augmenter le seuil de cisaillement.

Table 6

 6 Les formulations NAV1 et NAV2 utilisées dans la partie précédente pour la validation du modèle se sont révélées non imprimables, du fait de leur manque de stabilité. Dans cette partie, la formulation a donc été modifiée afin de la rendre imprimable. Deux types de matrice seront ainsi étudié dans la suite : le mortier imprimable commercial NAG3 et le mortier NAV formulé durant cette thèse. Leur formulation sont présentées dans le tableau 6.4. Les tailles maximales du squelette granulaires sont similaires, inférieures au millimètre. Elle se distingue majoritairement par l'utilisation d'un adjuvant fluidifiant différent, qui se manifeste par des propriétés rhéologiques à l'état frais différentes. Leurs seuils de cisaillement respectifs, estimés par étalement (voir chapitre 2), sont précisés dans le même tableau.

	Fomulation	NAV	NAG3
	CEM1 (g)	600	/
	Fumée de silice (g)	400	/
	Sable de Fontainebleau (Sibelco CV32) (g)	980	/
	Total solide (g)	1980	2000
	Eau (g)	250	192
	Super plastifiant : Tempo 12 (g)	9	0
	Super plastifiant : Fluid optima 100 (g)	0	9.2
	Seuil de cisaillement estimé	<50	≈ 100

.4 -Formulation des matrices cimentaires imprimables : le squelette granulaire de la matrice NAG3 fournie par Lafarge n'est pas connu précisément. Mais le type de squelette utilisé (taille des particules solides) est analogue à la formulation du mortier 'NAV'.

Table 6

 6 

		tests	de	Module de Young (GPa)	Coefficient de Poisson	Résistance (MPa)
	NAG3	3		21.7 ± 1	0.225±0.017	65±10
	NAV	3		17	0.18 ±0.027	60±8

.5 -Résultats obtenus par caractérisation mécanique.

Table 6 .

 6 .6. Les essais sont réalisés sur la même presse 6 -Géométrie et propriétés mécaniques des fils utilisés. universelle que celle utilisée dans la partie précédente, munie d'une cellule de force 100N pour les fibres de verre et inox ou 2KN dans le cas des fibres de Basalte). L'essai est contrôlé en déplacement et la vitesse de chargement a été fixée à 0.2 mm/min. La mesure de déformation est assurée par corrélation d'image numérique (DIC). Le système est composé de deux caméras (AVT Pike 521 et AVT Prosilica GX-3300), toutes deux munies d'objectifs Schneider Kreuznach de longueur focale 120mm et les tubes d'extension appropriés. Les objectifs des caméras rendent la mesure d'une caméra sensible au mouvement hors-plan. C'est pourquoi deux caméras placées à 90 degrés sont associées, et que, la méthode de prise en compte des déformations apparentes lors de la mesure, introduite dans la partie précédente (6.1.3) et détaillée dans l'annexe E, est mise en place. Il faut toutefois préciser que pour les essais sur fils, il existe un régime où les mouvements hors-plan n'ont qu'une influence faible (déformation apparente associée < 10 -5) et où la courbe force déformation obtenue par une unique caméra exhibe une relation linéaire avec la charge (jusqu'à quelques pourcents de déformation). Un dispositif avec une unique caméra permet donc une estimation de la raideur fiable.

	Propriétés	S-GF	BF	SSF
	Diamètre (µm)	10		9		100
	TEX (g/km)	66		100	62
	Nombre de fibres	350	400	1
	Section (0.01 mm 2 )	2.75	3.8	0.786
	Diamètre (mm)	0.19	0.22	0.1
	Imprégnation	oui	non	oui	non	/
	Nombre de tests	3	3	3	3	3
	Résistance (N)	78±7%	45.5±8%	120±3%	55.8±9.5% 19.4±0.5%
	Résistance (GPa)	2.84±7%	1.65 ±8%	3.16±3%	1.47± 9.5% 2.5±0.5%
	Raideur (N)	2550±2%	2300±4.5% 3700±2.7% 3390±2.3%	1314±1%
	Module de Young (GPa)	92.7±2%	83.6±4.5%	97.4±3%	89.2 ±2.3%	175±1%

  Table 6.8 -Dimensions et chargements à la rupture des matériaux pour les différents échantillons. * indique la valeur de rupture de la matrice correspondant à la première fissure. la matrice 'NAV' sont plus importantes.

	Diamètre (mm)	Mortier	2.75	2.57	2.9	2.6
		Fibre	0.22	0.19	0.22	0.19
	âge	Mortier	≈ 3 mois	≈ 3 mois	≈ 3 mois	≈ 3 mois
	Chargement final Force (N)	67.3	60.14	32.53	40.74
		σ f (MPa)	1771	2186.9	856	1481.45
		σ m (MPa)	6.03*	6.18*	3.87	6.02
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 6 9 -Propriétés mécaniques d'interface identifiées par essais de tirant de différents couples fil multi-fibre/mortier. * La valeur n'a pas d'influence sur le résultat de l'optimisation, ** Les raideurs d'interfaces négatives indique que la raideur d'interface mesurée est sous-estimée par rapport à la valeur correspondant à l'hypothèse d'interface parfaite, calculée par l'équation 6.5 d'interfaces frottants et adoucissants sont quant à eux indifférenciés, car ils obtiennent des résidus similaires pour l'ensemble des échantillons.

	Soft	τ max (MPa)	28	27	30	56
	+Fr	τ f r (MPa)	*	*	*	*
	cohésive K d (MPa/mm)	364	122	1560	1930
		K l (GPa/mm)	60	16	-283**	-38**
	Soft	τ max (MPa)	26	24	31	56
	+Fr	τ f r (MPa)	*	*	*	/
	parfaite K d (MPa/mm)	97	0	1740	2300
	Soft	τ max (MPa)	28	27	30	56
	cohésive K d (MPa/mm)	364	82	1560	1930
		K l (GPa/mm)	60	16	-283**	-38**
	Soft	τ max (MPa)	29	24	31	56
	parfaite K d (MPa/mm)	97	0	1740	2300
	Fr	τ max (MPa)	53	40	68	7500
	cohésive	τ f r (MPa)	25	26	22	44
		K l (GPa/mm)	60	16	-300**	-38**
	Fr	τ max (MPa)	32	33	68	56
	parfaite	τ f r (MPa)	26	24	22	40

  Résumé Dans cette partie, extraite de [DCB + 20], le montage expérimental permettant l'essai de tirant présenté dans le chapitre 3 (Tension stiffening, figure 4.2) au sein d'un dispositif de microtomogaphie à rayons X est décrit. Il a nécessité la mise au point d'une machine de traction portable adaptée à l'environnement de la ligne Anatomix du Synchrotron Soleil, munie d'un système d'acquisition adapté. Ce dispositif a été installé sur la platine de centrage du système d'acquisition. Le montage est illustré sur la figure 7.3. Les six couples fibre/matrice cimentaire étudiés, sont constitués d'une part de deux matrices cimentaires : la matrice cimentaire imprimable "NAG3", produite sous forme de premix par LafargeHolcim, et la dernière version de la matrice cimentaire imprimable développée dans le cadre de ce travail de thèse, baptisée "NAV". D'autre part, les trois types de fils utilisés dans les chapitre 4 et 6 sont étudiés : le fil multi-fibres de basalte, Isomatex Filava (BF), le fil multi-fibres de verre de type S, référence AGY SCG75 et le fil inox à haute performance (corde à piano) de la société Filinox. Les propriétés mécaniques sont rappelés dans le tableau 7.1 et ont été déterminées dans le chapitre 6. Bien que le laboratoire Navier dispose d'un microtomographe de laboratoire, la réalisation de ce programme ambitieux n'a pu être possible que grâce à l'obtention de temps de faisceau sur la ligne Anatomix du synchrotron Soleil. En effet, cette ligne récemment mise en service dispose d'une haute résolution, de quelques centaines de nanomètres, permettant l'observation de fissures très peu ouvertes, et d'un flux de rayons X intense permettant la réalisation de d'acquisition en un temps limité. Cette efficacité du dispositif expérimental nous a permis de réaliser plusieurs niveaux de chargement pour l'ensemble des six échantillons. Une estimation du temps d'acquisition par échantillon, dépendant de la résolution et de la taille de l'échantillon, est donnée dans le tableau 7.2. Ce programme expérimental a généré une quantité très importante de données, plusieurs dizaines de téra-octet sous forme de volumes numériques de 2048 × 2048 × 2048 voxels dont les niveaux de gris sont codés sur 32 bits. Afin d'extraire les données d'intérêt, cet important volume de données initiale, nous nous sommes appuyés sur des travaux effectués au laboratoire Navier concernant le traitement de volumes numériques pour détecter d'éventuelles fissures et/ou discontinuités. Trois outils essentiels ont été utilisés de manière intensive : la corrélation d'images volumiques, la soustraction d'image et la segmentation d'image utilisant la matrice Hessienne. Nous rappelons ici leurs grands principes de fonctionnement et invitons un lecteur curieux à se référer à la lecture de la littérature spécialisée mentionnée. Le premier outil est la corrélation d'images volumiques (DVC : digital volume correlation), utilisant le logiciel CMV3D développé au laboratoire Navier [BCD + 04]. Celle-ci est une extension du concept de corrélation d'images numériques (DIC : Digital Image Correlation) à l'imagerie volumique. Il en existe deux variantes : la corrélation globale (voir [HR06]) et la corrélation locale, implémentée dans CMV3D. Son utilisation permet la reconnaissance d'un ensemble de points, définis sur la configuration de référence non déformée, sur une configuration déformée et éventuellement endommagée. Ceci permet l'obtention de la transformation géométrique discrète du milieu matériel, le champ de déplacements étant défini uniquement sur les points de corrélation. Seuls les paramètres utilisés sont précisés dans l'article, car de nombreux travaux de la littérature explicitent en détail les différentes utilisations de cette technique [BSFS99, SOS09, BM14]. Cette technique aboutit à la mise en évidence des fissures créées entre les deux niveaux de chargement en effaçant la majorité des fluctuations de niveaux de gris dues à la microstructure. Son efficacité est illustrée sur la figure 7.5. Enfin, le troisième outil de traitement d'image est la segmentation des fissures basée sur l'analyse la matrice Hessienne des niveaux de gris de l'image soustraite. La matrice Hessienne du volume est une matrice symétrique définie positive définie en chaque voxel. Elle révèle les variations locales d'intensité et permet de mettre en évidence des structures par l'analyse de ses valeurs propres, comme décrit par [FNVV98]. Dans cette étude, nous utilisons la fonction A(X) proposée par [VER13] définie par la relation (7.4) qui permet de mettre en évidence des fissures. L'image filtrée par cette fonction est appelée "crackness image". La segmentation est alors réalisée à partir de cette image par seuillage. Une contribution de ce travail est d'avoir approfondi l'analyse de la matrice Hessienne afin d'obtenir des données quantitatives sur l'orientation des fissures détectées. sont utilisées pour calculer des angles moyens des plans de fissures en fonction de l'axe du fil. Deux angles sont alors définis : -L'inclinaison par rapport à l'axe du fil ϕ et -La déviation θ d de sa composante transverse par rapport au vecteur r. r est le vecteur radial de la base cylindrique [O, r, θ, z] où le vecteur z définit la direction du fil.

	La deuxième étape du traitement d'image est la soustraction d'images numériques proposée
	par [CNBY18]. L'idée générale est ici de définir la transformation continue du volume à partir
	de la transformation discrète obtenue par corrélation de volumes numériques (DVC). On peut
	alors reconstruire le volume déformé dans le repère de la configuration initiale par une procé-
	dure d'interpolation. L'image ainsi obtenue est appelée image transformée (transformed image).
	Finalement, l'image soustraite (subtracted image) est obtenue par soustraction de l'image de
	référence à l'image transformée.
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 7 1 -Mortars and yarns composition, geometrical and mechanical properties. Fibre traction strength are the value obtained with specimen without mortar prism.

	.2, the obtained

  Résumé Le traitement d'image complet, dont les différentes étapes ont été introduites dans la section précédente n'a pas été effectué, faute de temps, sur l'ensemble des niveauxde chargement des différents échantillons. Cependant, les deux premières étapes du traitement d'images, corrélation d'images volumiques et soustractions d'images volumiques entre les états de référence et les états de chargement maximaux respectifs ont été réalisés, pour l'ensemble des échantillons. Elles fournissent de premières observations qualitatives qui donnent une vision globale du type d'endommagement observé en fonction du couple fil-matrice, rassemblées dans le tableau 7.3. Puis, l'étude se concentre sur les deux échantillons les plus intéressants, BF+NAG3 et S-GF+NAG3, et l'ensemble de leurs niveaux de chargement sont étudiés par le traitement d'image complet introduit dans le paragraphe 7.1.4. Ceci permet d'illustrer le type et la géométrie de la micro fis-Au contraire, les fibres d'inox ne montrent aucune fissuration de ce type. Et, il n'est pas possible d'observer directement ni le glissement des fils d'inox ni un potentiel endommagement local de l'interface en raison du fort contraste qu'il existe entre le coefficient d'adsorption de l'inox et du béton. Il est clair que cela témoigne d'une résistance d'interface plus faible pour le fil d'acier. Il faut toutefois noter que des glissements d'interface peuvent aussi se produire dans le cas des échantillons multi-fibres. Leur présence caractérise ainsi qualitativement une plus faible résistance d'interface locale. Concernant, les échantillons réalisés avec la matrice NAV, on constate une bien meilleure imprégnation du fil multi-fibres par la matrice. Sous chargement, cela conduit à l'apparition d'une multifissuration transverse à l'intérieur et au proche voisinage du fil, mise en évidence sur la figure 7.13, en plus de la présence de fissuration conique de cisaillement similaire à celles des échantillons BF+NAG3 et S-GF+NAG3. Ceci conduit à une dissipation d'énergie encore plus importante à l'interface. Enfin, une analyse quantitative des orientations des fissures coniques des trois échantillons illustrés est réalisée grâce à l'estimation des vecteurs normaux du dernier niveau de chargement. Il est alors possible de tracer la distribution des angles ϕ (inclinaison par rapport à l'axe du fil) et θ d (déviation de sa composante transverse par rapport au vecteur r) (voir figure F.1 en annexe). De plus, il nous est possible de tracer l'évolution de ces angles en fonction de r et θ (coordonnées dans le repère cylindre centré sur le fil), respectivement. Il est alors possible de reconstituer une géométrie approchée de la fissure conique moyenne en séparant les variables. Plus précisément, on fait l'hypothèse que le profil axisymétrique est indépendant de θ et qu'il est le même pour toutes les fissures (défini à une translation près), et que le profil transversal est indépendant de sa distance moyenne à la fibre, (défini à une homothétie près). Les deux profils de chaque échantillon sont illustrés sur la figure F.1. Cette dernière analyse montre deux tendances :

	suration associée à l'endommagement de leur interface, respectivement sur les figures 7.8 et 7.11 ;
	mais aussi, leurs évolutions, figures 7.9, 7.10 et 7.12. Enfin, afin d'illustrer le faciès d'endomma-
	gement obtenu avec la matrice cimentaire NAV, le dernier niveau de chargement de l'échantillon
	BF+NAV est comparé au niveau de référence. L'endommagement obtenu est montré sur la figure
	7.13.

Cette analyse révèle que les fils multi-fibres montrent un endommagement de l'interface par la création de fissures coniques dans la matrice cimentaire au voisinage du fil. Ce type d'endommagement, similaire aux faciès de fissuration présents dans les bétons armés à l'amont des verrous des barres de renforcement

[START_REF] Goto | Cracks formed in concrete around deformed tension bars[END_REF]

, témoigne d'une résistance d'interface très importante.

  Similarly, the relative error of camera object distance can be estimated using equation E.16 by :

						∂L pix L pix	,	∂L mm L mm	,	∂p p	] t
			with : Er f = [1, a, a, b]		(E.18)
	with : a =	L pix × p L pix × p + L mm	< 1 and b =	L mm L pix × p + L mm	< 1
		dd d	= Er d .[	∂L f L f	,	∂L pix L pix	,	∂L mm L mm	,	∂p p	] t

with :

Er f = [1, b, b, b] (E.

19) 

  dθ, d h d , d ỹi f ] t | with : ∇ OP =

	   	sin(θ) + 1 + h/d ỹi f × cos(θ)	, -	cos(θ) + (1 + h/d) 2 ỹi f × sin(θ)	,	sin(θ) (1 + h/d)	   	(E.20)

Modèle multi-barre à une dimension

1.1.1 Pâte de ciment, Mortiers et Bétons non renforcésLes pâtes de ciments sont constituées principalement d'un mélange de ciment portland (clinker+gypse) et d'eau, le clinker étant lui-même constitué de plusieurs phases minérales associées à diverses réactions d'hydration comme illustré sur la figure 1.2. Elles sont composées des oxydes de calcium Ca0 (Chaux) et de silicium SiO 2 , d'aluminium Al 2 O 3 et de fer Fe 2 O 3 , notés respectivement C, S, A et F en notation cimentaire. On peut distinguer les silicates : l'alite C3S (50 à 65%) et la belite C2S (15 à 20%), l'aluminate C3A (5 à 15 %), et la ferrite C4AF (5 à 10%). En pratique, l'eau doit être versée en excès par rapport à la stoechiométrie précisée dans la figure 1.2 afin de garantir une pâte suffisamment fluide. L'eau en excès est alors à l'origine de la porosité du matériau cimentaire obtenue. Sa résistance finale à l'état durci est donc essentiellement contrôlée par la répartition des différentes phases et le rapport massique des quantités d'eau et de ciment E/C[START_REF] Granju | Hardened Portland cement pastes, modelisation of the micro-structure and evolution laws of mechanical properties I-Basic results[END_REF]. Cependant, elle est aussi très dépendante des conditions de mise en oeuvre : température, humidité, volume mis en oeuvre et des conditions de chargement mécanique appliquées.En effet, si la résistance en compression de la pâte peut être très importante pour de faibles valeurs de E/C, la résistance en traction est souvent limitée par un comportement fragile et à la présence naturelle de fissures. Celles-ci apparaissent du fait du retrait, c'est-à-dire de la perte de volume, se produisant lors du passage de l'état frais à l'état durci, et qui possède trois origines[START_REF] Garcia Boivin | Retrait au jeune âge du béton : D\'eveloppement d'une m\'ethode exp\'erimentale et contribution \'a l'analyse physique du retrait[END_REF].

Comme on l'a vu dans la partie précédente, les matériaux cimentaires présentent naturellement une résistance à la traction très inférieure à celle en compression, ainsi qu'une grande fragilité. Cette dissymétrie de comportement a motivé le développement de diverses méthodes de renforcement. La plus ancienne et mieux connue du fait de son utilisation massive, est le béton armé (voir la planche de brevets de la figure1), c'est-à-dire, renforcé par l'ajout d'armatures métalliques permettant la reprise des efforts de traction à l'échelle de la structure. Une autre méthode de renforcement des structures en bétons, introduite par Freyssinet, est la précontrainte, qui permet de faire travailler l'élément de structures en béton uniquement en compression. Cependant, la taille des éléments de renforcement (armatures ou câbles de précontrainte) est dans ce cas comparable à celle des éléments

Comme on l'a vu précédemment, les propriétés mécaniques de l'interface entre le renfort et la matrice contrôlent la ténacité du composite à matrice cimentaire, la limite élastique déterminée par l'apparition de la première fissure traversante et le comportement post-élastique du matériau. Dans cette partie, on se consacre alors aux méthodes d'identification des propriétés de l'interface. Il faut rappeler que ces dernières ne peuvent, dans le cas général, pas faire l'objet d'une mesure directe. Il faut alors résoudre un problème inverse qui nécessite d'abord de sélectionner un essai mécanique, défini par une géométrie et des conditions aux limites (appuis et chargements). De là, le problème inverse se pose généralement à partir de la courbe caractéristique de l'essai, par comparaison entre expériences et prédictions théoriques. Pour réaliser les simulations, il est alors nécessaire de bâtir un modèle, qui s'appuie sur différentes hypothèses mécaniques. Le choix de ces hypothèses résultent souvent d'un compromis entre la précision du modèle mécanique, c'est-à-dire sa capacité à décrire la réalité du problème, et sa simplicité. Finalement, il faut choisir une méthode de résolution du problème

Naturellement, la déposition par dépôt libre FFD sera moins adaptée pour réaliser précisément une géométrie donnée. En effet, la forme finale du cordon résulte d'un équilibre entre la gravité et le seuil de cisaillement. Ainsi, une faible modification du seuil de cisaillement provoquera nécessairement une imprécision.[START_REF] Duballet | Building systems in robotic extrusion of cementitious materials[END_REF] envisage d'utiliser cette méthode plutôt lors de l'utilisation de supports temporaires qui permettent de garantir la géométrie finale [Dub18, DMD + 20] (voir figure 2.13-d).Concernant les procédés d'extrusion robotisée sans support, le premier aspect discuté dans le paragraphe précédent concerne l'épaisseur du boudin et la liberté géométrique. Le seuil de cisaillement étant plus bas au moment de la dépose, la courbure maximale admissible sera plus importante et l'épaisseur minimale plus faible que dans le cas de la mise en forme par extrusion.Un autre aspect important est la prise en compte du fluage se produisant lors de la fabrication[START_REF] Buswell | 3d printing using concrete extrusion : A roadmap for research[END_REF]. Il est intéressant de noter que la mise en forme par écrasement (OLP) est particulièrement pertinente puisqu'elle réalise un contrôle du chargement de la structure en position, contrairement aux procédés de mise en forme par extrusion (ELS) qui réalisent un contrôle du chargement de la structure en force.En effet, dans le cas ELS, la dimension initiale du boudin est fixé, mais le chargement appliqué sur la structure est défini en force et correspond à l'ajout continu du boudin. Ainsi, si la géométrie de la structure est déformée par fluage, le procédé ne permettra pas de corriger cette déformation. La hauteur de la structure réelle dérivera par rapport à la hauteur désirée tout le long du procédé. L'erreur en position finale sera approximativement calculé par la déformation de fluage multipliée par la hauteur de la structure, soit de l'ordre de quelques centimètres pour des structures de quelques mètres de hauteur et des déformations de fluage de l'ordre de 1%.Ceci est très différent dans le cas des procédés OLP, où la dimension initiale du cordon dépend seulement de la distance entre la buse et la structure. En cas de fluage durant le procédé, la hauteur du cordon sera légèrement plus importante, ce qui entraînera une baisse de la largeur du cordon. Si l'on suppose qu'on garde le rapport vitesse de déposition sur débit volumique constant, c'est-à-dire la section constante, la déformation de la largeur est donné par dl = -l h dh. Ainsi, le défaut du fluage est rattrapé à chaque nouvelle couche et la déformation impacte plutôt la largeur de la couche. En prenant toujours une déformation de fluage de l'ordre de 1%, l'erreur de géométrie, appliquée à la largeur du cordon de quelques centimètres de large, ne sera alors plus que de quelques millimètres

Bien que le modèle soit réalisé dans le cas général d'un fluide de Herschel-Buckley, les résultats expérimentaux de[START_REF] Coussot | Gravity flow instability of viscoplastic materials : The ketchup drip[END_REF] pour le ketchup et la mayonnaise, respectivement une suspension et une émulsion, mettent en évidence que la longueur de la goutte est davantage sensible à la partie des vitesses de cisaillement croissante du rhéogramme plutôt qu'à la partie décroissante (habituellement utilisée pour l'identification des paramètres en rhéométrie classique). Ceci laisse penser que la longueur de la goutte formée sera plutôt fonction de la valeur du seuil statique de la matrice cimentaire imprimable. C'est cette caractéristique qui nous a poussé à envisager l'étude de cet écoulement particulier comme un outil puissant, permettant la caractérisation du seuil de cisaillement, qui constitue, le paramètre décisif dans le cadre de l'extrusion robotisée en général et de la pultrusion interne en particulier.Par ailleurs, des modèles rhéologiques plus sophistiqués du matériau en sortie de nez, liés à la courbe des cisaillements croissants, devraient pouvoir être identifiés grâce à la dépendance de la masse de la goutte à la vitesse d'extrusion. En effet, en postulant un modèle rhéologique, il est possible de proposer une analyse inverse permettant l'identification des différents paramètres rhéologiques respectifs à partir de cette dépendance. Cette hypothèse doit toutefois être vérifiée expérimentalement pour les matériaux cimentaires utilisés dans le cadre de l'extrusion robotisée, ce qui sera l'objet de la suite de ce chapitre.Enfin, la précédente analyse suggère trois modalités d'augmentation de la masse des gouttes :1. L'augmentation du seuil de cisaillement qui augmente la masse d'une partie non cisaillée de rayon R = R 0 égal à celui du nez et de longueur critique L c 2. L'augmentation de la vitesse d'extrusion pour une viscosité donnée qui augmente la masse de la partie soumise à la striction R < R 0 et de longueur L v

Avant chaque expérience, une gâchée est réalisée en mélangeant le premix avec la phase liquide (eau et superplastifiant). Un volume d'un litre est réalisé pour expériences à petite échelle et de vingt litres pour les expériences à grandes échelles. Le tout est mélangé 4 ou 8 minutes respectivement. À la suite du mélange, un test d'étalement (Slump test) est réalisé afin d'obtenir une valeur de comparaison. Le protocole de ce test est décrit à la suite de la présentation des deux protocoles de slug test.3.2.2 Montage expérimental de paillasse et protocole manuelLe protocole manuel est constitué d'une balance, d'un bécher (500mL), d'un chronomètre et/ou d'une caméra et d'un dispositif permettant de réaliser un écoulement relativement stable. Pour l'opérateur d'une technologie de fabrication additive, ce dispositif est bien entendu la cellule d'extrusion robotisée afin de déterminer les propriétés rhéologiques du matériau en tenant compte du procédé réel. On utilise en particulier dans ce travail la cellule du Build'in Lab de l'école des Ponts ParisTech présentée dans le paragraphe 2.2.2. Cependant, la tête d'extrusion de ce système étant assez complexe (cf. chapitre 2), de nombreux phénomènes sont susceptibles d'influencer l'écoulement. Aussi, un dispositif de paillasse a été utilisé dans ce travail afin de caractériser plus finement l'influence de la rhéologie du matériau sur les caractéristiques de l'écoulement. Dans ce cas, l'écoulement goutte à goutte peut être réalisé à l'aide d'un réservoir de matériau muni d'un piston. Dans notre étude, ce réservoir, illustré sur la figure 3.3, a une capacité maximale d'environ un litre, et son piston est contrôlé en force par un apport d'air comprimé. Des buses de plusieurs diamètres ont été fabriquées afin de pouvoir choisir celle empêchant l'écoulement sous poids propre lorsque le réservoir est rempli, et d'étudier l'influence de ce dernier sur la détermination des propriétés rhéologiques. Le circuit d'air comprimé est alimenté par régulateur de pression et muni d'une vanne à air comprimé. La fermeture de la vanne engendre la mise en pression du réservoir qui provoque l'écoulement. Le réglage du débit est alors effectué en modifiant la pression via le régulateur de pression. Ce système de contrôle du débit a été choisi pour sa simplicité et sa disponibilité (il reprend le premier étage de l'extrudeuse développée lors des premiers mois de la thèse,

Bingham thixotrope sont très proches, sauf pour la troisième série, correspondant à une buse de 9 millimètres de diamètre et un seuil important. Le modèle de Bingham thixotrope dans l'hypothèse d'un fluide faiblement cisaillé (3.39) semble ainsi efficace pour déterminer les paramètres rhéologiques en sortie de nez et son évolution au cours du temps.La comparaison des résultats des deux tests est toutefois délicate pour les série 3 et 5. D'une part, le seuil de cisaillement de la troisième série est probablement trop élevé pour être mesuré correctement par l'essai d'étalement en utilisant la formule 3.19. Il est donc difficile de conclure directement sur le meilleur modèle à utiliser dans ce cas. D'autre part, le diamètre du nez de la cinquième série semble annuler l'impact du temps de stockage. Ce que l'on pourrait expliquer par la présence d'un taux de cisaillement important induit par le procédé. Cette sollicitation induite semble d'autre part annuler la dépendance à la viscosité. De la même manière, on peut postuler que comme l'intensité du taux de cisaillement pour une vitesse d'extrusion donnée est inversement proportionnelle au rayon du nez, l'augmentation du taux de cisaillement avec le débit dans la zone de rétrécissement fait baisser de manière significative le seuil de cisaillement du mortier en sortie de buse et donc la masse de la goutte pour un débit donné dans le cas de la buse de 7 millimètres de diamètre.Cette explication naturaliste sera complétée par une analyse de l'effet du cisaillement induit par le changement de diamètre dans la partie suivante. Celle-ci permettra d'analyser une autre observation intéressante : les séries 1, 2 et 4 présentent une baisse de la sensibilité au temps de repos avec la réduction du diamètre de buse d'extrusion pour des formulations similaires 3.1 qui confirme le potentiel impact du procédé d'extrusion sur les propriétés rhéologiques en sortie de buse.Ces premières expériences montrent l'intérêt du slug test qui est très sensible au changement des propriétés rhéologiques des mortiers en sortie de buse. Par ailleurs, la modification de la dépendance de la masse de la goutte avec le temps de repos et le débit indique que ce test permet d'obtenir des informations sur les sollicitations induites par le procédé d'extrusion. Le paragraphe suivant va maintenant s'intéresser aux expériences réalisées à grande échelle afin de confirmer l'intérêt du slug test en condition réelle.

La thixotropie se manifeste par une modification de la structure interne du matériau et ainsi de ses propriétés rhéologiques dans le temps. Son évolution est régie par un équilibre entre des phénomènes de structuration et de déstructuration. L'origine de la thixotropie dans les matériaux cimentaires a été discuté dans le paragraphe 2.1.1. La déstructuration est issue de la rupture des liaisons interparticulaires et l'éloignement des particules de ciment (dispersion) lors de l'application d'un taux de cisaillement durant l'extrusion. Tandis que la structuration, à partir d'un état défloculé, peut se produire dans une zone de stockage ou d'écoulement bouchon. Par ailleurs, le taux de structuration peut aussi être modifiée par l'ajout d'accélérateur de prise. Ainsi, les temps de stockage et potentiels cisaillements subits par les matériaux cimentaires lors de leurs mises en oeuvre par extrusion robotisée modifient leurs propriétés rhéologiques. Leurs valeurs en sortie de buse notées τ cn et µ pn pourront donc être assez différentes des valeurs en entrée du système d'extrusion robotisée, τ c0 et µ p0 . Or, ce sont bien les propriétés rhéologiques en sortie de buse d'extrusion qu'il est nécessaire de contrôler afin de garantir la réussite de la fabrication selon un paramétrage de parcours d'impression donné. De plus, si la modification des propriétés est rapide et le système d'impression complexe, il sera alors difficile de remonter précisément aux valeurs des propriétés rhéologiques en sortie de buse. Ceci constitue l'intérêt principal du slug test qui permet une mesure locale (en sortie de buse) des propriétés rhéologiques du matériau.En réalité, on a démontré que la masse de la goutte est constituée d'une contribution liée au seuil de cisaillement en sortie de buse, mais aussi d'une contribution de la viscosité (équation 3.28). Ainsi, il est intéressant d'estimer les grandes tendances de l'influence potentielle du procédé sur la structure interne du matériau en sortie de buse afin de proposer des protocoles et méthodes d'identifications approchées basées uniquement sur l'analyse de la masse et de sa dépendance au débit d'extrusion dans le cas des fluides thixotropes. Celles-ci seront alors adaptées à l'analyse des essais présentés dans la partie précédente.

Cette dernière analyse s'inspire de travaux de [KHB + 10] qui détermine l'orientation des fibres dans différents types de matériaux, mais appliqué aux cas des fissures. En plus des valeurs propres de la matrice Hessienne en chaque point, nous nous intéressons aussi au vecteur propre v 3 (X) associé à la plus grande valeur propre λ 3 (X) pour les voxels dont la crackness A(X) est suffisamment élevée, qui donne une estimation du vecteur normal de la fissure n. Ces orientations

L'augmentation de résistance de l'interface est alors expliquée par la modification du mode d'endommagement à l'échelle microscopique lorsque l'imprégnation est meilleure. Cependant, les expériences de la partie 6.3.2 (cf. table 6.9) ont aussi montré que cette augmentation des propriétés de l'interface provoquait une baisse de la ductilité (τ f r plus petit ou K d plus grand), ce qui est remis en cause par les observations tomographiques, qui semblent montrer des mécanismes plus dissipatifs lorsque le fil est bien imprégné.Finalement, concernant la réalisation des bétons anisotropes, le seuil du mortier et la forme du fil de renfort semblent donc être des paramètres prépondérants dans le choix du fil de renfort à utiliser

Chapitre 7

Observations microtomographiques à rayons X de l'endommagement de l'interface fil/matrice Introduction Dans le chapitre précédent, nous avons identifié des écarts significatifs de propriétés mécaniques de l'interface entre fils multi-fibres et fils unitaires. Cela nous a permis de démontrer l'intérêt de l'utilisation des fils multi-fibres minérales comme substitut aux fils mono-fibres métalliques. À ce stade, les mécanismes micro-mécaniques, à l'oeuvre au niveau de l'interface et permettant d'expliquer cette différence, nous sont encore inconnus. Les hypothèses effectuées sur le modèle mécanique tendent à mettre en avant une différence significative de l'imprégnation qu'il serait intéressant d'observer directement.

Dans la littérature, peu de travaux se sont intéressés à l'étude de l'évolution de l'endommagement interfacial des composites à matrice cimentaire. On peut noter un travail fondateur de [START_REF] Goto | Cracks formed in concrete around deformed tension bars[END_REF] qui étudie le faciès d'endommagement de l'interface entre acier et béton par essai de tirant, mais par une autopsie des corps d'épreuve après rupture. Dans le cas des fils multi-fibres minérales de forte densité linéique (> 1000 tex), un essai intéressant (essai FILT) a été proposé par [START_REF] Banholzer | Bond of a strand in a cementitious matrix[END_REF] et discuté dans le chapitre 1. Il est montré que la rupture de l'interface est, dans ce cas, gouvernée par les ruptures progressives des fibres de l'extérieur du fil vers l'intérieur.

Dans ce dernier chapitre, on cherche à expliciter les phénomènes permettant d'expliquer les importants écarts de propriétés mécaniques d'interface entre fils mono-fibre d'acier et fils multi-fibre de faible densité linéique (≤ 100 tex), mis en évidence par analyse inverse dans le chapitre précédent. On s'intéresse donc au lien entre les propriétés mécaniques d'interface à l'échelle mésoscopique, déterminées par la courbe force-déformation caractéristique des essais de tirant, et le faciés d'endommagemment à l'échelle microscopique. Ce travail propose l'observation directe des dommages par l'utilisation d'un dispositif expérimental spécifique d'essai de tirant conçu pour être utilisé dans un dispositif de tomographie à rayons X (X-ray computed tomography : XRCT) haute résolution, à savoir celui de la nouvelle ligne de faisceaux Anatomix du Synchrotron Soleil (Saint Aubin, France 

Appendix E

Correction de la déformation apparente liée aux mouvements hors-plans -Correction of apparent out-of-plane deformation

Despite its small aperture, the optical system used in this work is endocentric and not telecentric. As a consequence, out-of-plane displacement can yield to apparent deformation OP . To take this effect into account, a central projection F , usually called pinhole model, is used to transform 3D coordinate X to pixel coordinate in the image plane x.

R is the rotation change of frame matrix form global reference system to camera frame and T is the translation vector from global origin to camera optic. This transformation is illustrated in figure ??.

From that formulation, the calculation of the apparent transformation of the image, called homography, due to either out-of-plane translation h or out-of-plane rotation θ of the object can be calculated and would be presented in the first subsection. A second subsection describes the methodology used to determine h and θ. Using these two steps, the out-of-plane artefact can be minimized. We call that methodology: multiple DIC. It needs the use of two cameras, but it does not require the calibration step. Finally, the sensibility of error measurement is studied for different parameters of the experiment through simplified analytical formulations.

E.1 Description of the image transformation due to out-of-plane displacement

Let us now express, the transformation of image coordinate when pure out-of-plane translation h and rotation θ around camera X axis are applied as shown in figure E.2. For sake of simplicity, the image coordinates will be expressed from the optic centre c = [c x , c y , 0] t . Centred image coordinates are then

Plus, the object coordinates will be expressed in the camera frame (C, X, Y, Z). Then, if an object experiences an out-of-plane rotation θ around the X Appendix F Détermination de la géométrie de fissure simplifiée à partir de l'analyse des vecteurs propres de la hessienne -

Determination of the simplified representative geometry of the crack from hessian eigen vector images

This appendix details the determination of the simplified representative geometry of the cracks. According to Section 7.2.5, we suppose that the cracks are mostly conical and that their representative geometries can be defined by two uncoupled descriptions: the transversal cross section of cracks r(θ) and the mean axisymmetric profile z(r).

On one hand, the transversal section of cracks r(θ) is supposed to be independent of r and z apart from a homothety. Then, it can be obtained from the evolution of θ d with respect to θ, given by the orientation map, by integration of dr rdθ = tan(θ d (θ)). The function θ d (θ) is obtained by averaging the data of the orientation maps over all the detected cracks.

On the other hand, the axisymmetric profile z(r) is the same for all cracks apart from a translation and does not depend on θ. We also consider that n belongs to {e r , e z }. Consequently, it yields dz dr = tan(θ d (r)). Consequently, it can be computed from the evolution of ϕ with respect to r, given by the orientation map. The function ϕ(r) is again obtained by averaging the data of the orientation maps over all detected cracks. Distances smaller than r < 200 voxels are here rejected because they may correspond to locations in the fibre.

Despite the important fluctuations in the orientation map, the great amount of data permits to perform a moving average. A sampling procedure provides a 0.5-voxel discretization for both θ d (θ) and ϕ(r). These sampled evolutions are both plotted in