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Résumé

L’objectif de ce travail de thèse est de comprendre et caractériser les mécanismes locaux
de déformations mis en jeu lors de la sollicitation jusqu’à rupture d’un échantillon de béton
en compression. Ainsi, il s’agit d’établir une corrélation entre ces mécanismes locaux et la
réponse macroscopique du matériau. Le béton est considéré comme un matériau multiphasique
associant pâte, granulats et zones de transition interfaciale (ITZ). Compte tenu de ce caractère
multiphasique, la sollicitation est localement multiaxiale. La compréhension des mécanismes
locaux de déformation engendrés repose sur une modélisation numérique de l’essai réalisé. La
construction d’un volume élémentaire représentatif (VER) au plus proche du matériau testé
expérimentalement a fait l’objet d’une partie de cette thèse. Les modèles de zone cohésive sont
adoptés pour décrire le comportement mécanique de l’interface pâte/granulat et de simuler
la fissuration dans la pâte. L’identification des paramètres de ces modèles s’appuie sur des
essais expérimentaux réalisés à l’échelle locale (caractérisation de l’interface pâte/granulat) et
à l’échelle mésoscopique (caractérisation de la pâte). Cette modélisation numérique a ensuite
été utilisée afin de déterminer les paramètres gouvernant l’initiation de l’endommagement
ainsi que la résistance maximale. Une analyse de sensibilité a été réalisée par une méthode
de criblage. Ce travail montre que l’endommagement est fortement affecté par la qualité
d’interface pâte/granulat. Suivant la rigidité interfaciale, il s’initie au niveau de cette interface
ou dans la pâte. La résistance maximale est quant à elle reliée à la contrainte cohésive en
mode II dans la pâte de ciment. Ce modèle a été ensuite utilisé pour étudier les mécanismes
d’endommagement et de rupture mis en jeu lors du durcissement du béton. Enfin, l’influence
de la fraction de granulats sur le comportement pré-pic et post pic du béton est discutée.

Mots-clés :
Béton, VER, transition d’échelle, ITZ, Modèle de Zone Cohésive, essai de compression,
endommagement.
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Abstract

The aim of this thesis is to understand and characterize the local mechanisms of deforma-
tion involved in the failure of a concrete sample in compression test. Thus, it is a question of
establishing a correlation between these local mechanisms and the macroscopic response of the
material. Concrete is considered as a multiphase material associating cement paste, aggregates
and interfacial transition zones (ITZ). Because of its multiphase character, the stress is locally
multiaxial. Understanding local mechanisms of generated deformation is based on a numerical
modeling. The construction of a representative elementary volume (REV) as close as possible
to the experimentally tested material was a part of this thesis subject. Cohesive zone models
are adopted to describe the mechanical behavior of the cement paste/aggregate interface and to
simulate cracking in the paste. The identification of the parameters of these models is based on
experimental tests carried out at the local scale (characterization of the cement paste/aggregate
interface) and at the mesoscopic scale (characterization of the cement paste). This numerical
modeling was then used to determine the parameters governing the initiation of damage and
the strength. This sensitivity analysis was performed by a screening method. This work shows
that the damage is strongly affected by the quality of the cement paste/aggregate interface.
Depending to the interfacial stiffness, it is initiated at the interface or in the cement paste. The
strength is related to the mode II cohesive stress of the cement paste. This model was then used
to study the damage and failure mechanisms involved during the hardening of concrete. Finally,
the influence of the aggregate fraction on the pre-peak and post-peak behavior of concrete is
discussed.

key words :
Concrete, REV, scale transition, ITZ, Cohesive Zone Model, Compression test, damage.
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Introduction générale

Contexte de l’étude
Le béton assure l’essentiel de l’activité dans les domaines de l’ingénierie civile. Il est le maté-
riau de construction le plus utilisé en France. Néamoins, scientifiquement, il reste encore perçu
comme un matériau très complexe et fait toujours l’objet de nombreux travaux de recherche
afin d’améliorer la description de son comportement endommageable et la compréhension des
différents mécanismes à l’origine de cet endommagement. En effet, les propriétés du béton
peuvent être perçues à court terme à travers son comportement mécanique en fonction du temps
d’hydratation (lors du durcissement), et également à long terme, en étudiant les conditions de
son vieillissement et de sa dégradation qui peuvent affecter sa durabilité. Ainsi, une bonne
compréhension du comportement de ce matériau permet d’optimiser sa performance, sa durée
de vie et sa sûreté notamment pour les ouvrages en béton à longue durée de vie, comme les
ponts, les barrages, ou encore les centrales nucléaires. Par ailleurs, le béton peut-être décrit
différemment selon l’échelle d’observation. La plus grande échelle est celle de la structure
dont la taille peut varier de plusieurs mètres ou dizaines de mètres suivant les cas (bâtiments,
fondations...) et jusqu’à des centaines de mètres pour les grandes structures (ponts de grande
portée, ...). L’échelle macroscopique quant à elle se situe entre les dizaines et les centaines
de centimètres. On peut à cette échelle modéliser des éléments isolés de structures. À cette
échelle, le béton est considéré comme un ensemble statistiquement homogène. À l’échelle
mésoscopique, le béton est considéré comme un composite hétérogène, composé de granulats
(de plusieurs millimètres à quelques centimètres de diamètres) noyés dans une matrice
cimentaire qui elle-même peut être modélisée en utilisant une plus petite échelle dite échelle
microscopique, qui représente la microstructure du matériau et elle est de l’ordre du millimètre.
Ainsi, pour décrire avec précision le comportement mécanique du béton, différents types de
paramètres d’entrée sont pris en compte pour chacune de ces échelles.
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Échelle de l’étude
Le caractère multi-phasique a des conséquences sur le comportement mécanique du béton.
Pour les étudier, une modélisation à l’échelle mésoscopique est nécessaire. Par ailleurs, à cette
échelle, la présence des granulats modifie la microstructure de la pâte de ciment en introduisant
une interface fine entre les granulats et la matrice de ciment. Différentes dénominations sont
utilisées pour définir cette zone. Parmi elles, on cite la Zone de Transition Interfaciale (ITZ).
La présence de cette zone influence la réponse macroscopique du béton en raison de ses faibles
propriétés mécaniques locales et de ses fortes propriétés de transport. La prise en compte des
propriétés de l’ITZ s’avère donc être nécessaire pour modéliser le comportement mécanique
du béton à cette échelle. La modélisation multi-échelles et multi-physiques est alors un moyen
très fiable pour étudier le comportement de ce type de matériaux en prenant en compte les
hétérogénéités ainsi que les interactions de ses différentes phases.

Modèle appliqué
Les méthodes d’homogénéisation analytiques conventionnelles à trois phases des composites
hétérogènes peuvent être utilisées. Cependant, ces approches analytiques ne permettent de dé-
terminer que le module élastique équivalent du béton, sans pouvoir décrire sa non linéarité. En
effet, le béton a un comportement qualifié de quasi-fragile présentant une phase adoucissante
due à son endommagement progressif lors d’une sollicitation (mécanique, thermique et/ou
hydrique). Ainsi, afin de proposer une description fidèle du comportement mécanique non
linéaire du béton, certains modèles mécaniques prennent en compte l’interaction non linéaire
entre la pâte de ciment et les granulats. Dans certains de ces modèles, les auteurs ont introduit
une zone totalement endommagée entre la pâte de ciment et les granulats [70], tandis que
d’autres ont remplacé l’interface par une zone possédant un endommagement localisé [39].
Pour aller plus loin, l’ITZ a été considérée comme une troisième phase avec une porosité plus
élevée que celle de la pâte [48]. Dans cette étude, l’ITZ est représentée géométriquement et
mécaniquement ; néanmoins, la faible épaisseur (quelques micromètres) de cette zone pose
plusieurs difficultés pratiques telles que celle liée au maillage. Afin de surmonter ces difficultés,
un modèle de zone cohésive a été adopté pour décrire le comportement de l’ITZ. Dans ce
modèle, la liaison pâte/granulat est prise en compte à travers l’utilisation d’une loi d’interaction
qui couple adhérence, frottement et contact unilatéral. Le cas échéant, les modèles de zone
cohésive introduisent une surface d’endommagement conduisant à la création de deux lèvres
de fissure lors de la sollicitation. Ces modèles de zone cohésive peuvent aussi être utilisés en
dehors des zones interfaciales afin de rendre compte de phénomènes tels que l’endommagement
ou la fissuration. Dans ce travail, la simulation de l’amorçage de fissures et leur propagation au
sein même de la pâte est assurée par le modèle de zone cohésive.

Objectifs
Plusieurs travaux [26, 12] ont été réalisés au sein du LMGC pour étudier la fissuration
des matériaux cimentaires en utilisant les modèles de zone cohésive. Ils ont contribué au
développement de l’outil numérique LMGC90, mais ils ont été limités aux simulations
numériques. Afin d’envisager un sens prédictif au modèle, il est nécessaire de réaliser une
confrontation expérimentale/numérique. Dans ces travaux de thèse, l’étude est répartie sur deux
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échelles : l’échelle locale et l’échelle mésoscopique. À l’échelle locale, une méthodologie vise
à apporter des éléments de réponse concernant l’information à récupérer de l’expérience. Ces
informations concernent les paramètres cohésifs nécessaire à la description du comportement
de l’interface pâte/granulat, d’une part, et permettent de simuler la fissuration dans la pâte,
d’autre part. Ces paramètres sont utiles pour une modélisation à l’échelle mésoscopique avec
la prise en compte des propriétés interfaciales. À cette échelle, l’objectif serait de construire
un Volume Élémentaire Représentatif Numérique (VERN) qui soit équivalent au béton réel
(éprouvette expérimentale). Un compromis se présente dans le fait qu’il doit représenter de
façon fidèle l’échantillon expérimental et qu’il ait la plus petite taille possible permettant
d’éviter des calculs coûteux. L’intérêt du béton numérique élaboré est d’abord de valider le
modèle numérique avec l’expérience sur un essai de compression et ceci pour différents temps
d’hydratation. Par ailleurs, il permet d’étudier les différents mécanismes locaux qui entrent en
jeu lors de la sollicitation et qui sont difficilement accessibles par voie expérimentale. Aussi, la
mise en relation de ces mécanismes locaux avec le comportement macroscopique du matériau
permet d’envisager un caractère prédictif au modèle.

Organisation du mémoire
Le mémoire est composé de cinq chapitres :

— Dans le premier chapitre, des généralités sur le béton sont tout d’abord présentées. Puis
un état de l’art est réalisé sur les différentes approches utilisées dans la littérature afin
d’étudier le comportement mécanique linéaire et non-linéaire du béton. Leurs avantages
et leurs limites sont également détaillés.

— Dans le deuxième chapitre, les outils classiques utilisés dans l’étude de la rupture des ma-
tériaux sont présentés et analysés (forces/faiblesses). La description de leurs limitations
respectives quand ils sont appliqués au matériau béton permet alors d’introduire la notion
de modèle cohésif.

— Dans le troisième chapitre, une méthodologie de construction du VER numérique ou "bé-
ton/mortier numérique" est présentée.

— Dans le quatrième chapitre, une modélisation numérique par éléments finis de la réponse
mécanique du béton sous compression uniaxiale est présentée. Le VER et son maillage,
le comportement mécanique de chacune des phases et leurs interactions sont introduits.
La méthodologie d’obtention des paramètres décrivant le comportement mécanique des
phases et de leur interaction est déduite soit des expérimentations (locales et globales) soit
de la littérature. Enfin, ce modèle est utilisé pour analyser l’endommagement et son évolu-
tion dans différentes situations (étude du durcissement, influence du pré-endommagement
et influence de la fraction solide).

— Le dernier chapitre présente une étude de sensibilité permettant de répondre à la question
suivante : quels paramètres mécaniques contrôlent l’endommagement et la fissuration
d’un béton en compression?
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1.1 Introduction

Ce chapitre présente une synthèse bibliographique et des généralités sur le béton. La zone de
transition interfaciale « pâte de ciment-granulat » est introduite en mettant l’accent sur les gra-
dients de propriétés de la liaison. L’impact de la présence de cette zone sur la réponse mécanique
du béton est étudié à travers une revue bibliographique. Les mécanismes d’endommagement et
les types de ruptures conduisant le béton à rompre en compression sont détaillés. Dans une
deuxième partie de ce chapitre, certaines approches de modélisation analytique qui permettent
de déterminer les caractéristiques effectives macroscopiques du matériau équivalent (dans le
cas d’un matériau biphasique et triphasique) sont présentées. On abordera ensuite la théorie
de l’endommagement à travers le modèle d’endommagement isotrope et volumique de Mazars
[78]. Enfin, quelques modèles de bétons numériques associés à des effets d’échelle sont présen-
tés. Ces modèles permettent à la fois de décrire le comportement non-linéaire de ce matériau et
d’accéder à des données locales de comportement.

1.2 Généralités sur le mortier et le béton

Le béton à l’échelle mésoscopique est un matériau poreux très hétérogène, que l’on peut
assimiler à un système triphasique (figure 1.1) : une pâte de ciment, des inclusions (granulats
et sable) et une zone de transition interfaciale (ITZ, liaison pâte/granulat). Chaque composant
joue un rôle bien défini. Le squelette granulaire confère au béton sa compacité, contribue à
sa résistance mécanique et réduit également les variations volumiques (retrait) engendrées au
cours du durcissement. La pâte de ciment est le lieu des réactions d’hydratation des constituants
conduisant au processus de prise et de durcissement. De ce fait, le béton est un matériau évolutif
qui connaît plusieurs transformations physico-chimiques et structurales tout au long de sa vie.
Ces différentes composantes ainsi que leurs propriétés sont présentées par la suite. Un focus,
via une étude bibliographique, va être présenté sur l’ITZ .

1.2.1 La pâte de ciment

1.2.1.1 Le ciment anhydre

La pâte de ciment est constituée de ciment anhydre, d’eau et d’éventuels additifs. Le ciment
anhydre est composé essentiellement de clinker Portland (mélange de calcaire et de silice cuits),
assurant la fonction de liant, et d’autres constituants secondaires en proportions moindres selon
son type. Il se présente sous forme de grains ayant une taille qui varie en diamètre de 1 à 100
µm. Selon la norme NF EN 197-1 [11], il y a cinq classes de ciments courants : le ciment
Portland (CEM I), le ciment Portland composé (CEM II), le ciment de haut fourneau (CEM
III), le ciment pouzzolanique (CEM IV) et le ciment composé (CEM V). Afin de comprendre
la différence entre ces ciments, la figure 1.2 illustre la cinétique d’évolution de la résistance à la
compression du béton en fonction du type du ciment.



GÉNÉRALITÉS SUR LE MORTIER ET LE BÉTON 25

FIGURE 1.1 – Illustration simplifiée de la microstructure du béton

FIGURE 1.2 – Évolution de la résistance en compression du béton en fonction du temps de durcis-
sement pour différentes classes de ciment I, V, VF et IF [38]

En mélangeant le ciment avec de l’eau, une réaction d’hydratation est activée et donne lieu
à une pâte entourant les granulats. La pâte de ciment représente 20% à 60% du volume total du
béton et elle est à l’origine de la cohésion du matériau.

1.2.1.2 La réaction d’hydratation

L’hydratation du ciment regroupe l’ensemble des réactions chimiques qui se produisent lors
du mélange du ciment avec l’eau [111]. Les principaux produits de l’hydratation sont les hy-
drates de silicate de calcium (C-S-H) et la portlandite (CH). Les produits d’hydratation ont des
vitesses d’hydratation différentes les unes des autres. Au cours de l’hydratation, la porosité ini-
tiale diminue par la formation continue des hydrates et en même temps la figure 1.3 montre une
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évolution très importante dans les 28 premiers jours de la résistance à la compression de la pâte.
Au-delà de 60 jours, la résistance à la compression du béton atteint une valeur constante [38].

FIGURE 1.3 – Évolution de la résistance à la compression du béton et du taux d’hydratation en
fonction du temps de durcissement de la pâte de ciment [112]

Ces hydrates sont donc à l’origine des propriétés mécaniques de la pâte. Le retrait du béton
est engendré par la différence de volume occupé par les hydrates en comparaison au volume
initialement occupé par l’eau et le ciment. Ce phénomène, appelé "contraction Le Chatelier",
engendre des microfissures.

1.2.2 Les granulats
Les granulats sont classifiés selon leurs origines de provenance. On trouve les granulats

d’origine naturelle obtenus par concassage des roches massives (comme le calcaire) ou par
exploitation des gisements de sables et de graviers d’origines alluvionnaire. On peut obtenir
aussi les granulats à travers le recyclage des matériaux de démolition. Les granulats alluvion-
naires sont connus sous le nom granulats roulés et ceux qui proviennent de carrière appelés
aussi granulats concassés. leurs formes et leurs caractéristiques dépendent des gisements et des
techniques de production. Dans un même béton, on utilise plusieurs classes granulaires :

• Sables : grains dont les dimensions varient de 0.6 mm à 4 mm,

• Gravillons : grains dont les dimensions varient 4 mm à 25 mm,

• Cailloux : grains dont les dimensions sont supérieures à 25 mm.

Dans les bétons courants, les granulats utilisés doivent avoir une bonne résistance mécanique et
leur courbe granulométrique doit être optimisée pour permettre des mélanges de grande com-
pacité. Contrairement au ciment, les granulats constituent la phase inerte car ils ne participent
pas à la réaction d’hydratation de la pâte de ciment.

1.2.3 La zone de transition interfaciale (ITZ)
Durant le malaxage, le compactage et la mise en place du béton, les granulats interagissent

avec la pâte de ciment et une liaison se forme au niveau de laquelle la microstructure de la pâte
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est modifiée [93]. De nombreux auteurs [99, 52, 27, 31, 55] ont montré que les propriétés de
cette zone étaient différentes de celles du coeur de la pâte. Cette zone est connue sous plusieurs
dénominations comme : auréole de transition, ou encore zone de transition interfaciale, notée
ITZ (Interfacial Transition Zone) ou interphase. La figure 1.4 présente des images obtenues de
cette zone à l’aide d’un microscope à balayage éléctronique (MEB) pour différents niveaux de
grandissements.

FIGURE 1.4 – Observation de la zone de transition interfaciale par microscopie électronique à
balayage pour différents niveaux de grandissements (50x , 200x et 400x, respectivement de gauche
à droite) [15]

1.2.3.1 Mécanismes de formation de l’ITZ

Trois principaux phénomènes sont à l’origine de la formation de l’ITZ :

1. L’effet de paroi des granulats vis-à-vis des particules du ciment : le granulat constitue un
obstacle vis à vis de l’agencement des particules du ciment qui vont s’organiser selon un
assemblage moins dense qu’au cœur de la pâte, ce qui se traduit par la formation d’une
porosité supplémentaire. L’effet de paroi a été étudié par Farran [36] qui a mis en évidence
l’existence d’une phase au niveau du contact de la pâte de ciment et du granulat, ayant un
rapport E/C plus élevé en comparaison avec le reste de la pâte.

2. L’effet de micro-ressuage : ce phénomène apparaît au cours ou après la mise en place
du béton. Il est du à la différence de masse volumique des composants du béton. En
effet, sous l’effet de la pesanteur, une partie de l’eau de gâchage remonte vers la surface
du béton et est appelée l’eau du micro-ressuage. Cette dernière est piégée dans la partie
inférieure des particules. Ce phénomène engendre un gradient du rapport eau sur ciment
(E/C) au niveau de l’ITZ et par conséquent une porosité irrégulière dans cette zone. Elle
est plus marquée dans la zone inférieure des granulats [76, 6].

3. L’effet de la « croissance unilatérale » ou le transport de la portlandite pendant le proces-
sus d’hydratation. Au cours de l’hydratation, les hydrates se développent dans une seule
direction vers la matrice de ciment ce qui conduit à une augmentation de la porosité à
proximité des granulats.
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1.2.3.2 La minéralogie de l’ITZ

On trouve dans la littérature plusieurs travaux qui ont permis de décrire la composition
minéralogique de l’ITZ [5, 10]. Ces derniers se rejoignent sur le principe qu’elle n’est pas
homogène et qu’elle est constituée de deux couches :

1. La première couche est en contact direct avec le granulat. Selon le modèle de Barnes
[5], elle est caractérisée par deux films connus sous le nom "film duplex" d’épaisseur 0.5
µm (figure 1.5). Le premier contient des cristaux orientés de portlandite de le deuxième
contient des C-S-H. Selon le modèle de Zimbelman [135], cette couche est plus épaisse
(de 2 à 3 µm) et contient essentiellement de la portlandite suivie d’un réseau de cris-
taux d’ettringite (Figure 1.6). Les modèles de Monteiro [82] (Figure 1.5) et Bentur [10]
(Figure 1.6) ont confirmé la composition trouvée par Zimbelman [135]. Ils ont montré
que l’orientation des cristaux suit principalement la direction normale à la surface des
granulats.

2. La deuxième couche a, selon le modèle Barnes [5], une épaisseur de 50 µm. Elle est
composée des produits d’hydratation avec les gros cristaux de portlandite, de C-S-H et
de grains de Hadley. Zimbelmann [135] considère que son épaisseur est plus faible (20
µm) (Figure 1.6) mais confirme, en accord avec [5] et [82] la présence de gros cristaux
hexagonaux de portlandite et de C-S-H. La présence d’ettringite sous forme d’aiguilles
(Figure 1.5) a aussi été notée.

FIGURE 1.5 – Illustration des modèles d’ITZ proposés par Barnes (gauche) [5] et Monteiro (droite)
[82]
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FIGURE 1.6 – Illustration des modèles d’ITZ proposé par Zimbelmann (gauche) [135] et Bentur
(droite) [10] respectivement.

Les divergences observées sur la composition minéralogique de l’ITZ sont dues à la formulation
même du mortier utilisé et également aux différentes méthodes d’analyse utilisées.

1.2.3.3 L’épaisseur de l’ITZ

D’après [91, 40, 23], l’épaisseur de l’ITZ est constante et elle est uniforme autour du gra-
nulat. Larbi [74], a suivi localement, autour du granulat, l’évolution de la porosité. La figure
1.7, permet de donner l’épaisseur de l’ITZ à travers le suivi de cette évolution. Ce profil montre
une diminution de la porosité en fonction de la distance, elle passe de 25 % à 10 % à 20 µm
de distance par rapport au granulat. Cette analyse permet d’évaluer indirectement l’épaisseur de
l’ITZ. Il faut noter que ce résultat dépend fortement de la formulation du béton.

FIGURE 1.7 – Distribution de la porosité mesurée en fonction de la distance à l’interface
pâte/granulat sur un mortier âgé d’un an avec un rapport E/C = 0.4 [74]
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Au sein du LMGC de Montpellier, des observations au MEB ont permi à Girboveanu [42]
d’établir des profils de rapport massique Ca/Si perpendiculairement à l’ITZ. Ses conclusions
l’ont amené à considérer une épaisseur d’ITZ autour de 20 µm. Ce dernier résultat a été
confirmé en utilisant la nano-indentation [42]. Le béton utilisé dans cette étude est constitué
de ciment CEM I 52.5 avec un rapport Eau/Ciment (E/C) de 0.4 et des granulats de type cal-
caire.

1.2.3.4 Les propriétés élastiques de l’ITZ

De nombreux auteurs ont tenté de déterminer les propriétés élastiques de l’ITZ (module
élastique ou coefficient de Poisson) soit de façon analytique soit par approche inverse. On trouve
par exemple des auteurs qui ont donné des estimations du module élastique de cette zone à
travers une analyse inverse connaissant les modules élastiques des granulats et de la pâte de
ciment [52, 98, 132]. Tognevi [115], à partir des résultats de la littérature, a extrait une relation
permettant de déduire le module d’Young de l’ITZ à partir de celui de la matrice cimentaire
hydratée. Cette relation met en oeuvre un facteur, que l’on note a :

EITZ = aEp (1.1)

Avec Ep le module élastique de la pâte et EITZ le module élastique de l’ITZ. Ce facteur dépend
de l’épaisseur de l’ITZ qui dépend elle-même de la formulation du mortier/béton :

Auteur
Épaisseur

(µm) a
Hashin et Monteiro [52] 24 0.5
Yang [132] 40 0.7

Tognevi [115] -
[0.2 ;0.8] ( en fonction

de l’épaisseur)

TABLE 1.1 – Valeurs du coefficient "a" donnant le rapport entre le module d’Young de la pâte et
celui de l’ITZ selon différents auteurs.

En plus de son influence sur la rigidité du béton, l’ITZ peut avoir un effet important sur
sa résistance. La caractérisation du comportement mécanique du béton doit donc prendre en
considération cette troisième phase. Aussi, d’après [93], un modèle à deux phases (granulats
et matrice) n’est généralement pas suffisant. En effet, l’ITZ gouverne la qualité de l’adhérence
entre le mortier et les granulats, et plus précisément la résistance de leur liaison. Des travaux
se sont intéressés à la caractérisation expérimentale des propriétés mécaniques de cette zone
[65, 80, 92]. Ces travaux s’intéressent au comportement allant au delà du domaine purement
élastique à travers des essais mécaniques en traction et cisaillement. Pour une caractérisation
locale, Jebli [65] a utilisé des échantillons parallélépipédiques composés en série d’un granu-
lat et d’une pâte de ciment. Ces résultats expérimentaux vont nous permettre d’identifier une
partie des paramètres permettant de décrire le comportement mécanique de l’ITZ, sollicitée en
cisaillement.
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1.3 Quelques modèles décrivant le comportement du béton

1.3.1 Approches linéaires macroscopiques

Les approches micromécaniques permettent de prendre en compte l’influence de la micro-
structure sur le comportement macroscopique du matériau. Elles sont basées sur le principe
d’homogénéisation qui consiste en la substitution du matériau hétérogène par un milieu homo-
gène équivalent qui, lorsqu’il est soumis aux mêmes sollicitations, a la même réponse globale
que le matériau hétérogène.

FIGURE 1.8 – Schématisation du principe d’homogénéisation.

Dans les approches micromécaniques, on doit passer par trois étapes qui sont : la représen-
tation, la localisation et l’homogénéisation [134, 17] :

(i) La représentation : cette étape consiste en la définition du volume élémentaire représenta-
tif (VER). Il s’agit également de la définition de l’échelle appropriée au comportement à
étudier, des différentes phases existantes, de leurs propriétés mécaniques ainsi que des pa-
ramètres morphologiques nécessaires à leur description (fraction volumique des phases,
tailles des microstructures, distribution spatiale...).

(ii) La localisation : cette étape consiste à identifier les champs locaux (à l’échelle des micro-
structures) et à déterminer des relations entre les champs locaux et globaux.

(iii) L’homogénéisation : à cette étape on détermine la relation entre la contrainte macrosco-
pique et la déformation macroscopique, à travers le tenseur de rigidité effectif dans le cas
des conditions de déformations homogènes ou le tenseur de souplesse effectif dans le cas
des conditions de contraintes homogènes.

Les approches analytiques sont classées en deux catégories :

1. Des approches considérant le béton comme étant un matériau à deux phases : les granulats
et la matrice.

2. Des approches considérant le béton comme étant un matériau composé de trois phases :
les granulats, la matrice et la zone de transition interfaciale (ITZ).
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Dans le cas d’une représentation biphasique, le matériau se compose d’une matrice de frac-
tion volumique φmat et d’inclusions, toutes de mêmes caractéristiques mécaniques, de fraction
volumique φinc, telle que φinc + φmat = 1.

1.3.1.1 Bornes de Voigt et Reuss (vr)

En reposant sur les théorèmes de minimisation de l’énergie potentielle, ces approches four-
nissent une borne inférieure "la borne de Voigt" et une borne supérieure "la borne de Reuss"
[1, 17]. Ces deux bornes servent d’encadrement des modules de cisaillement Ghom et de com-
pressibilité Khom d’un matériau biphasique. Elleset ne sont pas sensibles à la forme et à l’orien-
tation des inclusions :

1
φinc
Kinc

+ φmat
Kmat

≤ Kvr
hom ≤ φincKinc + φmatKmat (1.2)

1
φinc
Ginc

+ φmat
Gmat

≤ Gvr
hom ≤ φincGinc + φmatGmat (1.3)

1.3.1.2 Schéma en solution diluée (sd)

Dans cette méthode, les inclusions, représentées par une faible fraction volumique sont dis-
tribuées dans une matrice infinie [1]. Les expressions des coefficients de compressibilité et de
cisaillement équivalents sont les suivantes :

Ksd
hom = Kmat + φinc

(Kinc −Kmat)(3Kmat + 4Gmat)
3Kinc + 4Gmat

(1.4)

Gsd
hom

Gmat

= 1−
15(1− νmat)(1−

Ginc

Gmat

)φinc

7− 5νmat + 2(4− 5νmat)
Ginc

Gmat

(1.5)

1.3.1.3 Modèle de Christensen et Lo (cl)

Christensen et Lo [21] ont développé un modèle à trois sphères pour évaluer le module
élastique du béton. Le coefficient de compressibilité du matériau est :

Kcl
hom = Kmat + finc(Kinc −Kmat)

1 + (1− φinc)[(Kinc −Kmat)/(Kmat + 4Gmat/3)] (1.6)

1.3.1.4 Bornes de Hashin et Shtrikman (hs)

Hashin et Shtrikman [53] ont proposé un encadrement des modules du milieu homogé-
néisé.Le matériau bi-phasique est supposé vérifier ces propriétés :
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Kmat ≤ Kinc et Gmat ≤ Ginc (1.7)

Hashin et Shtrikman proposent les relations suivantes :

Kmat + φmat
1

Kinc −Kmat

+ 3finc
3Kmat + 4Gmat

≤ Khs
hom ≤ Kinc + φinc

1
Kmat −Kinc

+ 3finc
3Kinc + 4Ginc

(1.8)

Gmat + φmat
1

Ginc −Gmat

+ 6φinc(Kmat + 2Gmat)
5Gmat(3Kmat + 4Gmat)

≤ Ghs
hom

≤ Ginc + φinc
1

Gmat −Ginc

+ 1
Ginc −Gmat

+ 6φinc(Kinc + 2Ginc)
5Ginc(3Kinc + 4Ginc)

(1.9)

1.3.1.5 Modèle de Mori-Tanaka (mt)

Ce modèle a pour particularité sa capacité de fournir des estimations fiables des propriétés
mécaniques avec peu d’information sur la microstructure [85]. Il est connu également pour
sa robustesse et on peut l’utiliser dans le cas d’une répartition aléatoire des particules. Dans
ce modèle, on considère le béton comme étant un matériau biphasique : une matrice et des
inclusions. La contrainte moyenne et la déformation moyenne dans un matériau sont définies
comme suit :

< σ >= 1
V

∫
σ.dv (1.10)

< ε >= 1
V

∫
ε.dv (1.11)

où < . > est la moyenne spatiale. L’équation constitutive macroscopique qui relie la contrainte
à la déformation est la suivante :

< σ >= C < ε > (1.12)

et C représente le tenseur de rigidité. Selon Mori-Tanaka, la rigidité dans un matériau composite
formé d’une matrice m et de N phases i, est définie avec l’équation suivante :

C = Cm +
N∑
i=1

φi|(Ci − Cm)A
Eshelby−i

|
[
φmI +

N∑
i=1

φ|A
Eshelby−i

|
]−1

(1.13)

Avec Cm et Ci sont respectivement les rigidités de la matrice et de la phase i. φm et φi sont

respectivement la fraction volumique de la matrice et de la phase i. |.| permet de donner une
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moyenne sur toutes les orientations possibles de la phase i.AEshelby est le tenseur de localisation
des déformations obtenu par l’équation suivante :

A
Eshelby−i

=
[
I + EiS

i
m(Ci − Cm)

]−1
(1.14)

où Ei le module d’Young de l’inclusion i et Sim le tenseur de souplesse de la matrice qui dépend
de la forme de l’inclusion i. Revenons à l’hypothèse considérant le béton numérique comme un
matériau biphasique avec des inlcusions ayant une forme sphérique et donc sans orientation pri-
vilégiée. Dans ce cas, le paramètreN prend la valeur 1 et les tenseurs de rigidité C et d’Eshelby
A deviennent :

C = Cm + φ
[
(Ci − Cm)A((1− φ)I + φA]−1 (1.15)

A = (1 + SimC
−1
m (Ci − Cm))−1 (1.16)

où φ est la fraction des solides (des inclusions) et le tenseur de souplesse dans le cas des inclu-
sions sphériques devient :



Sim1111 = Sim2222 = Sim3333 = 7− 5νm
15(1− νm)

Sim1122 = Sim2211 = Sim1133 = Sim3311 = Sim2233 = Sim3322 = 5νm − 1
15(1− νm)

Sim1212 = Sim1313 = Sim2323 = 4− 5νm
15(1− νm)

(1.17)

Il est clair que le tenseur d’Eshelby ne dépend pas des propriétés élastiques des inclusions, il
dépend de leurs formes. Les deux phases constitutives du béton ont un comportement linéaire
isotrope et donc leurs tenseurs de rigidité peuvent être présentés comme suit :

Cmijkl
= Em

2(1 + νm)(δilδjk + δikδjl + Emνm
(1 + νm)(1− 2νm)δijδkl (1.18)

Ciijkl
= Ei

2(1 + νi)
(δilδjk + δikδjl + Eiνi

(1 + νi)(1− 2νi)
δijδkl (1.19)

On obtient le module d’Young homogénéisé en prenant le premier terme du tenseur de sou-
plesse. Ce dernier est calculé en inversant le tenseur de rigidité moyen calculé à travers l’équa-
tion 1.15. La courbe de la figure 1.9 montre l’évolution du module effectif selon différentes mé-
thodes analytiques comparées à la solution exacte "outil de validation" obtenue par une méthode
numérique. L’indice "1" et "2" correspondent respectivement à la matrice et aux particules.



QUELQUES MODÈLES DÉCRIVANT LE COMPORTEMENT DU BÉTON 35

FIGURE 1.9 – Rapport
Keff

µ1
en fonction de la fraction volumique pour K1 = µ1 = 1 et K2 =

µ2 = 10 dans le cas d’un composite constitué de sphères réparties aléatoirement.

Où Keff est le module de compressibilité effectif, K1 le module de compressibilité des
inclusions et K2 celui de la matrice. La figure 1.9 montre que plus la fraction volumique des
particules augmente, plus le module effectif Keff augmente et ceci est vrai quelle que soit la
méthode utilisée. En comparant les résultats des différentes méthodes analytiques avec la solu-
tion exacte, on constate que c’est la méthode de Mori-Tanaka a les solutions les plus proches de
la solution exacte. En ce qui concerne les autres méthodes, on remarque que plus la fraction vo-
lumique est élevée moins la prédiction est satisfaisante. Dans le cadre de ce travail, l’estimation
de Mori et Tanaka est utilisée en raison de la forte fraction volumique de granulats.

1.3.2 Approches non linéaires macroscopiques du comportement du bé-
ton

Dans la littérature, plusieurs approches ont été proposées permettant de modéliser le com-
portement non linéaire du béton :

— Les modèles d’endommagement et les modèles de plasticité qui sont des approches basées
sur la mécanique des milieux continus.

— Les modèles basés sur le concept de discontinuité géométrique pour décrire la fissuration.

Dans la suite, seule la théorie des approches continues est détaillée.
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La théorie de l’endommagement permet la modélisation de la dégradation progressive du
matériau à travers les variations des caractéristiques élastiques tout au long de l’essai. Son
concept a été en premier temps introduit par Kachanov [66] où l’endommagement est défini
comme étant la dégradation des propriétés élastiques en utilisant une variable continue. Cette
définition a été généralisée par la suite par Lemaître et Chaboche [75] dans le cadre des pro-
cessus irréversibles de la thermodynamique. La théorie de l’endommagement permet de décrire
l’évolution du matériau d’un état dit sain où l’endommagement est nul à un état endommagé à
travers l’introduction d’une variable interne notée D.

1.3.2.1 Concept de la contrainte effective

Dans une représentation unidirectionnelle, on définit la contrainte comme étant le rapport
entre la force et la surface :

σ = F

S
(1.20)

Un matériau endommagé est un matériau qui présente des discontinuités comme des micro-
fissures. Donc la surface S sur laquelle s’applique la force F comprend la surface saine du
matériau S̃ et une surface endommagée SD. En réalité, la force ne s’applique qu’à la surface
saine dénommée surface effective S̃ = S − SD. On a alors accès à une notion de contrainte
effective :

σ̃ = F

S̃
= F

S − SD
= F

S(1− SD

S
)

= σ

(1−D) (1.21)

où la variable d’endommagement D est définie par D = SD

S
dans le cas d’un endommage-

ment isotrope. De la même façon, on définit le module d’Young effectif Ẽ :

σ̃ = Ẽε⇔ σ = Eε avec Ẽ = E

(1−D) (1.22)

Le module effectif Ẽ varie donc entre E pour le matériau sain et E(1−Dc) quand le matériau
atteint son état d’endommagement critique Dc. Le matériau est défini selon la valeur de D
comme suit :

— D = 0→ matériau sain ou état vierge

— 0 < D < Dc → matériau partiellement endommagé

— D = Dc → matériau complètement endommagé.

1.3.2.2 Modèles d’endommagement isotrope de Mazars

En 1984, Mazars [78] a été le premier à formuler un modèle élastique endommageable
isotrope pour le béton dont de nombreux auteurs se sont inspirés par la suite. Il s’est basé sur
les postulats donnés par Lemaître et Chaboche [75] et l’hypothèse que le matériau élastique
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isotrope à l’état sain reste isotrope à l’état endommagé. En 3D, la formulation du modèle de
Mazars s’écrit :

σ = (1−D)C : ε (1.23)

Où σ, ε et C sont respectivement le tenseur des contraintes, le tenseur des déformations et le
tenseur de rigidité. L’endommagement est piloté par la déformation équivalente ε̂ qui permet de
traduire l’existence de la sollicitation triaxiale. Elle s’écrit :

ε̂ =

√√√√ 3∑
i=1

< εi >+ 2 (1.24)

< x >+= max(x, 0) est l’opérateur partie positive d’un scalaire, et les εi sont les composantes
principales du tenseur des déformations ε. ε̂ est un indicateur de l’état de tension dans le maté-
riau qui génère l’endommagement. Si κ0 est la déformation au seuil d’endommagement, alors
le seuil d’endommagement dans un matériau sain s’écrit :

f = ε̂− κ0 = 0 avec κ(D = 0) = κ0. (1.25)

L’endommagement s’active quand la déformation équivalente atteint le seuil κ0. L’endomma-
gement n’est pas le même en traction et en compression. Afin de pouvoir tenir compte de cette
dissymétrie du comportement en traction (paramètre d’endommagement noté Dt) et en com-
pression (paramètre d’endommagement noté Dc), deux lois d’évolution sont définies :


Dt = 0 si ε < κ0

Dt = 1− κ0(1− At)
ε̂

− Ate(−Bt(ε̂−κ0)) si ε ≥ κ0
(1.26)


Dc = 0 si ε < κ0

Dc = 1− κ0(1− Ac)
ε̂

− Ace(−Bc(ε̂−κ0)) si ε ≥ κ0
(1.27)

où At etBt et Ac etBc sont des paramètres matériaux à identifier. En pratique, ils sont identifiés
à partir d’essais uniaxiaux de traction et de compression ; ils permettent de décrire la forme de
la courbe post-pic.
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FIGURE 1.10 – Modélisation du comportement uniaxial du béton d’après Mazars [78]

La variable d’endommagement est reliée aux variables Dc et Dt à travers cette formule :

D = αβtDt + αβcDc (1.28)

où β est un coefficient qui a été introduit pour améliorer le comportement en cisaillement. αt et
αc sont des coefficients liés à l’état de sollicitation [78]. Par exemple, si la traction est activée
αt = 1 et αc = 0 et vice versa. Les coefficients αt et αc sont définis par :

αt =
3∑
i=1

(εti < εi >
+

ε̂2 ) (1.29)

et
αc = 1− αt (1.30)

1.3.3 Modèles numériques mésoscopiques du béton
Depuis une dizaine d’années, les modèles numériques mésoscopiques du béton sont appa-

rus dans la littérature. Leur avantage principal est qu’ils permettent d’étudier le comportement
élastique du matériau hétérogène, mais aussi le comportement non linéaire là où les modèles
analytiques deviennent limités. Ces modèles permettent aussi l’estimation et la localisation des
champs locaux de déformations et de contraintes. Ainsi, l’objectif de cette partie est de présenter
brièvement quelques modèles numériques.
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a) Modèle de béton numérique du code Symphonie :
Un modèle numérique du béton a été développé par Mounajed [86, 87], présentant N
phases et ayant une distribution aléatoire des pores et des granulats (figure 1.11). Les N
phases sont réparties de la manière suivante :

— La première phase est le squelette solide de la matrice cimentaire.

— La deuxième phase contient les pores. Elle est composée de plusieurs sous phases
pour prendre en considération les différentes tailles de pores.

— La troisième phase est composée des granulats répartis aléatoirement. Également,
cette phase contient plusieurs sous-phases pour représenter les différentes classes
granulaires.

Il est donc possible dans ce modèle de modéliser la granulométrie réelle en choisissant
les proportions ainsi que les tailles de chacune des phases. A noter que la phase ITZ n’est
pas prise en considération. Ce modèle a été utilisé pour la compréhension et la simulation
des mécanismes d’endommagement et de déformation à haute température.

FIGURE 1.11 – Modèle de béton numérique développé par Mounajed [86] maillé en 2D (à gauche)
et 3D (à droite).

b) Modèle de L’EPFL :
Guidoum [49] a développé un modèle en éléments finis, dénommé modèle de l’EPFL
en faisant référence à l’Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne (Suisse), qui permet
de générer des granulats d’une façon aléatoire (figure 1.12) et de travailler sur des sous
domaines suivant des résolutions itératives. Ce modèle ne prend pas en compte l’ITZ et
se limite à des calculs élastiques et viscoélastiques. Á l’aide de ce modèle, Huet [56] a
étudié l’influence de la taille et des conditions aux limites sur les propriétés apparentes
des matériaux hétérogènes viscoélastiques et composites.

c) Modèle de TU Delft :
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FIGURE 1.12 – Modèle de l’EPFL : (a) Maillage 3D du squelette granulaire. (b) Méthode de dé-
composition en sous-domaines [56]

Ce modèle permet la génération de particules sphériques de façon à respecter une gra-
nulométrie donnée et les mettre dans un cube de grande taille [109]. Il est développé au
sein de l’Université de Technologie de Delft aux Pays-Bas. L’avantage de ce modèle est
que les granulats ont des coordonnées dynamiques qui leur permettent de se déplacer s’ils
sont en contact avec d’autres granulats ou avec la paroi. Il est possible de réduire la taille
du cube jusqu’à l’obtention du volume élémentaire représentatif (une notion qu’on va
reprendre en détail au chapitre 3) et la compacité souhaitée (figure 1.13). Il est possible
aussi de simuler l’hydratation des pâtes de ciment avec ce modèle. Il permet également de
faire l’étude de l’endommagement selon le modèle de Mazars [78]. La zone de transition
interfaciale est prise en compte dans ce modèle mais uniquement pour un calcul 2D.

FIGURE 1.13 – Modèle de TU Delft : représentation du VER de béton défini par une grille d’élé-
ments finis [109]

d) Modèle de béton numérique de Keinde :
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C’est un modèle de béton numérique en 3D implémenté par Keinde [69] dans le code de
calcul Abaqus. Dans ce modèle, la matrice est modélisée comme un compartiment troué
et les granulats sont sphériques comme présenté dans la figure 1.14. Il permet d’étudier
la réponse mécanique du béton au delà du domaine linéaire et pour une interface pâte de
ciment/granulat ayant un contact parfait ou un contact frottant (pour différents coefficients
de frottement).

FIGURE 1.14 – Modèle de béton numérique de Keinde [69]

La taille du VER a été étudiée à travers la réponse mécanique du modèle en compression
ainsi qu’en traction. L’idée était de chercher le meilleur rapport entre la dimension du
VER et le diamètre de sa microstructure (L/D), à partir duquel la réponse mécanique du
béton n’évolue plus (figure 1.15).

FIGURE 1.15 – Méthodologie d’obtention de la taille du VER [69].

Le rapport L/D admis pour un VER en compression est 3.3. Ce résultat sera exploité dans
le chapitre 3 dans une démarche explicite pour la construction d’un VER.
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1.4 Conclusion
Le béton est un matériau représenté ici comme un composite constitué de granulats, de pâte

de ciment et d’une zone de transition ou interface. Une telle représentation prend en compte
la mésostructure et toutes les particularités de chaque composant pour décrire la réponse mé-
canique globale du matériau. Nous avons dans un premier temps fait le point sur l’état des
connaissances concernant la zone de transition interfaciale autour des granulats. Les méca-
nismes de formation de cette zone ont été bien étudiés dans la littérature. Ils combinent des
aspects physiques (l’effet de paroi, l’effet du micro-ressuage, la croissance unilatérale) et chi-
miques (le transport d’hydrates). Nous avons vu à travers ce chapitre que c’est une zone de
très forte porosité, que son épaisseur est de l’ordre de 20 µm et qu’elle dépend de plusieurs
paramètres : le type de ciment, la nature des granulats, la porosité des granulats, le rapport
E/C... Nous avons fait, dans la suite, un récapitulatif de la littérature sur l’analyse de la réponse
mécanique du béton sous compression. Nous avons examiné différentes approches analytiques
et quelques modèles numériques permettant de déterminer les caractéristiques effectives ma-
croscopiques du matériau équivalent. Les modèles analytiques sont très largement limités aux
calculs élastiques ou viscoélastiques linéaires. Pour aller plus loin, il est nécessaire de prendre
en compte les phénomènes d’endommagement, ce qui est fait le plus souvent de façon phéno-
ménologique à travers des diminutions de modules liées à des microcavités. Ce type d’études
élabore un modèle mésoscopique visant à décrire les conséquences à l’échelle de l’échantillon
du désordre initial local à l’intérieur du matériau. Par ailleurs, les approches mésoscopiques
présentent l’avantage de permettre la compréhension des phénomènes de fissuration par la prise
en compte de la microstructure du béton et de l’interface pâte/granulat.



CHAPITRE2
Vers une approche cohésive

Sommaire
2.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 44
2.2 Mécanique classique de la rupture . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 44

2.2.1 Mécanique linéaire de la rupture . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 44
2.2.2 Mécanique non-linéaire de la rupture . . . . . . . . . . . . . . . . . 47
2.2.3 Limites de la mécanique classique de la rupture . . . . . . . . . . . . 48

2.3 Modèles de zone cohésive (CZM) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 50
2.3.1 Décomposition dans le repère normal/tangent . . . . . . . . . . . . . 52
2.3.2 Contact unilatéral de Signorini et frottement de Coulomb . . . . . . . 53
2.3.3 Loi cohésive retenue . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
2.3.4 Critères d’initiation et de propagation de l’endommagement . . . . . 54
2.3.5 Avantages des CZM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 56
2.3.6 Inconvénients des CZM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 56

2.4 Approche par Éléments Finis Cohésifs Volumiques (EFCV) . . . . . . . . 57
2.4.1 Approche multicorps et complémentarité volumique-surfacique . . . 57
2.4.2 Formulation variationnelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 58
2.4.3 Méthode Non-Smooth Contact Dynamics (NSCD) . . . . . . . . . . 60
2.4.4 Choix du schéma d’intégration . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60

2.5 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61

43



44 VERS UNE APPROCHE COHÉSIVE

2.1 Introduction
Dans ce chapitre, quelques notions théoriques de la mécanique linéaire de la rupture sont

présentées. Une telle approche est efficace pour étudier la rupture des matériaux élastiques li-
néaires isotropes. En ce qui concerne les matériaux ductiles, on a plutôt recours à la mécanique
dite non-linéaire de la rupture.
Cependant, la mécanique classique de la rupture présente des limites, comme les problèmes
d’amorçage et d’instabilité de la propagation de fissures. Aujourd’hui, il est possible de sur-
monter ces limitations de la mécanique de la rupture en passant aux modèles de zone cohésive.
Dans une deuxième partie, l’approche cohésive est présentée en lien avec la mécanique de la
rupture, avec ses avantages et ses limitations. Enfin, la loi cohésive choisie pour ce travail est
présentée.

2.2 Mécanique classique de la rupture

2.2.1 Mécanique linéaire de la rupture
La mécanique linéaire de la rupture constitue un outil efficace pour analyser ou simuler

les mécanismes de rupture fragile. Elle s’est beaucoup développée depuis les années 1960 et
elle permet d’écrire différents critères de propagation de fissures. On définit une rupture par la
séparation irréversible d’un milieu continu en deux parties en créant une interface A (Figure
2.1).

FIGURE 2.1 – Séparation d’un milieu continu de part et d’autre d’une interface A.

La fissure créée modifie les champs de déplacements, de déformations et de contraintes.
Le champ de déplacements est caractérisé par un saut de déplacement. Dans le cadre de la
mécanique linéaire de la rupture, les hypothèses suivantes seront vérifiées :

— petites perturbations,

— matériaux élastiques linéaires,

— évolutions quasi-statiques et isothermes,

— fissuration rectiligne dans un corps bidimensionnel.
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Une fois ces hypothèses adoptées, l’étude de la fissuration se fait soit par une analyse des
contraintes en pointe de fissure (approche locale), soit par une analyse énergétique (approche
globale).

2.2.1.1 Description du champs des contraintes en pointe de fissure

L’approche locale se base sur l’écriture du champ de contraintes au voisinage de la fissure.
Selon le type de chargement, on peut citer trois modes de fissuration (Figure 2.2) :

FIGURE 2.2 – Représentation schématique des différents modes de rupture

— mode I : mode d’ouverture.

— mode II : mode de glissement plan.

— mode III : mode de glissement anti-plan.

Dans un matériau dont le comportement est élastique linéaire et quels que soient le chargement
et la géométrie du corps, Williams [129] a montré qu’au niveau de la pointe d’une fissure, les
composantes du tenseur des contraintes s’écrit sous la forme suivante :

σi,j(r, θ) = Kα√
r
fαi,j(θ) + jα(r, θ) (2.1)

où (r, θ) sont les coordonnées polaires d’un point du solide à la pointe de la fissure. Les fonc-
tions jα(r, θ) sont des fonctions bornées lorsque r tend vers 0 et fαi,j(θ) sont des fonctions
sans dimension dépendant du mode de chargement. α = I , II et III correspondent aux trois
modes d’ouvertures. Les termes KI,IIouIII sont les facteurs d’intensité de contraintes dans les
différents modes de rupture, exprimés en MPa.m

1
2 . Ces facteurs dépendent de la géométrie de

l’échantillon, de la fissure et du chargement appliqué. Leur formule générale s’écrit :

K = σ
√
πlf(l, ξ) (2.2)

La fonction f dépend de la longueur de fissure l et de facteurs liés à la géométrie de l’éprouvette
ξ. Les facteurs d’intensité de contraintes sont des paramètres clés de la mécanique linéaire de
la rupture ( 2.1). En effet, Irwin [59] a proposé un critère de propagation de fissure en mode I
en supposant l’existence d’une valeur critique au-delà de laquelle, la fissure se propage. Cette



46 VERS UNE APPROCHE COHÉSIVE

valeur limite est appelée ténacité du matériau et notée KIC . Le critère est par la suite généralisé
pour les trois modes de ruptures : Kα < KIC ⇒ l̇ = 0

Kα = KIC ⇒ l̇ > 0
(2.3)

Les ténacités KIC sont des grandeurs intrinsèques au matériau. Comme les facteurs d’intensité
de contraintes Kα, elles ne dépendent que de la géométrie de l’éprouvette . Cependant, l’ap-
proche locale en contraintes en pointe de fissure présente une limitation qui est la singularité de
la contrainte en fond de fissure. En effet, quand r tend vers 0 la contrainte est indéfinie.

2.2.1.2 Bilan énergétique de Griffith

Dans le même cadre de la mécanique de la rupture on trouve l’approche globale en énergie
proposée par Griffith [47]. Il a défini un critère énergétique à partir duquel il y a une propagation
de fissure. Soit un corps élastique contenant une fissure considéré comme un système thermo-
dynamiquement réversible. La densité linéique d’énergie γ est définie comme étant la quantité
créée lors de l’avancement de la fissure. Il est possible donc d’écrire l’énergie totale du système
Etot(l) en fonction de l’énergie potentielle mécanique P (l) et de la longueur de la fissure l :

Etot(l) = P (l) + 2γl, (2.4)

où : 2γl est l’énergie correspondant à la création des deux lèvres de fissure. Le critère de pro-
pagation de fissure est déterminé en s’appuyant sur le principe de minimisation de l’énergie. La
fissure avance d’une quantité ∆l si les énergies totales du système avant et après la propagation
de la fissure vérifient l’inégalité :

Etot(l + ∆l) < Etot(l). (2.5)

Il en découle :
P (l + ∆l) + 2γ(l + ∆l) ≤ P (l) + 2γl. (2.6)

En définissant le taux de restitution d’énergie G = −∂P
∂l

, le critère énergétique de propagation
de la fissure est obtenu à partir de l’équation 2.6 :{

G < 2γ ⇒ l̇ = 0
G ≥ 2γ ⇒ l̇ > 0, (2.7)

avec l̇ la vitesse de la fissure.
Grâce à ce critère, on peut surmonter les problèmes liés à la singularité de la contrainte en
pointe de la fissure. Cependant, cette approche globale reste valable uniquement dans le cadre
de la mécanique linéaire de la rupture. En effet, la propagation de la fissure est étudiée comme
un processus thermodynamique réversible ; l’effet de phénomènes irréversibles n’est donc pas
pris en compte. La mécanique non-linéaire de la rupture a été développée afin de surmonter ce
problème et sera présentée dans la partie suivante.
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2.2.1.3 Formule d’Irwin

Irwin [57] en 1960 a proposé une formule, suivant les modes de sollicitation, décrivant la
relation entre les facteurs d’intensité des contraintes et le taux de restitution d’énergie dans la
direction de la pointe de fissure :

G =


1− ν2

E
(K2

I +K2
II) + 1 + ν

E
K2
III Cas des déformations planes

1
E

(K2
I +K2

II) + 1 + ν

E
K2
III Cas des contraintes planes

(2.8)

avec : ν le coefficient de Poisson et E le module d’Young du matériau.

2.2.2 Mécanique non-linéaire de la rupture
La mécanique linéaire de la rupture, présentée dans la section précédente est adaptée à la

fissuration dans les matériaux possédant un comportement élastique fragile. Les hypothèses de
la mécanique linéaire de la rupture présentent leur limite dès que l’on travaille sur des matériaux
élasto-plastiques. Ces derniers, montrent une déformation plastique sous contrainte localisée
dans une zone au voisinage de la fissure. Il est possible d’utiliser la mécanique linéaire de
la rupture en faisant quelques corrections sur les facteurs d’intensité de contrainte [58] si les
dimensions de la zone plastique sont très petites vis à vis des dimensions de l’échantillon. Cette
taille de la zone plastique peut être du même ordre de grandeur que la longueur de la fissure
dans le cas des matériaux ductiles. La mécanique non-linéaire de la rupture propose des critères
de propagation de fissures dans ces situations.

2.2.2.1 Extension de la théorie de Griffith

Les travaux d’Irwin [60] et d’Orowan [94] complètent l’approche de Griffith qui a un ca-
ractère réversible et non dissipatif (la transformation est isotherme et élastique). Ils ont inclus
la participation de la zone plastique se développant en front de fissure. En effet, ils ont rajouté
dans la formule de taux critique de restitution d’énergie (équation 2.7), un terme Rf qui prend
en considération les énergies dissipées durant le processus de fissuration :

GC = 2γ +Rf . (2.9)

Cette analyse est introduite dans le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles
[110, 81]. Plus généralement, le critère peut s’écrire :

G < GC ⇒ l̇ = 0
G = GC ⇒ l̇ > 0

(2.10)

Pour le cas d’une dissipation, Rf est négligeable, on retrouve le critère donné en équa-
tion (2.7) pour les matériaux fragiles. Cependant, dans le cas des matériaux ductiles, la densité
d’énergie γ est petite devant Rf et le taux critique de restitution d’énergie dépend principale-
ment de l’énergie dissipéeRf . Il est donc nécessaire de connaître la valeur du taux de restitution
d’énergie G pour pouvoir utiliser ce critère. Par la suite, une méthode pratique permettant de
déterminer cette grandeur est présentée.
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2.2.2.2 Intégrale de Rice

Cette intégrale permet d’estimer le taux de restitution d’énergie. Le concept théorique de
l’intégrale de Rice J a initialement été introduit par Eshelby [34]. Il a été repris par Cherepa-
nov [20] puis par Rice [102]. L’intégrale de Rice relie l’approche en contrainte à l’approche
énergétique. Elle s’exprime par :

J =
∫

Γ
(ρωn1 − σik

∂ui
∂x1

nk)dS (2.11)

où ω et ρ sont respectivement la densité massique d’énergie élastique et la masse volumique, Γ
est un contour ouvert autour de la fissure, nk est une composante du vecteur ~n, normale sortante
au contour Γ, dS représente un élément de surface (voir figure 2.4). le vecteur ~x1 est colinéaire
à la fissure et orthogonal au contour qui se propage dans la direction ~n1.

FIGURE 2.3 – Grandeurs présentes dans l’intégrale de Rice.

Dans le cas d’une fissure rectiligne avec un chargement qui est considéré constant, l’inté-
grale de Rice est égale au taux de restitution d’énergie [104] J = G. Il devient possible, à
travers cette relation, de trouver le taux de restitution d’énergie afin d’appliquer le critère de
propagation des fissures de l’équation (2.10).

2.2.3 Limites de la mécanique classique de la rupture

La mécanique classique de la rupture n’est valable que dans les situations « standards ». En
effet, elle possède des limitations, telles que la description de l’amorçage et de la propagation
de la fissuration, qui ne lui permettent pas de traiter des situations mécaniques plus complexes.

2.2.3.1 Amorçage de la fissure

Bien qu’elle propose souvent des critères de propagation de fissures, la mécanique de la
rupture ne permet pas de prédire leur amorçage. Pour comprendre ceci, prenons un matériau
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élastique isotrope chargé en mode I avec une contrainte σ∞ perpendiculaire à la fissure de
longueur l :

σ = σ∞ ~ey ⊗ ~ey (2.12)

Si on suppose que la fonction f(l, ξ) ne dépend pas de l, l’équation (2.2) montre que K ∝
σ∞
√
l. D’après la formule d’Irwin, on montre que G ∝ σ2

∞l. Alors, le critère de Griffith permet
d’obtenir une relation entre la contrainte critique σc∞ et la longueur de fissure l :

σc∞ ∝
1√
l
. (2.13)

En l’absence de préfissure, la longueur de fissure tend vers 0. Il faut donc appliquer un char-
gement infini pour générer l’amorçage de la fissure, cette situation n’est pas réaliste. Afin de
surmonter cette limitation, plusieurs idées sont proposées. On peut par exemple définir un cri-
tère d’amorçage de fissure au-delà duquel la longueur de la fissure passe de 0 à une valeur δl de
manière discontinue [51]. Par la suite, cette longueur δl sera considérée comme une préfissure et
il sera possible dans ce cas d’appliquer les critères de la mécanique de la rupture classique. Une
autre idée a été proposée par Francfort [37]. Elle consiste en la prédiction de l’amorçage et la
propagation de fissure en minimisant l’énergie de la structure. L’inconvénient de cette dernière
est qu’elle nécessite un temps de calcul important.

2.2.3.2 Évolutions temporelle et spatiale de la fissuration

La description de la propagation instable de fissure n’est pas prise en compte par la méca-
nique classique de la rupture. La figure 2.4 montre que si la relation entre l’énergie potentielle
mécanique du système P (équation 2.14) est concave et la longueur de la fissure l, on observe
une augmentation du taux de restitution d’énergie, au delà de sa valeur critique, avec l’augmen-
tation de la longueur de fissure. La propagation de la fissure est alors instable et il n’est pas
possible de déterminer sa longueur avec les méthodes classiques.


∂G

∂l
(GC) > 0 instable (P est concave)

∂G

∂l
(GC) < 0 stable (P est convexe)

(2.14)
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FIGURE 2.4 – Zone de stabilité de la propagation de la fissure

La mécanique de la rupture ne permet pas de décrire le changement de direction de la fissure
dans la mesure où il manque une équation qui permettrait de rendre compte du phénomène de
branchement. En effet, la théorie classique propose une seule équation en 2D pour décrire la
propagation de fissure dont les deux inconnues à déterminer sont les deux composantes du
déplacement en pointe de fissure. Les zones cohésives proposent des solutions pour surmonter
cette limitation.

2.3 Modèles de zone cohésive (CZM)

Les modèles de zone cohésive permettent d’écrire des lois de comportement traduisant la
phase d’endommagement jusqu’à la rupture d’une interface (figure 2.5). La rupture correspond
à une séparation irréversible de l’interface. La fissure représente alors une discontinuité du
champ de déplacement.

FIGURE 2.5 – Schéma décrivant une fissure cohésive.
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Les modèles utilisent une loi cohésive reliant la contrainte σ au saut de déplacement [|u|]
au niveau de l’interface. L’énergie nécessaire à la séparation totale de deux points de l’inter-
face est égale à l’aire sous la courbe (σ, [|u|]). Elle est également appelée énergie de rupture,
énergie cohésive ou énergie de décohésion. Elle est exprimée en J/m2. Dans la suite du pa-
ragraphe, quelques modèles de zone cohésive rencontrés dans la littérature sont présentés. Les
modèles de zone cohésive ont été proposés initialement par les travaux de Dugdale [28] et de
Barenblatt [4]. Ils permettent de décrire l’amorçage et l’évolution des fissures même dans des
situations mécaniques complexes (matériaux hétérogènes composites, de comportements non-
linéaires, de chargements complexes, de régime dynamique. . . ). Ils prennent en considération
la fissuration au moyen d’un vecteur contrainte cohésive, noté ici ~R. Le modèle de Barenblatt
(figure 2.6) s’intéresse à la fissuration de matériaux fragiles. Ce modèle prend en considération
la contribution d’une sollicitation en fond de fissure liée aux forces atomiques qui agissent au
voisinage de cette zone. La contrainte cohésive est appliquée sur la zone de transition entre la
zone saine du matériau et la zone fissurée. L’ouverture normale de la fissure avance jusqu’à une
valeur critique δcN qui correspond à la contrainte cohésive normale RN . Au-delà de cette valeur,
la contrainte diminue et tend vers 0 lorsque l’ouverture tend vers l’infini.

FIGURE 2.6 – Modèle de Barenblatt [4] (gauche) et Modèle de Dugdale [28] (droite).

Le modèle de Dugdale (figure 2.6) est similaire à celui de Barenblatt mais il est plutôt adapté
à des matériaux ductiles sollicités en traction. Dans ce modèle, la contrainte cohésive est une
constante σ0 tant que l’ouverture de la fissure est au dessous de sa valeur critique δcN . Au-delà
de cette valeur, la contrainte cohésive s’annule.
Les premiers modèles de zone cohésive sont limités à la description de l’évolution des
contraintes cohésives de traction en fonction du saut de déplacement normal. Avec Palmer et
Rice [95], les modèles se sont enrichis pour prendre en considération les contraintes cohésives
tangentielles σT en fonction du saut de déplacement tangentiel [|uT |]. D’autres modèles tenant
compte des lois de fissuration normales et tangentielles ont également été proposés [19]. Les
expressions de RN et RT dans ces modèles sont calculées de façon découplée. Les modèles de
zone cohésive couplés ont été proposés à la fin des années 80. Tvergaard et Hutchinson [119]
ont étudié la fissuration dans des matériaux élasto-plastiques en utilisant une loi cohésive de
type trapézoïdal. Ce modèle prend en considération des phénomènes de nucléation, de crois-
sance et de coalescence de micro-vides liés à la rupture dans les matériaux ductiles. Ce modèle
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a été consacré à l’étude de la réponse normale.
Needleman [88] a mis en relation les contraintes cohésives et des sauts de déplacement à travers
un potentiel φ. Ce modèle est limité au mode normal. Tvergaard [118] a enrichie le modèle pro-
posé par Needleman en introduisant le frottement de Coulomb pour prendre en considération le
mode tangentiel. En effet, il sépare l’ouverture en deux parties : au-dessous de cette valeur, la
décohésion d’interface suit le modèle de Needleman et une fois la valeur de déplacement δcT est
atteinte, un frottement de Coulomb post-rupture est pris en compte.
Plusieurs modèles de zone cohésive ont été proposés, entre 1987 et 1990, par Needleman et
ses collaborateurs pour étudier la fissuration sous chargement quasi-statique. Ces modèles per-
mettent de coupler les réponses normales et tangentielles [88, 89]. Ils décrivent la relation
entre la contrainte cohésive et le saut de déplacement à travers un potentiel φ([|uN |], [|uT |]) :

σN = ∂φ

∂uN
et σT = ∂φ

∂[|uT |]
.

Raous, Cangémi et Cocu [100] ont introduit en 1999 un modèle couplant endommagement co-
hésif et contact frottant avec une transition progressive de l’état adhérent à l’état frottant. Ce
modèle s’appuie sur l’introduction d’une variable d’endommagement β : β = 1 lorsque l’inter-
face est vierge et β = 0 quand l’interface est rompue.

2.3.1 Décomposition dans le repère normal/tangent

En général, la résistance cohésive ~R peut être décomposée en une partie normale σN et une
partie tangentielle σT :

~R = σN~n+ σT~t (2.15)

où ~n et ~t représentent respectivement la normale et la tangente à la fissure. La décomposition
du saut de déplacement en une composante normale uN et une composante tangentielle uT est
illustrée sur la Figure 1.8 :

[|~u|] = uN~n+ uT~t (2.16)

FIGURE 2.7 – Décomposition du saut de déplacement



MODÈLES DE ZONE COHÉSIVE (CZM) 53

Dans ce chapitre, on appelle σcohmax(σcohmaxN , σcohmaxT ) la force maximale supportée par la
zone cohésive et δ([|uN |]max, [|uN |]max) représente l’ouverture critique au-delà de laquelle la
fissure est créée.

2.3.2 Contact unilatéral de Signorini et frottement de Coulomb
Le frottement avec glissement intervient, entre deux solides en contact, par le développe-

ment d’une force de frottement Ft s’opposant au mouvement relatif tangent au plan de contact.
D’après [33] :

— la force de frottement est indépendante de l’aire apparente de la surface de contact.

— la contrainte de frottement en glissement est proportionnelle à la force normale RN ap-
pliquée au contact telle que σT = µσN où µ est le coefficient de frottement.

— le coefficient de frottement µ dépend uniquement des matériaux en contact et est constant
au cours du glissement.

La loi de Coulomb exprime une relation entre la vitesse de glissement V et la force de frottement
RT . Le coefficient de frottement µ donne la force tangentielle nécessaire pour mettre le contact
en glissement en fonction de la force normale RN exercée au contact. Pour des valeurs de RT

inférieures à µRN le contact est non glissant (V = 0), lorsque RT = µRN le contact devient
glissant.

FIGURE 2.8 – Contact unilatéral de Signorini et frottement de Coulomb

2.3.3 Loi cohésive retenue
La loi cohésive retenue couple adhésion, frottement et contact unilatéral [101, 18] (Figure

2.9). Elle est appelée loi MAL [32] dans le logiciel LMGC90. Elle permet de prendre en compte
des modes mixtes. La relation entre la contrainte cohésive σcoh et le saut de déplacement [|u|]
est :
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FIGURE 2.9 – Loi cohésive utilisée : en traction pure (à droite) et en cisaillement pur (à gauche).

σcoh = K(β).[|u|] (2.17)

K(β) = β

(
CNn⊗ n+ CT

uT ⊗ uT
||uT ||2

)
(2.18)

où CN et CT sont les raideurs normale et tangente (en Pa/m) de l’interface. β est la variable
d’intensité d’endommagement : pour β = 1, l’interface est parfaite, pour 0 < β < 1, l’interface
est partiellement endommagée et pour β = 0, l’interface est totalement rompue.
Le frottement est pris en considération dans cette loi (figure 2.9) à travers l’équation suivante :

µ(β) = (1− β)n.µ̄ (2.19)

Si n > 0, il dépend de la variable d’adhésion β ; si β = 1 (interface non endommagée), le
coefficient de frottement est nul. Il évolue en fonction de β et il atteint sa valeur maximale
µ̄ quand l’interface est totalement rompue (β = 0). Il est possible, grâce à la loi MAL, de
décrire la fissuration en mode pur à travers des chargements de traction ou cisaillement pur ou
en mode mixte d’une façon couplée comme dans le cas d’un essai de compression. Dans le
chapitre 4, on va utiliser cette loi afin de décrire le comportement d’un béton numérique lors
d’un essai de compression. Pour ceci, l’information concernant les paramètres de fissuration
(contrainte cohésive et énergie cohésive) est recherchée dans les deux modes purs de rupture.
Il est possible d’identifier ces informations à travers des essais expérimentaux dans le mode
souhaité. Dans le paragraphe suivant, on va présenter les critères d’initiation et de propagation
de l’endommagement à travers des relations combinant les deux modes.

2.3.4 Critères d’initiation et de propagation de l’endommagement
Le critère d’initiation d’endommagement pour la loi cohésive, marquant la sortie du do-

maine élastique, est tel que : (
σN
σmaxI

)2

+
(
σT
σmaxII

)2

= 1 (2.20)
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C’est un critère quadratique en contrainte dans lequel σmaxI et σmaxII correspondent respecti-
vement à la contrainte maximale dans les modes purs I et II, et σN et σT sont respectivement les
composantes normale et tangente de la contrainte limite élastique à la zone cohésive. Le critère
d’endommagement peut être reformulé en terme de déplacements :(

[|uN |]c
δc,I

)2

+
(

[|uT |]c
δc,I

)2

= 1 (2.21)

où δc,I et δc,II sont les déplacements limites élastiques dans les modes purs I et II , et [uN ]c
et [uT ]c sont les composantes des déplacements limites élastiques en mode mixte.

Le déplacement relatif δ de deux points en vis-à-vis de l’interface peut être défini en fonction
des composantes normale et tangente :

δ =
√

[|uN |]2 + [|uT |]2 (2.22)

En introduisant le ratio M tel que :

M =


[|uT |]
[|uN |]

si [|uN |] > 0 mode I ou mode mixte

∞ sinon mode II
(2.23)

et le rapport entre les contraintes maximales en modes purs I et II (σmax1 et σmax2 en Pa)
noté Smax12 , le déplacement limite élastique δc peut s’écrire :

δc =



(σmax1 )2

CNCTSmax12


1 +M2(

σmax1
CTSmax12

)2

+
(
σmax1 M

CN

)2


1/2

en mode I ou mixte

σmax2
CT

sinon.

(2.24)

Le critère de développement de l’endommagement (critère de propagation de fissure) est
linéaire et est écrit en fonction de l’énergie de cohésion :(

wN
wr1

)
+
(
wT
wmax2

)
= 1 (2.25)

où wmaxN et wmaxT correspondent aux énergies de rupture normale et tangentielle et, wmaxI et
wmaxII sont les énergies de rupture en modes purs I et II en J/m2. En notant Emax

12 le ratio des
énergies de rupture en mode I et II (wmaxI et wmaxII ), le déplacement relatif à rupture δr s’écrit :

δr =



3
2


(wmax1 )2

Emax
12

− δ2
cD

2
δcD

+ δc en mode 1 ou mixte

3
2


wmax2 − δ2

cCT
2

δcCT

+ δc sinon

(2.26)
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avec

D = wmax1 CN
Emax

12 (1 +M2) + wmax1 CTM
2

1 +M2 (2.27)

2.3.5 Avantages des CZM

Les modèles de zone cohésive présentent certains avantages par rapport à ceux utilisés dans
la mécanique classique de rupture, et surmontent certaines limites. L’amorçage de la fissuration
sera décrit directement par la réponse cohésive et il ne sera ni nécessaire de fixer des critères
d’amorçage ni d’introduire des pré-fissures dans le milieu. Il est aussi possible pour les modèles
de zone cohésive de suivre la propagation de la fissure sans avoir recours à des critères de
branchement. Il suffit juste d’introduire des modèles de zone cohésive entre les éléments finis
[131] et le trajet de la fissuration sera déterminé par les champs globaux et la réponse cohésive.
Donc ces modèles permettent d’étudier la fissuration dans des situations mécaniques complexes
en employant les différents modèles cohésifs selon le comportement à décrire. Certains modèles
simples, ainsi que leurs capacités, sont présentés dans les prochaines sections.

2.3.6 Inconvénients des CZM

Les modèles de zone cohésive présentent les difficultés suivantes :

1. Perte de rigidité de la structure : Deux types de CZM peuvent être distingués : extrinsèque,
avec une raideur initiale infinie ; et intrinsèque, avec une raideur initiale finie (figure 2.10).
L’introduction des zones cohésives intrinsèques engendre une souplesse supplémentaire
dans le milieu. Cette souplesse est d’autant plus importante que le maillage est fin (car
le nombre de surfaces cohésives est plus important). Une solution a été apportée par Blal
[14] afin de calibrer cette raideur initiale et donc maîtriser la perte de rigidité apparente.
Ce critère consiste à évaluer par la borne inférieure de Hashin [54] la raideur apparente
d’un composite bi-phasique constitué d’une matrice élastique isotrope et d’un ensemble
d’inclusions élastiques (les zones cohésives intrinsèques).

2. Perte d’unicité de la solution : ce problème est constaté car les modèles cohésifs ont un
comportement adoucissant. Monerie [81] a donné les conditions d’unicité dans le cas des
matériaux élastiques cohésifs en évolution quasi-statique. La prise en compte des effets
dynamiques permet de transformer l’énergie élastique stockée par le système en énergie
cinétique en cas de perte d’unicité. Il y a également une autre méthodes afin de surmonter
cette difficulté qui consiste en une technique de régularisation visqueuse. Cette dernière
permet de retarder la restitution de l’énergie.

3. Dépendance du chemin de fissuration au maillage : Tijssens [113] a montré une dépen-
dance du trajet de fissuration à la morphologie du maillage. Cette difficulté peut être évitée
en ayant recours à des discrétisations adaptées par rapport aux orientations et distributions
des interfaces ce qui permet de ne pas privilégier un chemin de fissuration.
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FIGURE 2.10 – Loi intrinsèque (noir) et loi extrinsèque (bleu)

2.4 Approche par Éléments Finis Cohésifs Volumiques
(EFCV)

2.4.1 Approche multicorps et complémentarité volumique-surfacique

La stratégie de modélisation numérique utilisée ici consiste en une décomposition du mi-
lieu continu en un système multicorps (mailles ou groupes de mailles dans une discrétisation
aux éléments finis), chaque corps interagissant avec ses voisins via une loi cohésive : il s’agit de
l’approche par éléments finis cohésifs-volumiques (figure 2.11). Les Modèles de Zone Cohésive
(CZM) sont des modèles numériques permettant de rendre compte des mécanismes d’endom-
magement et de fissuration à une échelle locale en introduisant des interfaces entre les éléments
volumiques. Le comportement global du matériau est donc décrit à travers la superposition du
comportement volumique de chacun des éléments de maille (corps sans endommagement) et du
comportement surfacique adoucissant de la zone cohésive (portant l’information de l’endom-
magement). Dans cette étude, les approches aux éléments finis cohésifs-volumiques permettent
de modéliser deux phénomènes :

— le comportement de la Zone de Transition Interfaciale "ITZ" au niveau de la liaison pâte
de ciment/granulat à travers une loi traduisant son comportement sans avoir recours à la
modéliser physiquement.

— la fissuration dans la matrice cimentaire au cours de l’essai (son comportement élastique
est porté par les éléments volumiques).
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FIGURE 2.11 – Approche multicorps et complémentarité volumique surfacique

La loi cohésive utilisée pour modéliser ces deux phénomènes est présentée en détail dans le pa-
ragraphe 2.3.3 du chapitre 2. On récapitule les paramètres de cette loi dans le tableau 2.1 en les
regroupant en trois groupes : rigidités interfaciales, contraintes cohésives et énergie cohésives
dans les deux modes de rupture. Les indices (p,i) correspondent respectivement à la pâte de
ciment et à l’interface pâte/granulat. Les indices (1,2) correspondent respectivement aux modes
I et II de rupture.

Paramètres cohésifs
Rigidités interfaciales CN , CT
Contraintes cohésives σ1p , σ2p , σ1i , σ2i
Énergies cohésives w1p , w2p , w1i , w2i

TABLE 2.1 – Paramètres de la loi cohésive Mal utilisée dans cette étude

2.4.2 Formulation variationnelle

On rappelle ici le formalisme utilisé lors d’un calcul par élément finis dans le cas d’un
solide homogène Ω soumis à des conditions aux limites de type Neumann sur une partie de sa
frontière ΓF , Dirichlet sur une partie de sa frontière Γu et dont le comportement suit une loi
élastique dans Ω et cohésive sur une partie de sa frontière L. La figure 2.12 illustre de manière
simplifiée le formalisme utilisé.
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FIGURE 2.12 – Illustration du domaine d’étude dans le cas d’un calcul EFCV.



∇.(σ) + ~f = ρ.~̈u dans Ω : Equation de la dynamique

σ = C : ε dans Ω : Loi de comportement élastique linéaire

ε = 1
2
(
∇(~u) +∇(~u)T

)
= ∇s(~u) dans Ω : Petites perturbations

σ.~n = ~F sur ΓF : Condition de Neumann

~u = ~ud sur Γu : Condition de Dirichlet

σ.~n = ~Rcoh sur L : Loi cohésive
(2.28)

où ~Rcoh est le vecteur contrainte cohésive. Le système d’équations (2.28) s’écrit sous la forme
matricielle : trouver U ∈ RN tel que

M ~̈U +K~U = ~F + ~R (2.29)
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où ~f le vecteur force volumique, ~F le vecteur force imposée , ~ud le vecteur déplacement imposé,
ρ la masse volumique et C le tenseur de rigidité.

La solution du système en tenant compte du comportement au niveau de la frontière L est
obtenu par la méthode "Non-Smooth Contact Dynamics" (NSCD).

2.4.3 Méthode Non-Smooth Contact Dynamics (NSCD)
La méthode "Non-Smooth Contact Dynamic" (NSCD) est utilisée pour gérer ce contact

cohésif. L’approche NSCD a été initialement développée par Jean [62] et Moreau [83] et permet
de résoudre les conditions de contact unilatéral et de frottement de Coulomb sans régularisation
ni pénalisation. Suite aux modifications apportées dans [63], la méthode permet de prendre en
compte les Modèles de Zones Cohésives dans la méthode NSCD. Dans ce travail le modèle
de zone cohésive est traité à l’aide d’une méthode éléments finis cohésifs-volumiques reposant
sur une décomposition multicorps. En effet, chaque maille d’un maillage représente un corps
ayant ses propres noeuds. La résolution est basée sur une forme discrétisée en espace et en
temps de l’équation de la dynamique et nécessite l’introduction de points de contact entre les
différents corps. Elle est effectuée à deux échelles (voir Figure 2.13) : "locale" où l’équation
de la dynamique est résolue aux contacts et "globale" où l’équation de la dynamique dans 2.28
est résolue aux noeuds des éléments finis. La gestion de l’intégration en temps du contact est
implicite. Pour plus de détails sur la relation entre les variables "globales" et "locales", le lecteur
est invité à consulter les travaux de Moreau [63].

FIGURE 2.13 – Schématisation de la résolution NSCD;où H est une application linéaire duale de
H∗ (H∗ = HT ) qui dépend du déplacement. Ces deux applications permettent le passage entre les
deux échelles (locale et globale) pour les déplacements et les réactions.

2.4.4 Choix du schéma d’intégration
Dans ce paragraphe, on présente les motivations pour le choix du pas de temps d’intégration

à l’échelle des éléments finis. En effet, le pas de temps considéré pour un schéma explicite ∆tex
est choisi en fonction des rigidités et des masses. Dans le cas implicite, et avec une méthode
Newthon-raphson, le pas de temps peut varier entre deux valeurs ∆tminim et ∆tmaxim dépendant
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de la présence ou non de l’endommagement. En présence d’endommagement, le pas de temps
implicite prend sa valeur minimale ∆tminim qui est de l’ordre du pas de temps explicite ∆tex. Sans
endommagement, il peut prendre une valeur plus grande que celle du schéma d’intégration
explicite. Le choix de ce travail va s’orienter vers celui qui permet un calcul moins coûteux.
Avec un schéma d’intégration explicite, la pseudo matrice de masse du problème est diagonale,
ce qui n’est pas le cas pour le schéma d’intégration implicite. Par ailleurs, ce dernier nécessite
des itérations par pas de temps afin de converger vers la solution. Pourtant, le calcul explicite
nécessite une discrétisation temporelle plus fine mais comme il n’y a pas d’itération, il est
moins coûteux en terme de temps de calcul total dans notre cas. Donc, on a choisi d’utiliser une
méthode d’intégration explicite.

2.5 Conclusion
Dans ce chapitre, on a présenté trois types d’approches qui permettent d’étudier la rupture

des matériaux et des structures : la mécanique linéaire de la rupture, la mécanique non-linéaire
de la rupture et les modèles de zone cohésive. La première est une approche efficace pour l’étude
des matériaux fragiles. Un résultat important de cette approche est la définition d’un critère de
propagation de fissure. D’un point de vue local, ce critère a été fixé en analysant les contraintes
en pointe de fissure à travers des facteurs d’intensité de contraintes. D’un point de vue global,
ce critère a été déterminé à partir des taux de restitution d’énergie. Dans les matériaux ductiles
apparaît une zone plastique autour de la pointe de la fissure et la mécanique linéaire de la rupture
n’est plus applicable. La mécanique non-linéaire de la rupture a été développée pour surmonter
ce problème et permettre l’étude de la rupture pour cette classe de matériaux. La mécanique
linéaire et la mécanique non-linéaire de la rupture constituent des approches désormais clas-
siques qui permettent de traiter des problèmes de rupture dans des situations «standards». Les
modèles de zone cohésive ont été introduits pour étudier la fissuration dans des situations mé-
caniques complexes (amorçage, propagation, branchement d’une ou de plusieurs fissures). Ce
sont des modèles numériques qui permettent de décrire l’amorçage et l’évolution des fissures en
introduisant un comportement surfacique endommageable pour la fissure. Différents modèles
de la littérature ont été présentés et certaines de leurs capacités prédictives ont été illustrées.
L’identification de ces modèles cohésifs (forme, paramètres matériaux) reste aujourd’hui une
problématique ouverte qui limite leur utilisation prédictive dans les simulations numériques.
Dans ce travail, on propose de mettre en place une méthodologie d’identification de modèles
cohésifs en évitant les principales limitations des méthodes antérieures de la littérature qui pos-
tulent un trajet de fissuration et/ou une forme de loi cohésive.



62 VERS UNE APPROCHE COHÉSIVE



CHAPITRE3
Volume élémentaire

représentatif numérique
(VERN)

Sommaire
3.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64
3.2 Volume Élémentaire Représentatif . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64

3.2.1 Existence . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64
3.2.2 Motivations . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
3.2.3 Définition du VER . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65

3.3 Méthodologie de construction d’un VERN . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
3.3.1 Données du Volume Elémentaire Représentatif Expérimental (VERE) 66
3.3.2 Choix de la taille du VERN . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66
3.3.3 Choix de la forme des particules . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 67
3.3.4 Génération de la mésostructure du VERN45 . . . . . . . . . . . . . . 68
3.3.5 Mise en place des particules générées . . . . . . . . . . . . . . . . . 71
3.3.6 Génération des coupes 2D à partir de l’éprouvette 3D . . . . . . . . . 71
3.3.7 Isotropie de la distribution des inclusions . . . . . . . . . . . . . . . 72

3.4 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79

63



64 VOLUME ÉLÉMENTAIRE REPRÉSENTATIF NUMÉRIQUE (VERN)

3.1 Introduction
La micromécanique repose principalement sur le principe de transition d’échelles entre

l’échelle microscopique, l’échelle mésoscopique et l’échelle macroscopique. En effet, la plus
grande échelle est l’échelle de la structure dont la taille peut varier de plusieurs mètres ou di-
zaines de mètres suivant les cas (bâtiments, fondations...) et jusqu’à des centaines de mètres
pour les grandes structures (pont de grande portée, ...). L’échelle macroscopique quand à elle se
situe entre les dizaines et les centaines de centimètres. On peut à cette échelle modéliser les élé-
ments de structures. A cette échelle on modélise le béton comme un ensemble statistiquement
homogène. A l’échelle mésoscopique, le béton est considéré comme un composite hétérogène,
composé de granulats (de plusieurs millimètres à quelques centimètres de diamètres) noyés dans
une matrice cimentaire qui elle-même peut être modélisée en utilisant une plus petite échelle
dite échelle microscopique, qui représente la microstructure du matériau et elle est de l’ordre
du millimètre (figure 3.1).
Dans certaines applications où le temps de calcul est un sujet de préoccupation majeure, il est

FIGURE 3.1 – Béton représenté à différentes échelles

intéressant de créer un modèle à l’aide d’une éprouvette ayant la plus petite taille possible et qui
en même temps est suffisamment grande pour être représentative. Cette éprouvette est appelée
Volume Élémentaire Représentatif (VER). Dans ce chapitre, on présente la méthodologie suivie
dans la construction d’un VER Numérique (VERN). Avant tout, on présente un rappel de la
littérature sur la question de l’existence du VER, les motivations pour lesquelles on souhaite
construire un VERN, les quelques définitions dans la littérature du VER utilisées pour des fins
différentes. Ensuite, on présente les données liées au VER expérimental (VERE) (rayons des
particules, distribution granulométrique, ...) qui vont être exploitées dans la génération de la
microstructure.

3.2 Volume Élémentaire Représentatif

3.2.1 Existence
L’existence d’un VER pour la classe des matériaux quasi-fragiles (matériaux qui montrent

un comportement adoucissant) est l’une des principales questions àrésoudre dans l’étude des
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milieux hétérogènes [73, 46]. Ainsi, plusieurs travaux ont présenté des procédures permettant
de déterminer un volume représentatif [30, 16, 16, 2, 68]. Une méthode objective pour déter-
miner la taille de VER a également été proposée dans [43] pour les matériaux granulaires et
pour des matériaux hétérogènes aléatoires [44]. Cette dernière est basée sur l’analyse statistique
combinée à la réponse numérique du matériau modélisé.

3.2.2 Motivations
L’obtention des propriétés apparentes ou homogénéisées du béton à partir des propriétés

mécaniques et des formes géométriques de ses phases peut être approchée de nombreuses fa-
çons. Dans le cadre de l’élasticité linéaire, les méthodes analytiques, telles que Mori-Tanaka
[85] et les schémas auto-cohérents [72] peuvent donner de bonnes estimations des propriétés
moyennes (ces méthodes sont présentées en détails dans le chapitre 1). Toutefois, ces méthodes
analytiques présentent leur limite lors de l’étude des problèmes non linéaires. Une modélisa-
tion numérique décrivant la microstructure du volume élémentaire représentatif (VER) est une
approche alternative lorsque les méthodes analytiques ne sont plus applicables.

3.2.3 Définition du VER
Avant de passer à la construction de VER, il est intéressant de rappeler quelques définitions :

— Le VER est le plus petit volume du matériau, qui contient statistiquement suffisamment
de mécanismes de déformation. L’augmentation de ce volume ne doit pas conduire à des
changements d’équations d’évolution pour les valeurs de champs décrivant ces méca-
nismes [117].

— Le VER est un volume modèle à utiliser pour déterminer les propriétés effectives corres-
pondantes au modèle macroscopique homogénéisé. Le VER doit être suffisamment grand
pour contenir suffisamment d’informations sur la microstructure afin d’être représentatif,
mais il doit être beaucoup plus petit que la structure macroscopique [50].

— Le VER est défini comme le volume minimal d’échantillon du laboratoire dont les ré-
sultats obtenus peuvent toujours être considérés comme représentatifs d’un continuum
[121].

— La taille du VER doit être suffisamment grande par rapport à la taille des grains pour
définir des quantités globales telles que la contrainte et la déformation moyennes, mais
cette taille doit également être suffisamment petite pour ne pas masquer l’hétérogénéité
macroscopique [35].

Toutes ces définitions révèlent que le VER doit contenir suffisamment d’informations sur la
microstructure avec une taille plus petite que celle de la structure macroscopique.

3.3 Méthodologie de construction d’un VERN
Dans la démarche de la construction d’un VER numérique représentatif du VER réel (ex-

périmental), nous avons utilisé plusieurs types d’informations nous permettant de choisir les
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paramètres définissant le VER; ces stratégies reposent sur :

1. des données expérimentales.

2. des données de la littérature.

3. des descripteurs morphologiques (covariogramme).

On classifie dans le tableau 3.1 les paramètres selon les références dont ils proviennent.

données
expérimentales

données de la
littérature covariogramme

rayon minimal et rayon
maximal des particules,
distribution
granulométrique,
fraction volumique de
chacune des phases

taille du VERN, forme
des particules isotropie

TABLE 3.1 – Types d’information de construction d’un VER

3.3.1 Données du Volume Elémentaire Représentatif Expérimental
(VERE)

On présente ici les données morphologiques du VER expérimental (VERE) utilisées pour
la génération du VER numérique (VERN). Ce VERE a été réalisé lors d’un stage effectué
au sein du LMGC. L’éprouvette expérimentale est cylindrique de 11 cm de diamètre et 22
cm de hauteur (11×22 cm2). Les granulats utilisés sont de type calcaire et occupent 45% du
volume. Leurs diamètres moyens varient de 4 mm à 16 mm. Le squelette granulaire suit la
courbe granulométrique expérimentale présentée dans la figure 3.2.

3.3.2 Choix de la taille du VERN
Il serait inutile en terme de temps de calcul de simuler numériquement le comportement de

l’échantillon en utilisant les mêmes dimensions de l’échantillon expérimental s’il y a la possi-
bilité avec une taille plus petite d’avoir un échantillon représentatif du béton réel. On cherche
dans ce paragraphe à déterminer la taille du VER numérique.
Certaines études se basent sur la taille des inclusions pour déterminer la taille du VER repré-
sentatif du matériau hétérogène. Par exemple, Van Mier et Van Vliet, suggèrent que la taille du
VER soit approximativement égale à au moins 3 à 5 fois [121, 123, 68] ou 7 à 8 fois [122] la
taille de la plus grande inclusion. D’après les travaux de Bazant [7, 8, 9], la valeur du volume du
VER est égale à V = ln où n est le nombre de dimensions spatiales et l est la longueur caracté-
ristique du matériau, qui est égale de 2,7 à 3,0 fois la taille de la plus grande inclusion. Aussi,
Drugan et Willis [30] ont déduit, pour les composites élastiques renforcés, que la taille mini-
male du VER est égale à deux fois le diamètre du renfort. La plupart des chercheurs associent
la taille d’un VER aux dimensions des inclusions. Cependant, les tailles proposées sont très
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FIGURE 3.2 – Courbe granulométrique expérimentale des granulats calcaires 4/16 (mm)

différentes d’un auteur à l’autre. Dans ce même ordre d’idée, on trouve les travaux de Keinde
[69] qui permettent de déterminer la taille du VER en prenant en considération le comportement
adoucissant du béton. En effet, la taille du VER est définie en fonction du rapport L/D où L
est la dimension du VER et D le diamètre du granulat (figure 1.15). La stabilité dans la réponse
en compression du matériau permet à l’auteur de converger vers un rapport de 3,3 ; valeur qui
permet de considérer le volume comme un VER.
Ce travail de thèse reprend les résultats issus des travaux de Keinde. Cette valeur de L/D = 3, 3
a été prise dans ce travail comme étant le rapport minimal. Autrement dit, si la fraction volu-
mique des particules liée au volume obtenu par ce rapport ne permet pas de reproduire la courbe
granulométrique souhaitée, il faut, dans ce cas, augmenter le rapport L/D ce qui permet d’aug-
menter le nombre de particules générées. Étant donné que la plus grande particule a un diamètre
de 16 mm et en suivant la relation L/D = 3, 3, le diamètre de l’éprouvette serait donc de 60
mm.

3.3.3 Choix de la forme des particules

Dans la littérature, les granulats sont souvent modélisés avec une forme sphérique [25, 71,
107, 130, 133]. Dans [96] les auteurs étudient l’influence de la forme des particules sur la
réponse mécanique du béton. Les différentes formes utilisées sont présentées dans la figure
3.3. Les deux éprouvettes ont la même fraction solide et les mêmes centres de gravité pour
les particules. Les résultats ont montré que les deux éprouvettes présentent des largeurs de
zones de rupture et des modes de rupture à peu près identiques. Dans cette étude, la forme des
particules n’a pas d’influence significative sur la réponse mécanique ; nous allons donc utiliser
des granulats sphériques en 3D.
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FIGURE 3.3 – Modélisation du béton avec des particules sphériques (à gauche) et polygonales (à
droite) [96].

3.3.4 Génération de la mésostructure du VERN45
On s’intéresse dans cette partie à la présentation du processus numérique de génération

des particules de différentes tailles suivant une courbe granulométrique donnée. Un algorithme
(script Python) est implémenté pour générer les particules sphériques. L’algorithme est composé
de deux étapes principales dont la première est la génération des rayons. Dans cette étape, on
met en pratique une méthode proposée dans les travaux de Voivret [126] qui consiste à générer
des empilements granulaires selon différents types de distributions granulométriques modèles
(figure 3.4). La deuxième étape consiste en la mise en place des particules générées dans une
boîte en leur affectant des positions aléatoires.

3.3.4.1 Génération des tailles

a) Espace paramétrique
La modélisation numérique de matériaux granulaires tels que les matériaux cimentaires poly-

disperses implique un contrôle fin de la distribution granulométrique (courbure de la distribution
et rapport de tailles entre la plus petite et la plus grosse particule). Néanmoins, ce contrôle de la
granulométrie implique la représentativité statistique et volumique de chaque classe de tailles,
et ce, quel que soit le nombre total de particules considérées. On présente ici l’espace paramé-
trique requis pour la génération des particules :

• R : rayon de l’éprouvette cylindrique (D : diamètre associé).

• H : hauteur de l’éprouvette.

• rmin : rayon minimal des particules (dmin : diamètre minimal associé).

• rmax : rayon maximal des particules (dmax : diamètre maximal associé).

• T : nombre de classes

• φV : fraction volumique souhaitée (on va utiliser également l’expression "fraction solide"
pour désigner la fraction volumique (3D)/surfacique(2D) des granulats dans le VER).

Les différents paramètres utlisés dans notre étude sont regroupés dans le tableau suivant :
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paramètre valeur
R 0.03 (m)
H 0.12 (m)
rmin 0.002 (m)
rmax 0.008 (m)
T 10 (classes)
φv 45%

TABLE 3.2 – Paramètres permettant de générer une distribution granulométrique cible

b) Modèle permettant de générer une courbe granulométrique
Afin d’étudier l’effet de la polydispersité sur les matériaux granulaires, Voivret, dans ses tra-

vaux [126], a développé un outil permettant de générer des particules dont la distribution des
tailles est comprise entre dmin et dmax à travers deux paramètres de la polydispersité : l’étale-
ment et la forme de la distribution volumique. Il est possible d’obtenir différentes formes de
distributions granulométrique (Figure 3.4) ; elle sont pilotées par une fonction β dont l’expres-
sion est donnée par :

β(x, a, b) = 1
B(a, b)

∫ x

0
tα−1(1− t)b−1 dt (3.1)

avec β(0) = 0 et β(1) = 1. La fonction B(a, b) est donnée par :

B(a, b) = Γ(a)Γ(b)
Γ(a+ b) (3.2)

où Γ est définie par

Γ(x) =
∫ ∞

0
tx−1e−tdt. (3.3)

C’est donc une fonction tri-paramétrique qui permet de contrôler la forme d’une distribution
granulaire. Le choix des paramètres du modèle est déterminé selon sa capacité à reproduire
l’empilement expérimental. Un script python permet de générer des inclusions de façon aléa-
toire et polydisperse. Avant tout, on doit choisir le modèle qui permet de se rapprocher de la
courbe granulométrique expérimentale. Le premier critère de choix du modèle se base sur la
forme de la distribution afin de reproduire la double courbure observée sur la courbe expéri-
mentale (Figure 3.2). La courbure de β(dr, a, b) est contrôlée par les valeur a et b. D’après la
figure 3.4, le modèle ayant la forme la plus proche de la courbure expérimentale est celui obtenu
pour les valeurs a = b = 4.

3.3.4.2 Discrétisation régulière de l’espace des tailles

Dans un premier temps, on définit une variable dr qui permet de discrétiser l’espace des
tailles :

dr = dmax − dmin
T

, (3.4)
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FIGURE 3.4 – Différents exemples de distributions cumulées [126]

T est un entier naturel qu’il convient de définir. Ceci revient à faire évoluer la première variable
de β dans l’intervalle [0, 1]. Plaçons nous dans le cas d’une discrétisation régulière compor-
tant T classes d’amplitudes égales entre dmin et dmax. Un nombre élevé de classes va garantir
une bonne approximation de la courbe granulométrique mais plus T augmente plus la fraction
massique représentée par classe diminue. Ce point est particulièrement critique pour les classes
de diamètres les plus élevés de particules où toute la fraction massique peut être représentée
par une seule particule. Afin de surmonter ce problème, il est proposé de fixer le nombre mi-
nimal de particules par classe. On peut également utiliser une discrétisation non régulière où
les amplitudes des classes ne sont pas de tailles égales ; cette stratégie n’est pas utilisée dans ce
travail.

3.3.4.3 Discrétisation non régulière de l’espace des tailles

Une discrétisation non régulière croissante permet pour une même distribution et un même
nombre de classes d’avoir un nombre de grosses particules plus important si la fraction mas-
sique associée est plus grande. Quelles que soient les tailles extrêmes des particules mises en
jeu comprises dans l’intervalle [dmin; dmax], on peut toujours utiliser l’expression de la distribu-
tion cumulée β comme modèle de courbe granulométrique en remplaçant l’argument x par le
diamètre réduit dr(d) [126]. L’avantage de ce dernier est de permettre une comparaison, sur un
même intervalle [0, 1], des grandeurs associées aux tailles des particules :

dr(d) = d− dmin
dmax − dmin

(3.5)
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où dr est compris entre 0 et 1.

3.3.5 Mise en place des particules générées
Afin d’éviter l’interpénétration des particules, il faut à la fois garantir un espacement entre

les particules (espace rempli par la pâte de ciment) et occuper au maximum le volume du VER.
Un paramètre "distance" supplémentaire e est introduit en plus des rayons des particules. La
mise en place des particules est donc faite suivant une nouvelle liste de rayons "virtuels" qui
est égale à ri + e (Figure 3.5). A la fin de cette étape, la fraction numérique des particules

FIGURE 3.5 – Dépôt virtuel des granulats dans la boîte.

générées est comparée à la fraction expérimentale. Plusieurs itérations sont nécessaires afin de
faire correspondre ces deux fractions. À la fin de ces deux étapes, un fichier contenant les rayons
des particules r et leurs coordonnées (x, y, z) est obtenu.

3.3.6 Génération des coupes 2D à partir de l’éprouvette 3D
Pour des raisons de coût de calcul, un VER numérique 2D doit être généré à partir du VER

3D obtenu à l’étape précédente. Une opération booléenne sur GMSH basée Opencascade est
utilisée.
La procédure suit les étapes ci-dessous :
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FIGURE 3.6 – Courbe granulométrique résultante du remplissage, comparée à la courbe expéri-
mentale.

— récupérer le fichier contenant les informations concernant les particules : rayons et coor-
données, ainsi que les dimensions de l’éprouvette,

— créer les sphères et l’éprouvette cylindrique,

— considérer un plan de coupe, fixer son origine et ses dimensions,

— faire l’intersection entre le plan et l’éprouvette au niveau souhaité (figure 3.7),

— créer physiquement les particules à travers les résultats booléens,

— mailler l’ensemble.

3.3.7 Isotropie de la distribution des inclusions

Si l’on regarde la microstructure d’un béton bien formulé (Figure 3.9), on observe un maté-
riau relativement isotrope, dans le sens où il n’y a pas d’orientation privilégiée contrairement
à un matériau à fibres longues par exemple. En d’autres termes, d’après Romero [105], pour
déterminer un VER, il est nécessaire d’avoir (a) l’homogénéité statistique et l’ergodicité du
matériau ; ces deux propriétés assurent que le VER est statistiquement représentatif du compor-
tement macroscopique, et (b) une certaine échelle L du domaine matériel, suffisamment grande
par rapport à la micro-échelle d (la taille d’inclusion) de manière à garantir l’indépendance des
conditions aux limites.
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FIGURE 3.7 – Illustration de coupe réalisée pour la vérification de l’isotropie

FIGURE 3.8 – Courbe granulométrique résultante de l’intersection d’un plan 2D avec l’éprouvette
3D, et courbe granulométrique expérimentale.
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FIGURE 3.9 – Structure multi-échelles d’un béton [3]

Concernant la caractérisation de l’isotropie, une analyse est effectuée à travers un outil ma-
thématique : le covariogramme. Ce dernier permet, en modélisation micromécanique [67] ,
d’estimer les caractéristiques morphologiques d’un VER à l’aide d’images représentatives de la
microstructure. On s’intéresse à l’estimation des caractéristiques morphologiques uniquement
sur le VER à l’état initial, c’est à dire n’ayant pas subi de déformation. Ce covariogramme est
qualifié de "statique" à l’opposé d’un covariogramme "dynamique" permettant de faire l’analyse
au cours de l’essai.

3.3.7.1 Principe du covariogramme

D’un point de vue pratique, une analyse par covariogramme est proche des fonctions de cor-
rélation des paires (ou fonction de distribution radiale). Une telle fonction consiste à déterminer
la densité des particules en fonction de la distance à une particule de référence. Elle est obte-
nue en faisant croître une sphère de rayon h à partir de cette particule de référence. Cependant,
la fonction de corrélation des paires n’est pas calculée pour une direction donnée, ce qui fait
qu’elle n’est pas capable de quantifier l’anisotropie. En plus, contrairement au covariogramme,
cette fonction fournit des informations représentatives si elle est indépendante du choix de la
particule, c’est à dire dans le cas d’une distribution homogène. Le covariogramme est un outil
plus général de quantification de la morphologie de la microstructure. Pour tracer le covario-
gramme, il faut d’abord définir la surface d’observation. Le covariogramme détermine, pour
une direction donnée, la probabilité d’intercepter, à partir d’une particule de référence, d’autres
particules à une distance donnée. En analyse d’image, si F est définie comme la fonction qui
caractérise les pixels i tels que :

F (i) =

 1 si i ∈ une particule
0 si i ∈ la matrice (3.6)

La fonction covariogramme est définie par l’équation suivante :

C(x) =
∫
surface

F (i).F (i+ x)di (3.7)

avec x la direction de mesure.
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3.3.7.2 Calcul du covariogramme

Les mesures morphologiques sont réalisées sur l’image en niveaux de gris et sur des images
binarisées. L’image est convertie en 8 bits dans cette section. Afin d’optimiser les temps de
calcul des algorithmes de seuillage automatique, qui nécessitent un parcours de l’ensemble des
niveaux de gris de l’image sont utilisés.
Commençons par définir les différentes phases de l’établissement d’un covariogramme et par

donner leur signification.

1. A une distance h nulle par rapport au centre d’une particule quelconque on peut lire sur
le covariogramme la fraction surfacique de l’ensemble des particules fX .

Cx(0) = P {x ∈ X} = fX (3.8)

2. Pour des grandes valeurs de h, les corrélations s’estompent et la probabilité de rencontrer
une particule devient très faible. Les particules sont donc décorrélées et Cx(h) tend vers
une asymptote (ligne horizontale sur la Figure 3.10). Si cette asymptote a pour équation
Cx(h) = f 2

X , alors la probabilité de distribution des particules est la même en tout point
du milieu. Elle est dite ergodique et traduit une distribution statistiquement homogène de
particules.
Par contre, si Cx(h) 6= f 2

X alors la distribution devient statistiquement non homogène.
Dans ce cas, il est nécessaire soit d’augmenter la taille du VER soit d’augmenter la taille
de la surface de référence. Nous allons exploiter cette donnée liée à l’ergodicité dans ce
travail pour valider les VERs 2D obtenus.

3. Si les asymptotes du covariogrammme obtenues pour deux directions différentes ont les
mêmes valeurs, alors la répartition spatiale des particules est dite isotrope. Sinon, elle est
dite anisotrope à l’échelle macroscopique.

4. La distance entre h = 0 et le premier point d’intersection de Cx(h) avec l’asymptote est
appelée distance de corrélation suivant une direction x notée Dc(x) définie par :

Dc(x) = min
h
{Cx(h)− f 2

X} (3.9)

Cette distance peut être évaluée dans toutes les directions ; il devient alors possible d’es-
timer la taille du volume élémentaire représentatif de la statistique de répartition des par-
ticules : elle correspond à la distance au-delà de laquelle l’asymptote est atteinte.
Si le VER contient des zones de fortes densités de particules qu’on appelle clusters,
le VER mesuré donne une estimation moyenne de la statistique de répartition de ces
clusters suivant les différentes directions. Dans le cas où la distance de corrélation reste
constante indépendamment de la direction de mesure, la microstructure du milieu est
considérée comme localement isotrope.

5. La seconde intersection du covariogramme Cx(h) avec l’asymptote correspond à la dis-
tance de répulsion, qu’on note Dr(x), suivant une direction donnée. Elle donne une esti-
mation de la distance « statistique moyenne » entre deux particules.
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FIGURE 3.10 – Covariogramme du milieu étudié dans les trois directions θ = 0◦, 45◦ et 90◦
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Ces descripteurs rendent possible la description statistique d’un VER permettant légitime-
ment de l’utiliser dans une simulation numérique reproduisant un essai expérimental. De ce fait,
elles peuvent permettre de choisir une taille minimum de VER de telle sorte que la microstruc-
ture de l’éprouvette testée expérimentalement soit fidèlement reproduite à travers la définition
d’un VER de taille réduite, tout en évitant des calculs numériques trop lourds. Les covariances
obtenues selon les trois angles θ = 0, 60 et 90◦ sont semblables, ce qui montre l’isotropie du
matériau (figure 3.10). La procédure adoptée dans ce manuscrit pour l’obtention du VER nu-
mérique est résumée dans la figure ci dessous :
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FIGURE 3.11 – Algorithme de construction du VER numérique, représentatif d’un matériau réel.
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3.4 Conclusion
Pour un même matériau composite (béton ou mortier), la taille du VER nécessaire pour

étudier son comportement élastique linéaire peut être différente de celle pour étudier la rupture
du matériau. En effet, le comportement élastique du composite représente la réponse effective
moyenne du matériau et dans le cas d’un matériau isotrope, elle dépend essentiellement de la
fraction volumique de ses phases et de leurs comportements mécaniques. Par contre, le com-
portement non linéaire de ces composites et leur rupture sont dépendants du comportement de
sa section la moins résistante ; c’est donc un phénomène localisé. Malgré tout, à partir d’une
certaine échelle, ce comportement peut être considéré comme homogène. Lors d’un essai mé-
canique, l’échantillon utilisé doit être représentatif de l’ensemble des propriétés du matériau.
Il est possible, dans ce cas, de considérer que les propriétés mesurées sur un échantillon de
quelques dizaines de centimètres sont les mêmes que celles qui régissent son comportement à
l’échelle de la structure. Cette condition implique que les différentes fractions granulométriques
doivent être représentées de façon significative, en terme de nombre pour les plus grosses par-
ticules et en terme de masse pour les plus petites. Le béton numérique généré est qualifié de
matériau numérique équivalent. Sa construction repose sur des descripteurs morphologiques,
comme par exemple le covariogramme, qui caractérisent un matériau réel à l’aide d’informa-
tions statistiques et géométriques.
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4.1 Introduction
La qualité d’un modèle de comportement mécanique est évaluée par rapport à sa capacité

à reproduire et prédire les phénomènes observés expérimentalement. Afin de développer des
modèles capables de valider, dans un premier temps, et prédire, dans un deuxième temps, le
comportement mécanique d’un matériau, il est nécessaire d’en avoir une bonne connaissance.
L’analyse et la modélisation du comportement du béton sont rendues complexes par l’hétéro-
généité de sa microstructure qui est composée d’éléments ayant des dimensions et des carac-
téristiques mécaniques différentes. Cette texture complexe rend difficile la compréhension des
mécanismes physiques responsables de son comportement macroscopique et de sa fissuration.
Dans ce chapitre, on cherche à étudier la réponse mécanique en compression uniaxiale d’un
échantillon de béton numérique à travers la compréhension de l’origine du comportement ma-
croscopique en lien avec les mécanismes locaux. Cette réponse est étudiée à travers une étude
numérique par un modèle éléments finis cohésifs volumique sur le Volume Élémentaire Repré-
sentatif "Béton Numérique" construit au chapitre 3. Cette étude commence par une identifica-
tion des paramètres de fissuration sur une échelle définie comme étant "échelle locale" dans les
travaux de Jebli [65] suivie d’une démarche permettant la calibration des paramètres du modèle
de zone cohésive, d’une part, et des paramètres numériques (pas de temps et taille de maille)
qui en résultent, d’autre part. Dans une étape suivante, on passe à la modélisation à l’échelle du
VER sur lequel on établit une validation des résultats numériques :

— à l’aide du modèle analytique "Mori-Tanaka" pour la phase linéaire (comportement li-
néaire élastique) de la réponse mécanique.

— à travers des résultats expérimentaux, sur des éprouvettes VER obtenus au laboratoire
LMGC, pour la phase non linéaire (résistance maximale) et ceci pour différents temps
d’hydratation du matériau.

Ces études seront complétées par une étude de la réponse mécanique du VERN avec une
ITZ pré-endommagée. À la fin du chapitre, une étude de l’influence de la fraction des solides
et de la surface spécifique sur les mécanismes de l’endommagement du VERN est présentée.

4.2 Identification des paramètres cohésifs à partir des essais
locaux

Ce paragraphe présente un exemple d’identification des paramètres cohésifs à partir des
essais expérimentaux réalisés par Jebli [65] à l’échelle locale afin de caractériser la liaison
pâte de ciment/granulat. Un travail antérieur a porté sur l’identification des paramètres cohésifs
dans le cas d’un essai de traction uniaxial [77]. Dans ce paragraphe, on se concentrera sur
l’identification des paramètres cohésifs lors d’un essai de cisaillement. Ce travail est présenté
en détail dans [106]. Les essais expérimentaux faisant l’objet de l’identification des paramètres
cohésifs considèrent des éprouvettes parallélépipédique à une échelle définie comme étant une
échelle locale (figure 4.1 dans les travaux de [65]) permettant de mettre en évidence la zone de
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transition interfaciale. Ces éprouvettes ont été sollicitées en traction et en cisaillement. Dans ce
cadre et afin de modéliser l’essai de cisaillement nous allons présenter le dispositif expérimental
(pour plus de détail sur les autres essais expérimentaux réalisés à cette échelle le lecteur est
invité à consulter les travaux de [65]), les paramètres à identifier, la modélisation numérique et
on concluera par un bilan sur cette étude.

4.2.1 Comportement de l’interface pâte / granulat : données expérimen-
tales

4.2.1.1 Données matériaux

La pâte de ciment est préparée avec du ciment Portland CEM II 32,5 avec un rapport
eau/ciment (E/C) de 0,5. Les dimensions des éprouvettes parallélépipédique sont de 10×10×30
mm3 (figure 4.1). Les données matériaux sont présentées dans le tableau 4.1.

FIGURE 4.1 – Dimension de l’éprouvette utilisée dans l’essai de cisaillement à l’échelle locale
[106]

Granulats
Type calcaire

Masse volumique 2.7 g/cm3

Dimension 10 x 10 x 15 mm3

Module d’Young 60 GPa
Pâte de ciment

Type CEM II/B-LL 32.5 CP2 N
E/C 0.5

Masse volumique 2.2 g/cm3

Module d’Young à 28j 12.5 GPa

TABLE 4.1 – Les données matériaux [65].

4.2.1.2 Dispositif expérimental

Le dispositif expérimental conçu pour effectuer l’essai de cisaillement dans les travaux de
Jebli [65] est présenté dans la Figure 4.2. Il est composé de deux demi-boîtiers dont la dis-
tance entre ces deux éléments est d’environ 0,5 mm. Les vis situées à l’arrière des demi-boîtiers
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FIGURE 4.2 – (de gauche à droite) Schéma [61], outil expérimental et principe de l’essai de ci-
saillement [65].

FIGURE 4.3 – Outil expérimental pour la corrélation d’image (à gauche) et (au centre) et zone de
calcul du déplacement par corrélation d’image dans l’essai de cisaillement (à droite) [65].

permettent de fixer l’interface pâte de ciment/granulat au milieu de l’appareil, évitant ainsi tout
mouvement de l’échantillon lors de l’essai et permettant d’appliquer une force normale de confi-
nement N .
La force normale appliquée est mesurée à l’aide d’un capteur de force (type LCMKD-200 N)

qui est fixé à l’arrière de l’échantillon. La Figure 4.2.a illustre le dispositif expérimental per-
mettant de réaliser l’essai [65]. Au cours de l’essai, la vitesse de déplacement vertical d’une
des demi-boîtes mobile est imposée à 0,01 mm/s, tandis que l’autre demi-boite reste immobile
et rigidement fixée suivant toutes les directions. La force de cisaillement T est mesurée par un
capteur de force associé au système MTS, permettant d’accéder à une contrainte de cisaillement
moyenne σT à l’interface pâte de ciment/granulat [65]. Afin d’évaluer les champs de déplace-
ment au niveau l’interface pâte de ciment/granulat, la méthode de corrélation d’images numé-
riques a été utilisée (Figure 4.2). Les mesures cinématiques bidimensionnelles (déplacement et
déformation) sont obtenues grâce au logiciel «Trait cin NRJ» développé au LMGC [127]. Des
marqueurs sont positionnés sur le matériau dont les positions successives sont analysées par
rapport à une valeur de référence. Ainsi, en comparant deux images prises à différents niveaux
de chargement, il est possible de mesurer les champs de déplacement de l’interface. Dans notre
cas, le déplacement est calculé sur un élément de surface proche de la zone de rupture. Les ap-
pareils requis pour utiliser cette technique sont : une caméra rapide, un ordinateur et une source
lumineuse (Figure 4.3) le tout synchronisés au début de l’essai avec la mesure de la force de
cisaillement à travers un boîtier d’acquisition. Cette synchronisation temporelle des différents
signaux (cinématiques et mécaniques) est assurée par un boîtier électronique "Synchrocam" qui
déclenche simultanément toutes les acquisitions [22]. En faisant varier la force normale N , on
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peut déduire l’évolution de la résistance au cisaillement σmaxT par rapport à la contrainte de
confinement σN appliquée. Pour cette étude, deux protocoles expérimentaux ont été réalisés
pour les essais de cisaillement direct :

— à différents temps d’hydratation (2, 7, 1, 28 et 40 jours) en absence de confinement (σN=
0 MPa)

— au 40 ème jour d’hydratation et avec différentes contraintes de confinement (σN = 0 ;
0.5 ; 1 et 1.5 MPa). L’idée consiste en l’application d’une force de compression normale
constante N tout au long de l’essai, induisant une contrainte de confinement σN sur la
section de 10 x10mm2 (voir Figure 4.2). La valeur de cette force normale N est suivie
par le capteur de force.

4.2.1.3 Données expérimentales

On présente ici les résultats de l’essai de cisaillement issus des travaux de Jebli [65], qui vont
faire l’objet d’une identification numérique des paramètres cohésifs à partir de la calibration des
résultats expérimentaux/numériques.

FIGURE 4.4 – Courbes contraintes-déformations obtenues (à gauche) lors d’un essai de cisaille-
ment pour différents temps d’hydratation (à droite) au 40 ème jour d’hydratation et pour différentes
contraintes de confinement [65].

En l’absence de contrainte de confinement (σN = 0 MPa), les résultats des essais de ci-
saillement montrent une augmentation de la résistance au cisaillement σmaxT (Figure 4.5 ), de
la déformation à la rupture εr (Figure 4.4) et du module tangentiel Es (Figure 4.5) en fonction
du temps d’hydratation j. Cette augmentation est perceptible au début de l’hydratation de la
pâte de ciment. Au bout de 28 jours, la résistance au cisaillement σmaxT et le module de cisaille-
ment Es ont tendance à se stabiliser. A 40 jours d’hydratation, l’augmentation de la contrainte
de confinement σN induit une augmentation de la résistance au cisaillement σmaxT (Figure 4.4).
Cependant, la déformation à la rupture εr semble être peu affectée par la valeur de la contrainte
de confinement appliquée σN (Figure 4.4). Dans le cas d’application de plusieurs contraintes
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FIGURE 4.5 – Évolution de la résistance maximale (à gauche) et du module tangentiel (à droite) en
fonction du temps d’hydratation [65].

FIGURE 4.6 – Évolution de l’énergie de rupture [65] (à gauche) et de la résistance tangentiel en
fonction de la contrainte normale (à droite).
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de confinement à temps d’hydratation fixé à 40 jours, on constate l’existence d’une forte dé-
pendance de la réponse mécanique du composite pâte de ciment-granulat à la contrainte de
confinement (Figure 4.6). L’application de la contrainte de confinement augmente la résistance
au cisaillement (valeur au pic). On constate une évolution linéaire de la résistance au cisaille-
ment avec l’augmentation des contraintes de confinement. Cette évolution de la résistance au
cisaillement en fonction de la contrainte de confinement est utilisée pour calculer l’angle de
frottement interne et la cohésion selon le critère de Mohr-Coulomb. A partir de ces tests, on
calcule l’énergie de rupture en fonction du temps d’hydratation par la relation suivante :

w(j) = 1
2

(σmaxT (j))2

Es(j)
(4.1)

avec σmaxT (j) est la résistance en cisaillement et Es(j) le module tangentiel pour le temps d’hy-
dratation j. La figure 4.6 montre une augmentation de l’énergie de rupture w(j) avec le temps
d’hydratation et une stabilisation de la valeur à partir du 28 jour d’hydratation. Selon la loi de
Mohr–Coulomb, le critère de rupture est défini par la relation suivante :

σmaxT = σN × tanφ+ C (4.2)

où σmaxT est la résistance maximale, µ = tanφ le coefficient de frottement et C la cohésion au
pic :

σresT = σN × tanφres + Cres (4.3)
où σresT est la contrainte résiduelle, µres = tanφres est le coefficient de frottement résiduel et
Cres est la cohésion résiduelle. A partir de ces résultats, l’objectif est d’identifier les propriétés
mécaniques de l’interface pâte de ciment-granulats à l’aide d’un outil numérique basé sur un
modèle de zone cohésive.

4.2.2 Modélisation numérique de l’essai à l’échelle locale
Un modèle en éléments finis en trois dimensions du composite a été réalisé. La géométrie a

été réalisée sur GMSH et maillée avec des éléments hexaèdres réguliers (Figure 4.7). La taille
d’élément de maille utilisée est 1×1×1mm3. Le comportement du composite est décomposé en

FIGURE 4.7 – Géométrie maillée

une partie élastique prise en compte par les éléments finis et une partie adoucissante décrivant
l’endommagement par une loi cohésive au niveau de l’interface entre les deux matériaux. A
chaque pas de temps, une détection de contact est effectuée, la rupture se produit lorsque la
cohésion est perdue entre les deux matériaux (β = 0).
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4.2.2.1 Conditions aux limites

Afin de reproduire fidèlement l’expérience de l’essai de cisaillement, on a appliqué les
conditions aux limites comme indiquées sur la figure 4.8. Un déplacement a été appliqué à tous
les nœuds de la face supérieure du granulat. N représente une force de confinement appliquée
au granulat.

FIGURE 4.8 – Conditions aux limites modélisées pour l’essai de cisaillement.

4.2.2.2 Calibration des paramètres cohésifs

L’identification numérique est basée sur les résultats des essais de cisaillement expérimen-
taux [65], à travers une calibration numérique/expérimentale des courbes pour différents temps
d’hydratation et différentes contraintes de confinement. Il faut mentionner qu’avant de commen-
cer, on supprime la partie qui donne un aspect non linéaire à la courbe au début du chargement
car elle fait référence à la mise en place de l’échantillon. En effet, on trace la ligne tangente à la
courbe qui passe par la résistance au cisaillement et qui coupe l’axe horizontal à une valeur de
saut de déplacement non nul. Ensuite, on déplace la courbe jusqu’à ce qu’elle passe par l’ori-
gine. Pour calibrer la loi cohésive à chaque stade d’hydratation (j) et chaque contrainte de confi-

FIGURE 4.9 – Méthode de correction de la partie de mise en place sur les courbes expérimentales
[106].

nement, la résistance au cisaillement σmaxT (j), le saut de déplacement à la rupture [| umaxT (j) |]
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Jour (j) σmaxT (j)(MPa) w(j) (J/m2) CT (j) (104MPa/m)
2 0.75 12.74 2.18
7 1.75 40.82 3.77

15 2.39 69.57 4.10
28 3.06 98.64 4.76

TABLE 4.2 – Paramètres cohésifs pour différents temps d’hydratation

σN (MPa) σmaxT (MPa) w(j) (J/m2) CT (j) (104MPa/m)
0 3.06 98.64 4.76

0.5 3.42 113.41 5.13
1 3.91 151.03 5.61

1.5 4.62 157.98 6.74

TABLE 4.3 – Paramètres cohésifs pour différentes contraintes de confinement au 40 ème jour d’hy-
dratation.

et le frottement résiduel µres ont été pris en compte en référence aux résultats expérimentaux.
Sa valeur µres = 0, 4 a été identifiée à partir de la partie post-pic des courbes expérimentales
pour un temps d’hydratation égal à 40 jours. À partir de la résistance et du saut de déplacement
à la rupture, l’énergie de rupture w(j) a été calculée par la formule suivante :

w(j) = 1
2σ

max
T (j)× [| umaxT (j) |] (4.4)

Ces éléments (σmaxT (j), w(j) et µres) ont été utilisés dans LMGC90. La rigidité normale et
tangentielle ont été déterminées comme suit :

CT (j) = 1
2

(σmaxT (j))2

w(j) (4.5)

Les paramètres d’entrée de la loi cohésive sont donnés, pour chaque temps d’hydratation, par le
tableau 4.2 et, pour chaque contrainte de confinement, par le tableau 4.3. La figure 4.9 montre
une comparaison entre les résultats numériques et expérimentaux pour différentes contraintes
de confinement. Pour la partie pré-pic des courbes et pour σN = 0, 0, 5 et 1, 5MPa, un décalage
de 0, 0108 mm se produit au saut de déplacement. Ce dernier résulte des corrections apportées
aux courbes expérimentales afin d’éviter l’influence de la partie de mise en place de l’échan-
tillon et de déterminer des paramètres d’entrée correctes de la loi cohésive.
Au delà de la résistance maximale, on observe une chute brutale de contrainte avec absence de
partie adoucissante. Numériquement, cela correspond à une perte d’adhésion entre la pâte de ci-
ment et le granulat. Pour la partie post-rupture, les résultats numérique montrent que l’interface
pâte de ciment-granulat est totalement endommagée et le contact restant en fin de l’essai est
purement frottant avec une valeur µresσN (contrainte résiduelle) avec une contrainte résiduelle
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FIGURE 4.10 – Calage du modèle numérique avec les résultats expérimentaux pour différents temps
d’hydratation (à gauche) et différents contraintes de confinement (à droite) [106].

Cres qui tend vers zéro (figure 4.11). Cependant, les résultats expérimentaux présentent toujours
un décalage par rapport aux valeurs numériques, ce décalage est de valeur constante sur toutes
les courbes. Elle est égale à la valeur d’une cohésion résiduelle Cres qui a été déterminée sur la
courbe de la figure 4.6.

FIGURE 4.11 – Comparaison entre les résultats expérimentaux et numériques sur la phase post-
rupture.

En effet, après la rupture, cette cohésion doit normalement être supprimée. Ce ci peut s’ex-
pliquer par le fait que les essais expérimentaux n’ont pas été suffisamment étendus pour étudier
la partie post-rupture.
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4.2.3 Bilan de l’étude à l’échelle locale

Les résultats expérimentaux à l’échelle locale ont montré que la zone d’interface pâte de
ciment/granulat présente des faiblesses [65]. Cette caractéristique semble affecter considérable-
ment les propriétés mécaniques du béton, effet qui est perceptible de l’initiation à la propaga-
tion de la fissure dans les zones les moins résistantes du béton. Les résultats d’identification des
paramètres cohésifs ont été réalisés dans le but de les exploiter pour la modélisation du com-
portement mécanique d’une éprouvette de béton numérique à l’échelle mésoscopique tout en
prenant en compte les propriétés de l’interface pâte de ciment/granulat. Cependant, ces résultats
préliminaires ne présentent qu’une première approche pour identifier les propriétés cohésives
de l’interface à travers des résultats expérimentaux originaux. En effet, le passage d’une échelle
à l’autre n’est pas direct, il y a un effet d’échelle qui oblige à apporter des corrections à ces
paramètres pour pouvoir les exploiter dans la simulation à une échelle plus grande.

4.3 Calibration des paramètres à l’échelle du VER

Une approche micromécanique est adoptée dans l’objectif d’étudier le comportement méca-
nique du béton en compression uniaxiale et de comprendre l’influence des mécanismes locaux
sur la réponse globale du matériau. Afin d’accéder à ces données, une modélisation à l’échelle
des hétérogénéités est nécessaire avec la prise en compte des propriétés interfaciales au niveau
de la liaison pâte de ciment/granulat. Pour ceci, on a eu recours à une échelle du VER où la
mésostructure est bien définie. La procédure et les critères de représentativité de ce VERN ont
été présentées dans le chapitre 3.

4.3.1 Méthode d’ajustement du modèle et paramètres de l’étude

4.3.1.1 Conditions aux limites

Le dispositif expérimental de l’essai de compression sur le VER expérimental (présenté
dans le chapitre 3) est présenté dans la figure 4.12. Afin de modéliser le plus fidèlement pos-
sible à l’expérience, un déplacement vertical suivant la direction Y sur les faces supérieure et
inférieure du VER (voir figure 4.13) est imposé et le déplacement horizontal de ces deux faces
étant bloqué. On estime que le frottement, supposé exister expérimentalement entre la plaque
et l’éprouvette, bloque totalement le déplacement horizontal de l’éprouvette. Les faces latérales
sont libres.

4.3.1.2 Paramètres élastiques

Le tableau 4.4 comporte les paramètres élastiques des matériaux utilisés ainsi que les pa-
ramètres numériques liés aux simulations. Les propriétés, comme les modules élastiques, les
coefficients de Poisson et les masses volumiques de la pâte de ciment et des granulats, ont été
empruntées des travaux expérimentaux effectués par Jebli [65].
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FIGURE 4.12 – Dispositif de l’essai expérimental : (a) : Jauges de mesure de la déformation de type
PL-20-11-1L de 20 mm de longueur (quatre jauges ont été utilisées par éprouvette), (b) : Système
d’acquisition (montage en quart de pont) pour la mesure des déformations axiale et radiale sur
l’éprouvette et (c) : Presse de compression

Paramètres élastiques
Pâte de ciment (matrice)

Propriété Notation Valeur
Module élastique Ep (Pa) 12, 5.109

Coefficient de poisson νp 0, 29
Masse volumique ρp (kg/m3) 2200

Granulats (particules ou inclusions)
Module élastique Eg (Pa) 60.109

Coefficient de poisson νg 0, 29
Masse volumique ρg (kg/m3) 2700

Paramètres numériques
Paramètre Unité Valeur/Type
Type de maille - Triangle (Delaunay)
Taille de maille mm 1.10
Pas de temps s 3.10−8

Type de calcul - explicite
Type de résolution du contact - Dynamique

TABLE 4.4 – Propriétés mécaniques des phases et Paramètres numériques
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FIGURE 4.13 – Conditions aux limites de l’éprouvette utilisée pour la simulation de l’essai de
compression

4.3.1.3 Méthodologie proposée pour la calibration des paramètres cohésifs

En plus des paramètres élastiques, on aura besoin des paramètres cohésifs afin d’enrichir
le modèle et pouvoir suivre l’évolution de l’endommagement et la fissuration du matériau. Un
comportement purement élastique est considéré pour les granulats. Un comportement élastique
endommageable est considéré dans la matrice cimentaire. Ce dernier est possible en employant
une approche éléments finis cohésifs volumiques (EFCV). La partie élastique est portée par les
éléments finis alors que l’endommagement est décrit à travers la loi cohésive et implémenté au
niveau de toutes les interfaces entre les éléments de maillage explosé. La stratégie est illustrée
dans la figure 2.11. Le comportement de l’ITZ est régi par une loi cohésive. La calibration des
paramètres de la loi cohésive nécessite une connaissance de l’essai effectué. En compression,
contrairement à la traction pure, la calibration requiert des informations sur les deux modes
de rupture : le mode I représente un mode de rupture en traction alors que le mode II montre
une ouverture par cisaillement. Quel que soit le mode de rupture, les paramètres définissant la
loi cohésive sont la rigidté interfaciale, la contrainte cohésive et les énergies cohésives. Plu-
sieurs travaux ont proposé des méthodes de calibration des modèles de zone cohésive sur des
matériaux plastiques [128]. Un autre travail comme [124], a utilisé une méthode de corrélation
d’images sur des essais de flexion trois points sur le mortier et en supposant un chemin de fissu-
ration non défini à priori. Dans ce travail, l’identification ainsi que la calibration des paramètres
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cohésifs s’est faite en se basant sur des résultats expérimentaux réalisés lors des travaux de
thèse de [64]. Ces essais consistent en des essais de traction et de cisaillement à l’échelle locale.
L’utilisation des résultats de l’échelle locale nécessite une série d’hypothèses afin d’assurer la
bonne modélisation du comportement local du béton numérique en question. Les paramètres
cohésifs utilisés dans cette étude (tableau 2.1) se classent en deux catégories selon la méthode
de calibration :

1. Calibration des rigidités interfaciales normale et tangentielle à travers un critère
numérique : l’intégration des éléments cohésifs dans un modèle éléments finis engendre
une souplesse supplémentaire de ce dernier, ce qui se traduit par une perte sur la valeur de
la rigidité apparente du matériau. Ce problème a été résolu dans les travaux de Blal [13]
en fixant un critère pour le choix des valeurs de rigidités interfaciales initiales. L’idée est
basée sur la détermination du comportement élastique équivalent d’une matrice élastique
contenant des éléments cohésifs et de le comparer à une méthode d’homogénéisation.
Dans le cas d’un maillage de Delaunay, le critère s’écrit :

CN lm
E
≥ 23

1− 2ν

CT
CN

= 21− 2ν
1 + 3ν

(4.6)

où lm est la taille de la maille.

2. Calibration des paramètres de fissuration (contrainte cohésive maximale, énergie
cohésive dans les deux modes de rupture) à partir des expériences : bien que la mo-
délisation des essais à l’échelle locale permet une identification de ces paramètres co-
hésifs, le passage à l’échelle du VER montre que l’information locale cohésive donne
une réponse sous-estimée. Ceci a été remarqué en comparant la résistance maximale en
compression expérimentale avec celle numérique. La remise en question des paramètres
cohésifs identifiés localement a permis de comprendre au mieux la méthode dont il faut
extraire l’information d’un essai expérimental. En effet, la contrainte calculée expéri-
mentalement sur un essai de traction en déterminant le rapport de la force sur la section
de l’échantillon suppose une valeur homogène de la force le long de l’interface. On a
constaté qu’elle reste donc une sous-estimation de la valeur critique permettant l’amor-
çage de la fissure dans le matériau ou, numériquement parlant, la perte du contact entre
les deux éléments du matériau. Des données par corrélation d’images permettent de mon-
trer que le profil de déformation n’est pas constant sur toute la section médiane (figure
4.14). En prenant l’hypothèse d’un matériau élastique isotrope, le calcul de la contrainte
à travers la loi de Hooke donne accès à un profil de contrainte non homogène sur la sec-
tion médiane. Par manque de données expérimentales, on a modélisé l’essai sur LMGC90
en considérant un matériau élastique homogène. Les profils de contraintes et de déplace-
ments montre des allures paraboliques avec des valeurs maximales au niveau des bords de
l’échantillon et minimales vers le milieu (figure 4.15). Donc la contrainte classiquement
obtenue à partir des expérience n’est qu’une valeur moyenne sur la section et engendre



CALIBRATION DES PARAMÈTRES À L’ÉCHELLE DU VER 95

une sous-estimation au niveau des résultats. À cette fin, on propose une méthode qui per-
met, à partir des données disponibles jusqu’à présent, d’accéder à la contrainte maximale.
On calcule le rapport entre la contrainte maximale atteinte sur le profil et la contrainte
moyenne. Ce rapport permet de pouvoir exploiter les résultats expérimentaux disponibles
et d’éviter de relancer une autre campagne expérimentale ; le procédé utilisé pour accéder
à la contrainte expérimentale étant le même. Le rapport de la contrainte maximale par la
contrainte moyenne est fixé pour le reste de l’étude :

σmax
σmoy

= 2.

FIGURE 4.14 – Schéma illustratif de profil de déformation (à gauche) et modélisation élastique en
2D d’un essai de traction sur une pâte de ciment (à droite).

FIGURE 4.15 – Profils de déplacement et de contrainte tout au long de la ligne médiane de l’éprou-
vette obtenus par la modélisation de l’essai de traction.
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Pâte de ciment (matrice)
Temps d’hydratation
(j) σcoh1p (MPa) σcoh2p (MPa) w1p (J/m2) w2p(J/m2)
2 2.20 3.50 2.50 42
7 2.90 6.10 4 78
15 4.10 7.55 5.60 111
28 5.20 8.10 6.70 125
Temps d’hydratation
(j) σcoh1i (MPa) σcoh2i (MPa) w1i (J/m2) w2i(J/m2)
2 1.40 2 1.90 22
7 2.50 4 5.40 55
15 2.80 5.20 9.10 75
28 3.90 6 11.60 98

TABLE 4.5 – Paramètres cohésifs déterminés pour différents temps d’hydratation.

4.3.2 Choix du maillage
Une fissure telle qu’elle est décrite dans les modèles CZM est définie par trois zones, la

première correspond à une fissure libre de contrainte, la seconde, appelée zone cohésive, où les
contraintes cohésives sont non nulles et enfin une zone saine où la contrainte d’amorçage n’est
pas encore atteinte (voir figure 2.5). La zone cohésive permet une transition progressive du ma-
tériau sain à un matériau fissuré. La taille de cette dernière est liée à la longueur caractéristique
qui est égale au rapport de l’énergie cohésive à la contrainte cohésive wcoh/σcoh du modèle co-
hésif. La taille de la zone cohésive varie proportionnellement avec la longueur caractéristique.
Et si elle tend vers zéro, la zone cohésive disparaît et on se retrouve dans le cas de la mécanique
de la rupture classique où il est possible d’avoir des contraintes infinies en pointe de fissure.
Il est important du point de vue mécanique et numérique de simuler correctement la zone co-
hésive. Ceci est possible à travers un maillage suffisant de cette zone en la décomposant en au
moins trois à cinq éléments finis cohésifs. Cela permet de représenter finement l’évolution de
la fissure. Une estimation de la taille de la zone cohésive Lzc dans un matériau élastique [103],
donne :

Lzc = E

1− ν2
wcoh
σ2
coh

(4.7)

avecE le module d’Young de la pâte de ciment (à 28 jours), ν le coefficient de Poisson. La taille
de la zone cohésive ainsi que les estimations premières pour la taille de maille sont calculées et
présentées dans le tableau 4.6 :

E (GPa) ν σcoh (MPa) wcoh (J/m2) Lcz (mm) lm1 (mm) lm2 (mm)
12.5 0.29 5.20 6.70 3.20 1.10 0.7

TABLE 4.6 – La longueur de la zone cohésive ainsi que les estimations lm1 et lm2 correspondant

respectivement à
Lcz
3 et

Lcz
5 .
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Dans le but de mener à bien notre étude, une analyse de sensibilité de la réponse mécanique à
la taille de maille est examinée pour déterminer le maillage à partir duquel on n’observe plus
d’influence sur les résultats. Cette analyse de sensibilité au maillage a été réalisée pour la pâte
de ciment, en premier temps, et pour le béton numérique, en deuxième temps. Au début, cette
étude n’a pas mené à des résultats qui convergent même pour un maillage très fin. Une des
raisons pour laquelle les calculs ne convergeaient pas est la dépendance de la pente de la partie
"élastique" (la rigidité interfaciale initiale) de la loi cohésive (figure 2.9) à la taille de maille.
En effet, le critère pratique de Blal [13] utilisé pour la calibration des rigidités interfaciales
initiales (équation 4.6) dépend de la taille de maille. Ainsi, l’aire sous la partie linéaire de la loi
cohésive wcorr dépend de la taille de maille. Cette dépendance fait que, pour une même énergie
cohésive totale wcohtot , la partie de l’énergie responsable de l’endommagement wendo ne serait pas
la même en faisant varier la taille de maille (figure 4.16). Plus le maillage est grossier plus cette
quantité est faible et vice versa. Si on considère que l’énergie d’endommagement wendo comme
un paramètre intrinsèque au matériau, sa valeur ne doit pas donc dépendre de la taille de maille.
En se basant sur ce dernier principe, une proposition de correction au niveau de la loi cohésive
est faite afin de garantir au modèle toujours la même quantité d’énergie quelle que soit la taille
de maille. Cette proposition est la suivante :

1. décomposer la surface sous la courbe de la loi cohésive en deux parties comme le montre
la figure 4.16. Une énergie wcorr de correction et une énergie d’endommagement wendo
dont la somme donne l’énergie totale à fournir au modèle wtot :

wcohtot = wcorr + wendo (4.8)

2. au lieu d’avoir l’énergie totalewcohtot constante comme on fait classiquement etwcorr,wendo
dépendantes de la taille de maille, on fait en sorte que wcohtot soit variable de façon à ga-
rantir toujours une énergie responsable de propagation de la fissure égale wendo, puisque,
la première quantité de l’énergie est variable et qu’elle dépend de la pente de la partie
élastique, dépendant elle même de la taille de maille. L’énergie élastique du matériau
contenant ces zones cohésives est portée par ces éléments finis volumiques, cette quantité
de wcorr n’a pas vraiment de sens physique.

3. si on fournit au système la quantité l’énergie de correction :

wcorr = 1
2
σ2

C
(4.9)

où C la rigidité normale ou tangentielle, on peut garantir dans ce cas une énergie d’en-
dommagement identique, propre au matériau.

4. l’énergie de correction est très faible devant l’énergie d’endommagement : wcorr <<
wendo. Elle est généralement de l’ordre de 10−3J/m2 alors que l’énergie d’endommage-
ment est de l’ordre de 101J/m2 à 102J/m2 dans nos calculs.

Malgré la faible quantité d’énergie de correction devant l’énergie d’endommagement, on voit
bien son influence sur les résultats de l’étude de convergence par rapport au maillage. Cette
énergie de correction, permet de garantir une même courbure de la partie d’endommagement
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FIGURE 4.16 – Décomposition de l’énergie cohésive en prenant en considération le paramètre de
correction numérique afin d’étudier la convergence du maillage.

de la loi cohésive, et donc un même comportement du matériau vis à vis de l’endommagement
quand la taille de maille est de plus en plus faible, ce qui favorise la convergence. Le tableau 4.7
présente les réponses mécaniques (résistance maximale) pour différentes tailles de maille. La
courbe de résistance maximale en fonction du nombres d’éléments est présentée dans le figure
4.17. Cette courbe montre que la réponse mécanique tend à se stabiliser à partir d’une taille de
maille de 0.8 mm. Dans le but d’optimiser le temps de calcul, on a autorisé une marge d’erreur
qui ne dépasse pas 10% sur la résistance maximale. Cette marge a permis d’utiliser la taille de
maille 1.10 mm pour la suite des calculs.

Taille de maille
(mm)

Nombre
d’éléments (-)

Contrainte max
(MPa)

3 574 37.15
1,5 1340 47
1,1 2518 58
0.8 4910 64
0,4 19136 64,9

TABLE 4.7 – Tableau récapitulatif de l’étude de convergence au maillage dans le composite, pré-
sentant les résultats en termes de résistance maximale de la pâte en fonction de la taille de maille.

4.4 Applications
Après simulation et afin d’étudier plus profondément le comportement du béton numérique

pour différentes applications, on extrait les réactions et les déplacements des noeuds des deux
faces de l’éprouvette. On trace la courbe contrainte/déformation. La contrainte est obtenue en
faisant le rapport entre la somme des réactions de tous les noeuds de la face supérieure dans
la direction Y sur la section de l’éprouvette ; la déformation est obtenue en faisant le rapport
de la différence de la moyenne des déplacements des noeuds de la face supérieure et inférieure
suivant la direction Y sur la hauteur de l’éprouvette selon Y.
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FIGURE 4.17 – Évolution de la résistance maximale à la compression pour une éprouvette du béton
numérique en fonction du nombre d’éléments.

4.4.1 Validation de la méthode linéaire
Les caractéristiques mécaniques en compression uniaxiale définissant le matériau béton,

sont son module d’Young, sa résistance en compression et son comportement adoucissant. Pour
l’étude élastique on détermine le module d’élasticité du béton qui est la pente de la courbe
contrainte-déformation. On utilise la méthode de Mori-tanaka [85] comme outil de validation
des résultats numériques pour la phase élastique de la réponse du béton numérique sous com-
pression uniaxiale. La figure 4.18 permet une validation des résultats numériques avec les ré-
sultats analytiques selon Mori-Tanaka concernant la réponse élastique linéaire du VERN.

Bien qu’il reste valide même pour des contrastes élevés des modules des composants, ce
modèle sous-estime le module réel du béton (figure 4.18). Ce résultat a été confirmé dans les
travaux de [41], en calculant le module d’Young sur des échantillons ayant des fractions vo-
lumique de 20% et 40% à l’aide de la méthode MT. Pour une fraction volumique de 20% le
modèle de MT prévoit un module d’Young assez proche de la solution exacte avec une erreur
relative maximale de 8,8%.

4.4.2 Etude du durcissement
4.4.2.1 Réponse mécanique globale

La réponse mécanique du béton a été caractérisée et mise en avant par de nombreux auteurs
[78, 84, 116]. Afin d’analyser le comportement mécanique du béton en compression, il est né-
cessaire d’avoir une bonne connaissance des différentes étapes le menant au pic de charge. On
présente, dans la figure (4.19), les résultats de l’essai de compression uniaxiale sur le VER sous
forme de courbes contraintes-déformations pour différents temps d’hydratation. Ces résultats
font l’objet d’une confrontation expérimentale/numérique. En effet, On trace dans une même
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FIGURE 4.18 – Validation de la réponse élastique linéaire du VER (numérique en bleu) avec la
méthode Mori-Tanaka (en orange) pour différents temps d’hydratation.

FIGURE 4.19 – Évolution de la réponse mécanique du VER au cours de l’hydratation.

figure (figure 4.20) les points correspondant à la résistance maximale en fonction du durcis-
sement. Ces résultats ont été également approchés par l’Eurocode 2. L’idée de ce dernier, se
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base sur l’estimation de la résistance maximale du composite en compression à l’âge j (jours)
en fonction de sa résistance au 28 ème jour. En effet, on considère la résistance mécanique du
béton à 28 jours comme une propriété intrinsèque au matériau. Au delà de 28 jours la résistance
ne présente pas une évolution notable. Elle est donc considérée comme la résistance maximale
atteinte par le béton :

σmax(j) = βcc(j).σmax(28) j ≤ 28, (4.10)

avec :

βcc(j) = exp(s[1− (28
j

)0.5]) j ≤ 28, (4.11)

avec s = 0.38 pour le type de ciment CEM 32.5 de classe R, j le nombre de jour d’hydratation
et σmax(28) la résistance maximale à 28 jours.

FIGURE 4.20 – Validation expérimentale/numérique et estimation selon l’Eurocode de l’évolution
de la résistance mécanique au cours du durcissement.

4.4.2.2 Analyse du processus de rupture

On définit l’initiation de l’endommagement effectif comme étant le point marquant la fin de
la phase linéaire. D’après le tableau 4.8, ce point varie dans un intervalle [47 ;50]% selon l’état
de durcissement du béton. Mazars [78] a affirmé que la réponse du béton est quasi-linéaire
jusqu’à 30-50 % de la résistance maximale bien qu’il y ait l’apparition de micro-fissures aux
interfaces mortier/granulats. Également, en analysant le comportement du VER du point de vue
local (tableau 4.9), on constate que l’endommagement s’initie dans cette phase quasi-linéaire.
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Temps
d’hydratation

(J)
σini
σmax

(%) σmax (MPa)

2 47 13
7 47 23

15 50 32
28 49 35

TABLE 4.8 – Valeurs de résistances maximales et rapport en % de
σini
σmax

pour un VER de 35 % en

fraction solide pour différents temps d’hydratation

En effet, l’état de l’endommagement au point de démarrage de la phase non linéaire de la courbe
montre un endommagement local qui varie de 5 à 7 % du milieu susceptible d’être endommagé
au cours de l’essai (l’ensemble pâte et interface pâte/granulat). Ces valeurs évoluent tout au
long de d’hydratation.

Temps
d’hydratation

(J)

Endommagement
atteint à la sortie de la

phase linéaire (%)
Endommagement atteint

au pic (%)
2 5 26
7 5.5 27

15 6 30
28 7 31

TABLE 4.9 – Taux d’endommagement en (%) à la sortie de la phase linéaire et au pic de la courbe
contrainte-déformation en fonction du temps d’hydratation

4.4.2.3 Mode et phases intervenant dans la rupture

Les zones d’interfaces entre les différents constituants du béton ont un rôle très impor-
tant dans les mécanismes responsables de l’endommagement. La figure 4.22 permet de suivre,
du point de vu local, l’initiation et l’évolution de l’endommagement, le mode d’ouverture le
plus présent, ainsi que la contribution de chacune des phases dans la rupture. Cette figure est
composée de quatre groupes de figures. Pour chaque temps d’hydratation et en fonction de la
déformation, les graphes du haut vers le bas représentent :

— Groupe 1 : des visualisations de l’état du béton en des points particuliers de l’essai : au
point de l’initiation de l’endommagement au niveau de la microstructure (qu’on dénomme
ici endommagement local) (a) et au point de sortie de la courbe contrainte-déformation
du domaine linaire (b) qu’on dénomme ici endommagement global (vu qu’il est visible
sur la courbe de comportement global de la structure).

— Groupe 2 : l’évolution de la contrainte macroscopique au cours de l’essai (ces courbes
sont étudiées dans le paragraphe précédent).
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— Groupe 3 : le mode d’ouverture local ; le mode I est un mode d’ouverture en traction, le
mode II qui est un mode d’ouverture en cisaillement et le mode mixte qui un mode qui
combine les deux. Si une fissure est créée et si la distance entre deux interfaces devient
relativement grande, il n’y a plus de contact. En effet, ces histogrammes montrent que
l’initiation de l’endommagement se fait en mode II et, au cours de l’essai, il y a l’ap-
parition du mode mixte mais qui reste relativement faible relativement au mode II. Par
exemple, pour un endommagement total de 32% des interfaces à 28 jours, il y a 5% qui
sont endommagées en mode mixte et 27 % en mode II.

— Groupe 4 : ces histogrammes permettent de donner la contribution de chacune des phases
lors de l’essai de compression. On peut déduire de ce groupe d’histogrammes que l’en-
dommagement s’initie au niveau de l’interface pâte de ciment/granulat. En expliquant les
mécanismes qui peuvent être responsables de la microfissuration dans la phase pré-pic,
Van Mier [120] a constaté que l’apparition des microfissures initiales lors d’un essai de
compression est due aux microglissements à l’interface pâte/granulat. Ces microfissures
bifurquent dans la matrice en suivant un cône formé au-dessus et en-dessous du granulat
qui sont des zones de confinement triaxial. En effet, quand on vient exercer une pression
sur l’ensemble pâte/granulat, des forces de frottement se créent à l’interface sur le dessus
et le dessous des granulats. De ce fait, les zones grisées sur la Figure 4.21(a) sont plus
résistantes que les zones latérales. La propagation de ces microfissures dans la pâte se
fait en mode II (cisaillement) et dépend fortement de l’état de contrainte appliqué (Figure
4.21(b)). Leur apparition autour des granulats est quasi aléatoire et se répartit sur l’en-
semble du volume. Notons que ce cas de figure est possible seulement quand le granulat
a un module d’Young (Eg) plus grand que celui de la matrice (Em).

Le durcissement influe non seulement sur les propriétés mécaniques macroscopiques comme
la résistance maximale du VER, mais il manifeste également son influence sur les mécanismes
locaux de l’endommagement. En effet, en suivant l’endommagement effectif au cours de l’hy-
dratation, on constate d’après le Groupe 1 et le Groupe 4 de la figure 4.22, qu’au temps d’hydra-
tation de 2 jours, la matériau quitte le domaine linéaire avec seulement un endommagement au
niveau de l’interface alors qu’au temps d’hydratation de 28 jours, on observe une contribution
de la pâte dans l’endommagement effectif.
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FIGURE 4.21 – Différents mécanismes possibles conduisant à l’endommagement du béton sous
compression [120]
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FIGURE 4.22 – De gauche à droite : Courbe contrainte -déformation , modes de rupture locaux au
cours de l’essai de compression et contribution de chacune des phases dans la rupture du VERN45.
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4.4.2.4 Faciès de rupture

Avant d’analyser les faciès de rupture de la figure 4.23, il est important de mentionner que
les points en bleu sont des points de contacts ayant des valeurs de β = 0, ce qui correspond à un
contact rompu (mais qui reste dans l’intervalle de contact visible d’où la différence avec les fis-
sures déjà créée où le contact est totalement perdu comme le cas de la fissure latérale). Les faciès
de rupture montrent que la fissuration est de moins en moins diffuse en avançant dans l’hydra-
tation et vers 28 jours on obtient un matériau qui présente une fissure principale (la plus longue)
diagonale. Ce cas correspond à "une rupture par bande de cisaillement" [79], observée dans
un essai de compression uniaxiale lorsqu’il y a du frottement entre l’échantillon et les plaques
de chargement. L’angle d’inclinaison de la fissure avec l’axe de chargement est d’environ 45◦.
Cependant cet angle varie avec les conditions aux limites de chargement en compression uni-
axiale [125]. D’après Van Mier [120], le comportement post-pic n’est pas considéré comme
une propriété intrinsèque au matériau car il dépend de plusieurs paramètres dont certains n’ont
aucun rapport avec la microstructure du matériau. Ces derniers sont plutôt liés aux conditions
aux limites et au type d’essai. Par exemple, dans ce cas d’essai, les déplacements horizontaux
au niveau des faces supérieure et inférieure de l’échantillon sont bloquées et gênent les défor-
mations transversales dans cette zone, dénommée "zone de frettage". Dans la partie centrale,
la déformation transversale est libre, ce qui explique la fissure latérale. Expérimentalement, on
peut limiter le frettage en utilisant des appuis en téflon.

FIGURE 4.23 – Faciès de rupture du volume élémentaire représentatif numérique à 45% de fraction
solide (VERN45) testé en compression à différents stades d’hydratation.

4.4.2.5 Proposition de relation entre variables locales et globales

Dans ce paragraphe, et d’après les observations et les analyses des histogrammes portant
sur l’initiation de l’endommagement, son évolution et les phases contribuant aux mécanismes
initiaux de la fissuration, on propose un récapitulatif sur la relation entre les mécanismes locaux
et la réponse globale du béton numérique lors d’un essai de compression. Selon les résultats, le
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mode de rupture principal, que ce soit pour l’initiation de l’endommagement et tout au long de
l’essai de compression, est le mode II. Ce résultat permet de cibler les paramètres cohésifs qui
influent le plus le processus de rupture c’est à dire { σcoh2p , σcoh2i , w2p et w2i }.
Comme on a montré que la phase où l’endommagement s’initie est l’interface pâte de ci-
ment/granulat, ceci permet d’éliminer la pâte de ciment en ce qui concerne l’initiation de l’en-
dommagement. Dans ce cas, on peut écrire une relation de dépendance entre les variables lo-
cales et globales. Pour un béton testé en compression unaxiale avecEp <Eg, l’endommagement
effectif Ie dépend de (σcoh2i et w2i) :

Ie = f(σcoh2i , w2i) (4.12)

Cette hypothèse permet de déterminer la phase responsable de l’endommagement effectif du
VER testé en compression mais il est possible d’aller plus loin dans la démarche afin de déter-
miner leur part de participation. Afin de répondre à cette question, une étude de sensibilité est
présentée dans le chapitre 5. Elle permettra de déterminer :

1. Les paramètres les plus influents sur Ie.

2. Les paramètres les plus influents sur la résistance maximale.

4.4.3 Étude de la réponse mécanique du béton dégradé

Il est certain que des facteurs comme la présence des pores ou les microfissures initiales,
jouent un rôle prépondérant dans la réponse mécanique de ces matériaux. Dans ce paragraphe,
on va étudier l’impact d’une interface pré-endommagée sur l’initiation de l’endommagement,
les trajets de fissuration et la réponse mécanique macroscopique du béton. Pour ceci, on agit sur
le paramètre β qui représente l’intensité de l’adhésion (défini en détail au chapitre 2). On réalise
des essais de compression uniaxiale sur un béton ayant les interfaces dégradées. Les courbes
de la figure 4.25 montrent les détails de la réponse mécanique du béton à différentes valeurs
d’intensité d’adhésion : β = 1 pour l’interface saine β = 0.5 et 0,001 pour l’interface dégradée.
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FIGURE 4.24 – La réponse mécanique du béton pré-endommagé.

FIGURE 4.25 – Du haut vers le bas : Courbe contrainte-déformation , Modes de rupture locaux
au cours de l’essai de compression et Contribution de chacune des phases dans la rupture du VER
pré-endommagé.

On constate que l’effet d’une interface dégradée sur la réponse mécanique globale n’est
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pas aussi accentuée quand les valeurs de β sont supérieures à 0.1, autrement dit, si on suit la
définition de β = 1 − D (présentée dans le chapitre 2), on constate un endommagement à
90% au niveau de l’interface. Plusieurs questions se sont posées pour expliquer comment une
interface aussi endommagée ne peut pas vraiment affecter fortement la réponse mécanique du
béton. Les hypothèses suivantes peuvent permettre d’expliquer cela :

— La fraction surfacique des interfaces pâte/granulat est faible devant celle de la pâte, même
si l’initiation de l’endommagement se passe au niveau des interfaces pâte/granulat, on
n’observe pas son effet sur le comportement macroscopique.

— La définition de β n’a plus de sens valable pour les lois "extrinsèques" où la rigidité
interfaciale prend des valeurs très élevées et cette grandeur devient purement numérique
et ne sert qu’à garantir une rigidité effective du matériau supérieure à 95% de la rigidité
du matériau homogénéisé.

Pour se convaincre de cette dernière remarque, on écrit ici, l’équation 4.13 qui permet de décrire
l’évolution de β dans la loi MAL (utilisée dans ce travail). Les quantités dc et dt représentent
respectivement le déplacement lié à la partie élastique et le déplacement de la partie endomma-
geable jusqu’à la rupture. Ils sont représentés dans la figure 4.26.

FIGURE 4.26 – Schéma illustrant les paramètres utilisés pour l’étude de β

Si le saut de déplacement [|u|] ≥ dc,
alors :

β = dc
[|u|]

(
1−

(
[|u|]− dc

dt

)2)
(4.13)
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La contrainte cohésive tout au long de la courbe de la loi cohésive, s’écrit :

σcoh = β.CN [|u|] (4.14)

En remplaçant la variable β de l’équation 4.13 dans l’équation 4.14, on obtient :

σcoh = CN .dc

(
1−

(
[|u|]− dc

dt

)2)
(4.15)

où la contrainte cohésive maximale est égale :

σcohmax = CN .dc (4.16)

Si on écrit la contrainte cohésive σcoh en fonction de la contrainte cohésive maximale σcohmax :

σcoh = α.σcohmax α ∈ [0, 1] (4.17)

Alors :

α = 1− ( [|u|]− dc
dt

)2 (4.18)

Donc le saut de déplacement s’écrit en fonction de α comme suit :

[|u|] = dc + dt
√

1− α (4.19)

Ce qui permet d’extraire la relation entre α et β :

β = dc
dc + dt

√
1− α

(
1−

(
dt
√

1− α
dt

)2)
= α

1 + dt
dc

√
1− α

(4.20)

L’équation 4.20 montre que la relation entre α et β n’est pas linéaire et qu’elle dépend fortement

du rapport
dc
dt

. Autrement dit, la contrainte cohésive (équation 4.14) calculée dans le cas d’une

interface endommagée à 50% (β = 0.5) n’est pas égale à 0.5.σmaxcoh si
dt
dc

est grand. Si ce rapport

est nul, c’est à dire dt = 0 (le cas d’une rupture fragile), on trouve l’égalité suivante : α = β et
la relation devient linéaire. Une fois que dt 6= 0, deux cas se présentent (figure 4.27). Pour le
premier cas, où dc << dt, ce qui correspond au cas des lois extrinsèques, la relation entre α et β

est présentée par la courbe (a) de la figure 4.27. Le deuxième cas, où le rapport
dt
dc

tend vers une

valeur finie, donne une allure représentée par la courbe (b) de la figure 4.27. Dans ce dernier
cas, dès que β commence à avoir des valeurs inférieures à 1, la valeur de la résistance cohésive
varie, alors que pour le premier l’endommagement n’influe que quand β tend vers zéro.
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FIGURE 4.27 – Evolution de α en fonction de β selon le
dt
dc

; (a) dans le cas dc << dt (extrinsèque

) et (b) dans le cas contraire (intrinsèque).

La densité de longueur endommagée est une grandeur permettant de suivre l’évolution de la
quantité de longueur endommagée au cours de l’essai rapportée à la longueur totale des arrêtes
des éléments dans un milieu cohésif. Une fois l’endommagement déclenché dans le matériau,
on calcule une longueur endommagée par élément en fonction du degré d’endommagement
atteint :

si β 6= 0 alors :

l
(ij)
endo = (1− β(ij))l(ij)EFC

(4.21)

où l(ij)EFC est la longueur de l’arrête entre deux éléments finis cohésifs ij. La densité de longueur
endommagée dans le matériau est définie par :

Dendo = LendoT
LEFCT

(4.22)

où LendoT est la longueur endommagée totale du matériau pour un temps t au cours de l’essai :

LendoT =
∑
i

jl
(ij)
endo (4.23)

et LEFCT est la longueur totale des zones cohésives qui s’exprime par :

LEFCT =
N∑
ij

l
(ij)
EFC (4.24)
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FIGURE 4.28 – Évolution de la densité de longueur endommagée pour différentes éprouvettes pré-
endommagées

La figure 4.28 montre que quel que soit l’état initial du béton (sain ou pré-endommagé),
la densité de longueur endommagée est la même à la fin de l’essai. Les flèches horizontales
marquent la sortie du domaine linéaire qu’on observe sur la courbe contrainte-déformation.
Bien que la courbe avec β = 0 présente une sortie précoce du domaine linéaire, celle avec un
pré-endommagement de 0.5 quitte le domaine linéaire après celle du béton sain.

4.4.4 Influence de la fraction solide
La différence d’élasticité entre les phases et la fraction surfacique (volumique dans le cas

3D) de matrice sont des facteurs contrôlant la fissuration et par conséquent impactant la réponse
mécanique du béton. Dans ce paragraphe, en utilisant des VERs ayant des fractions solides
différentes ainsi que des états de durcissement différents de la pâte, on va étudier l’influence de
ces facteurs contrôlant la fissuration.

4.4.4.1 Génération de la mésostructure du VERN35

On construit un VERN en suivant la démarche présentée au chapitre 3 afin de garantir une
isotropie de la distribution spatiale des particules et de générer une microstructure ayant 45%
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de fraction solide (VERN45). Les courbes granulométriques des VERN45, VERN35 et expéri-
mentale sont présentées dans la figure 4.29.

FIGURE 4.29 – Distribution granulométrique numérique et expérimentale du VERN à 35 et 45 %.

Comme c’est le cas pour le VERN45, l’éprouvette à 35% doit valider les critères mentionnés
dans le chapitre 3 afin de la considérer représentative d’un béton réel. L’isotropie doit être véri-
fiée pour se rapprocher du cas d’un béton réel. On vérifie ce critère en traçant le covariogramme
de l’ensemble dans trois directions 0◦, 60◦ et 90◦. La figure 4.30 montre que les propriétés
requises pour l’isotropie sont validées pour cette éprouvette.
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FIGURE 4.30 – Covariogramme dans les trois directions θ = 0◦, 60◦ et 90◦ afin de vérifier l’isotro-
pie de la répartition spatiale du VERN chargé à 35%

4.4.4.2 Réponse mécanique globale

Sur la figure 4.31, on compare les réponses mécaniques sous compression uniaxiale des
deux VERNs ayant des fractions solides de 45% et 35% précédemment construits. L’analyse de
cette réponse mécanique se fait en deux étapes :

FIGURE 4.31 – Comparaison de la réponse mécanique du béton numérique pour différents temps
d’hydratation pour les fractions solides de 45% et 35%

— la partie linéaire : plus la fraction solide est élevée, plus la rigidité du matériau est grande,
comme le prouve le modèle de Mori-Tanaka. On mentionne que ce résultat est valide dans
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le cas des granulats ayant un module élastique plus élevé que celui de la pâte.

— la résistance maximale : on trouve d’après les résultats de la figure 4.31 que la résistance
maximale est plus grande pour le VER 45% à 28 jours, c’est à dire quand le matériau
atteint son état durci pour lequel ses propriétés élastiques atteignent des valeurs maxi-
males. Par contre, pour 7 et 2 jours on constate que le VER ayant la fraction solide la
plus faible présente une résistance maximale plus élevée. Plusieurs paramètres peuvent
intervenir pour donner ce genre de réponses, d’où la nécessité d’une analyse au cas par
cas afin de mieux comprendre la phénoménologie.

4.4.4.3 Comportement pré-pic : analyse des mécanismes conduisant à la rupture

La ténacité est définie comme étant la capacité d’un matériau à résister à la propagation
d’une fissure. Cette dernière, dans un matériau composite comme le béton, dépend en plus
de la ténacité de ses phases, ses formes et ses propriétés ainsi que des interfaces. Dans ce
paragraphe, on va interpréter les résultats par rapport à toutes ces variables. Dans la figure 4.32,
on trace la réponse mécanique du VERN35, les champs de β afin de nous renseigner sur l’état
de l’endommagement dans la structure à différents stades de la charge, les modes de rupture
au cours de l’essai et les phases intervenant dans l’initiation de l’endommagement. Les flèches
(a) et (b) montrent respectivement l’initiation de l’endommagement local dans la structure et
l’endommagement effectif (le point de sortie du domaine linéaire).
Pour chaque temps d’hydratation, on compare la réponse de deux VERNs en utilisant les figures
4.31, 4.32 et 4.22 :

— A 2 jours : on constate que la réponse mécanique contrainte-déformation pour les mêmes
paramètres élastiques et cohésifs dans les deux VERNs est différente du point de vue
allure. En effet, le VERN45 présente une réponse plus fragile que celle du VERN35 qui
a une phase d’endommagement étalée sur un intervalle de déformation plus large et pré-
sente une phase adoucissante plus marquée. La résistance maximale est légèrement supé-
rieure dans le VERN35, là où on a une fraction solide moindre donc moins d’interfaces
pâte/granulat dans le milieu. D’autre part, en comparant les visualisations (b) qui corres-
pondent au niveau de l’endommagement effectif pour les deux VERNs, on remarque que
l’endommagement a été initié dans la pâte du VERN35, qui n’est pas le cas du VERN45.
ne présente de l’endommagement qu’au niveau des interfaces pâte/granulat.

— A 7 et 28 jours : ces deux temps d’hydratation présentent de moins en moins d’endom-
magement au niveau de la pâte par rapport à l’échantillon de 2 jours d’hydratation, ce
qui peut expliquer l’allure différente de la courbe à 2 jours. Cette constatation renforce
également l’hypothèse du fait que ce type de comportement est lié à un endommagement
plus présent dans la pâte ou plutôt à la participation de la pâte dans les mécanismes de
l’endommagement.
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FIGURE 4.32 – Mécanismes d’endommagement et modes de rupture des VERNs testés en compres-
sion uniaxiale pour les temps d’hydratation 2, 7 et 28 jours respectivement.
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FIGURE 4.33 – Évolution de la résistance maximale des bétons numériques 45 % et 35 % pour

différents rapports
Ep
Eg

Le tableau 4.10 montre la phase linéaire est plus grande dans le cas du VERN35. E effet, le
VERN35 montre une initiation de l’endommagement effectif pour des rapport

σini
σmax

plus élevé

par rapport le cas de VERN45.

Temps
d’hydratation

(j)
σini
σmax

(%) σmax (MPa)

2 47 13.5
7 60 25.5

28 60 32

TABLE 4.10 – Tableau résumant pour différents temps d’hydratation les valeurs de résistance maxi-
male et le rapport en % de

σini
σmax

pour un VER de 35 % en fraction solide.

Le pourcentage d’endommagement atteint à la sortie de la phase linéaire pour le VERN35 (ta-
bleau 4.11) est plus élevé que celui du VERN45 (tableau 4.9). Autrement dit, dans le cas du
VERN35 il a fallu atteindre un niveau d’endommagement plus élevé pour marquer la sortie du
domaine linéaire. On constate, au même temps, que l’endommagement a été initié dans cette
phase, ce qui n’était pas aussi remarquable pour le cas du VERN45. Bien au contraire, à la sor-
tie du domaine linéaire, l’endommagement n’a affecté quasiment que l’interface pâte/granulat
dans le VERN45. Si on récapitule, d’après le tableau 4.10 et le tableau 4.11, moins qu’il y a
d’interfaces dans le milieu, plus l’endommagement est retardé. Il faut atteindre dans ce cas des
niveaux d’endommagement plus élevés pour déclencher l’endommagement effectif et ceci est
compris dû au fait que la fraction des interfaces est moins importante. On peut quantifier la
fraction des interfaces à l’aide de la notion de la surface spécifique. La surface spécifique est
définie comme étant le rapport de la surface réelle d’un objet et de son volume apparent (dans
notre cas 2D, elle est égale au contour des granulat sur l’aire de l’éprouvette). Il est possible
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d’évaluer la surface spécifique d’un composite contenant des particules à travers le covario-
gramme. Elle correspond à la pente de la première partie de la courbe du covariogramme à
partir du point C(h=0). Le VERN ayant une fraction solide de 35% possède une surface spéci-
fique de 0.0031 mm−1 alors que celui de 45% a une surface spécifique de 0.0035 mm−1. La
surface spécifique donne une idée de la proportion d’interfaces que contient l’échantillon. Afin
d’étudier l’influence de l’augmentation ou de la réduction des interfaces dans un milieu sur son
comportement, on a procédé à ce type de calcul avec deux VERNs ayant des fractions de solides
différentes. L’étude d’influence de ce paramètre seul s’avère un peu difficile avec cet exemple
compte tenu de, la présence de plusieurs autres paramètres qui peuvent intervenir, comme la
quantité de matrice dans le matériau.

Temps
d’hydratation

(j)

Endommagement
atteint à la sortie de la

phase linéaire (%)
Endommagement atteint

au pic (%)
2 12 31.65
7 9 24.60

28 12 30

TABLE 4.11 – Pourcentage d’endommagement local et déformation à la sortie de la phase linéaire
par rapport à leurs valeurs au pic (%) en fonction du temps d’hydratation

FIGURE 4.34 – Covariogrammes moyennés sur toutes les directions du VERN35 et VERN45.

4.4.4.4 Comportement post pic : analyse des faciès de rupture

Comme c’est le cas pour le VERN45, les fissures sont de moins en moins diffuses quand le
temps d’hydratation de l’éprouvette augmente ; elles tendent vers une seule fissure diagonale en
créant une bande de cisaillement.
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FIGURE 4.35 – Faciès de rupture des VERN35 testés en compression à différents stades d’hydrata-
tion

4.5 Conclusion
Le béton comme tout matériau cimentaire est formé de plusieurs phases dont les proprié-

tés élastiques, les résistances mécaniques, la distribution spatiale et les fractions solides sont
différentes. Cette texture complexe rend difficile la compréhension des mécanismes physiques
responsables de leur comportement macroscopique et de leur fissuration. Afin d’analyser le
comportement mécanique du béton en compression, il est nécessaire d’avoir une bonne connais-
sance des différentes étapes le menant au pic de charge. L’analyse et la modélisation du béton
en phase pré-pic est rendue très compliquée par la complexité de la microstructure du maté-
riau composée d’éléments ayant des dimensions et des caractéristiques mécaniques différentes.
Les zones d’interface entre ces différents constituants ont un rôle très important dans les méca-
nismes responsables de l’endommagement. Dans ce chapitre, on a étudié la réponse mécanique
en compression simple sur un VER de béton numérique en commençant par la validation de la
réponse élastique du matériau à l’aide du modèle analytique de Mori-Tanaka ainsi que des ré-
sultats expérimentaux disponibles. Ensuite, une validation pour différents temps d’hydratation
de la réponse mécanique du VER est comparée à des résultats expérimentaux. Cette validation a
été complétée par une analyse des mécanismes d’endommagement, une détermination du mode
de rupture principal dans un essai de compression uniaxiale et la détermination des phases par-
ticipant à l’initiation de l’endommagement. Un bilan mettant en relation les paramètres locaux
(cohésifs) et globaux (réponse mécanique) est alors dressé. Par la suite, une étude de la réponse
mécanique du VERN pré-endommagé au niveau de l’interface a été effectuée. Enfin, une étude
de l’influence de la fraction solide sur les mécanismes d’endommagement en utilisant deux
VERN, ayant des fractions solides différentes, a été réalisée.
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5.1 Introduction

Le modèle numérique ayant été mis en place, il nous a semblé important d’analyser la sen-
sibilité de sa réponse (élasticité, endommagement, rupture) par rapport à ses données d’entrée.
Le cas échéant cette analyse permettra de savoir, par exemple, quel est le rôle de l’ITZ dans
le développement de l’endommagement d’un béton sollicité en compression. Le VER est celui
défini au chapitre 3 ; il est composé de granulats et de pâte de ciment. Les granulats sont suppo-
sés élastiques, l’interface pâte de ciment/granulat et la pâte de ciment ont deux comportements
distincts décrits par les modèles de zone cohésive. L’étude de sensibilité porte sur les para-
mètres des modèles CZM, dans la pâte et à l’interface pâte/granulats. La démarche des plans
d’expérience, méthode précise, rapide et efficace, est utilisée pour analyser la sensibilité par
rapport aux paramètres de fissuration, de la contrainte cohésive et de l’énergie cohésive dans les
deux phases (matrice cimentaire et interface pâte de ciment/granulat). Cette méthode consiste
à commencer par un plan de criblage afin d’identifier les effets principaux qui sont vraiment
importants, puis à transformer ce plan de criblage en un plan de résolution pour pouvoir estimer
les interactions entre facteurs. Le plan de criblage va donc permettre de déterminer parmi les
paramètres cohésifs décrivant la pâte de ciment et l’interface ceux qui sont les plus influents sur
la résistance maximale et l’initiation de la fissuration d’un béton testé en compression. En pré-
ambule une attention particulière est portée sur la conséquence du choix de modélisation dans
les modèles CZM : lois extrinsèque ou intrinséque. Quel est le rôle de la raideur interfaciale
(infinie ou finie) sur l’initiation de l’endommagement et sur le mode de rupture?

5.2 Étude de l’influence de la rigidité linéique de l’interface
pâte/granulat sur la réponse mécanique d’un VER de bé-
ton en compression

On réalise une étude de sensibilité par rapport aux rigidités interfaciales au niveau de l’in-
terface pâte de ciment granulat. Dans les simulations précédentes, ce paramètre a été calibré à
travers le critère de Blal [13] afin d’éviter une perte au niveau de la rigidité effective du ma-
tériau. L’idée a plutôt une explication bien claire quand on parle d’un matériau homogène où
on met des CZMs partout pour étudier sa fissuration. En effet, dans le cas d’un matériau élas-
tique endommageable, l’information élastique est portée par les éléments finis. Utiliser une loi
cohésive avec une rigidité extrinsèque traduit ce principe. L’endommagement se déclenche im-
médiatement sans la présence d’une phase élastique où le saut de déplacement augmente jusqu’à
atteindre un saut de déplacement critique. Vu la difficulté numérique d’utiliser un modèle ex-
trinsèque, on a autorisé par la suite à travers le critère de Blal [13], un saut de déplacement très
faible (voire même négligeable) ; on garde le terme "extrinsèque" pour ce critère. Cependant,
l’ITZ, malgré sa faible épaisseur, est considérée comme une phase qui a son propre comporte-
ment élastique endommageable. Utiliser un modèle extrinsèque pour décrire son comportement
voudrait dire que le déplacement élastique au niveau de cette interface est absent. Comme ce ne
sont pas les éléments finis qui portent ces informations (cas de la pâte de ciment), on a utilisé
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des rigidités plus faibles (ayant des valeurs cent fois plus faibles que celles utilisées dans le cas
extrinsèque) pour créer de la souplesse supplémentaire et autoriser un déplacement élastique
au niveau de cette zone avant d’atteindre la valeur critique et ainsi déclencher l’initiation de
l’endommagement. Un schéma illustratif des lois intrinsèque/extrinsèque est présenté dans la
figure 2.10 (chapitre 2). Les paramètres de comportement utilisés pour la simulation sont issus
du chapitre 4 (tableau 4.4).

5.2.1 Influence de la rigidité interfaciale sur l’initiation de l’endommage-
ment

La figure 5.1 permet de visualiser l’effet de la rigidité interfaciale au niveau de la liaison pâte
de ciment-granulat sur l’initiation ainsi que l’évolution de l’endommagement lors d’un essai de
compression. Les différentes visualisations correspondent à différents stades de l’essai notés
par Si. Ils sont également marqués sur la courbe contrainte-déformation afin de lier chaque
visualisation à son niveau correspondant sur la réponse mécanique. Pour les stades de S1 à S4,
les visualisations ont été prises pour deux intervalles de β (intensité d’adhésion, définie dans
le chapitre 2). Dans le premier intervalle β, correspond aux valeurs de 0 à 0.7, c’est à dire
un endommagement au niveau de l’interface EF/EF (EF : éléments finis) supérieur ou égal à
30%. Le deuxième intervalle correspond aux valeurs de β de 0 à 0.2, c’est à dire une interface
EF/EF endommagée à 80% ou plus. Ce choix a été fait afin de distinguer les interfaces les plus
endommagées (contact cassé ou presque) de celles qui le sont moins.

— stade 1 (S1) : on constate que l’initiation d’endommagement n’est pas la même dans
les deux cas. En effet, dans le cas extrinsèque, l’endommagement s’initie au niveau de
l’interface pâte de ciment/granulat, alors qu’il est initié dans la pâte de ciment en premier
lieu pour le cas intrinsèque.

— stade 2 (S2) : á ce niveau, on remarque aussi que la différence entre les deux cas va au delà
de l’initiation de l’endommagement. En effet, dans le cas extrinsèque, l’endommagement,
initié au niveau de l’interface, continue sa propagation en contournant les granulats tout en
essayant d’évoluer dans un sens parallèle au chargement. alors que dans le cas d’une rigi-
dité interfaciale intrinsèque l’endommagement se propage dans la pâte (plus précisément
dans la zone intergranulaire) en suivant une direction perpendiculaire au chargement.

— Stade 3 (S3) : à ce stade ci, les images avec l’intervalle de β dans [0; 0.7] montrent un
endommagement plus diffus dans le matériau. La séparation des images selon les inter-
valles β permet de montrer que les contacts endommagés de plus que 80% appartiennent
presque tous à l’interface pâte/granulat dans le cas avec la rigidité interfaciale extrisèque,
aors qu’ils appartiennent à la pâte dans le deuxième cas.

— Stade 5 (S5) : à ce stade, seuls les contacts ayant des valeurs de β = 0 (surface totale
endommagée) sont présentés. Les deux faciès de rupture sont semblables ayant la forme
d’un cône malgré une initiation différente suivant les deux cas de rigidités utilisées.

On constate que le choix du modèle extrinsèque ou intrinsèque est déterminant concernant
l’initiation de l’endommagement.
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FIGURE 5.1 – Suivi de l’évolution de l’endommagement ainsi que des faciès de rupture à travers
les valeurs de β dans le cas d’une très grande valeur de rigidité interfaciale (EXT) et une autre cent
fois inférieure (INT).
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5.2.2 Influence de la rigidité interfaciale sur le mode de rupture

Au delà de la localisation de l’initiation de l’endommagement, il est aussi intéressant d’ob-
server si les valeurs de rigidités interfaciales influencent le mode de rupture du béton en com-
pression.

FIGURE 5.2 – Du haut vers le bas : réponse globale du matériau, mode de rupture principal et
phases contribuant à l’initiation de l’endommagement dans le cas extrinsèque (gauche) et intrin-
sèque (droite).
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Dans la figure 5.2 sont regroupés un ensemble de graphes permettant, dans les deux essais,
de donner les différents modes de rupture au cours de l’essai. Dans les deux cas, on constate
que le mode principal de la rupture est le mode II. Il est aussi le mode responsable de l’initia-
tion de l’endommagement. Le choix du modèle intrinsèque ou extrinsèque n’a pas d’influence
concernant le mode de rupture, qui est toujours en mode II, quelle que soit sa localisation. Les
trois derniers couples d’histogrammes dans la figure 5.2 permettent de confirmer les résultats
de la figure 5.1 en ce qui concerne la phase où l’endommagement s’initie en premier lieu. Il
permettent également de quantifier la contribution de chacune des phases dans l’endommage-
ment global pour chaque cas de rigidité interfaciale ainsi que la proportion endommagée de
chacune des phases. Dans le cas intrinsèque, on constate une contribution plus faible de la part
de l’interface pâte de ciment/granulat dans l’endommagement global (premier couple d’histo-
grammes). Ce résultat s’explique, dans le couple d’histogramme suivant, en comparant l’état
d’endommagement atteint à l’interface pour chaque cas. Pour le cas extrinsèque, au niveau
pré-pic, l’interface est à 80% endommagée. Le dernier couple d’histogrammes montre que la
quantité de pâte endommagée est la même dans les deux cas.

5.3 Étude par criblage des facteurs influents sur la résistance
maximale en compression

L’étude de sensibilité par rapport au type de modèle (extrinsèque/intrinsèque) étant faite,
il a semblé important de considérer ces 2 cas de figures dans la suite de l’étude. L’étude de
sensibilité va être réalisée pour les 2 cas de figures. Ces études de sensibilité vont concerner
les paramètres cohésifs : l’énergie cohésive et la contrainte cohésive. Le nombre important de
paramètres à prendre en compte a conduit à utiliser une démarche de plan d’expériences.

5.3.1 Intérêt de l’étude de criblage

Le criblage, connu également sous sa nomination anglo-saxonne de "screening", permet
d’étudier des phénomènes très complexes dans lesquels les modèles de grandes dimensions,
sont associés à l’utilisation de codes de calcul, lourds et coûteux en temps. Son objectif est
d’étudier l’espace des paramètres d’entrée d’un modèle de comportement pour identifier les
paramètres réellement influents et réduire de ce fait l’espace paramétrique du modèle.
Son intérêt se résume dans sa capacité à apporter des réponses aux questions suivantes :

— Parmi tous les facteurs susceptibles de participer au phénomène étudié, lesquels ont une
influence significative?

— Que vaut cette influence?

— Existe-t-il des interactions entre les paramètres?
A priori, les paramètres d’entrée sont considérés comme indépendants, hypothèse validée
ou non en fin de modélisation.
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5.3.2 Paramètres faisant l’objet de l’étude de criblage
Les paramètres faisant l’objet de l’étude de criblage sont les paramètres cohésifs (contrainte

cohésive et énergie cohésive) de la matrice cimentaire et de l’interface pâte de ciment/granulat
pour les deux modes de rupture I et II. Au total, le criblage sera réalisé sur huit paramètres. Dans
le tableau 5.1, les paramètres physiques sont présentés ainsi que les dénominations (facteurs)
affectées à chacun d’entre eux dans le plan d’expérience :

Mode I Mode II
Pâte de ciment (matrice)

Énergie cohésive
(J/m2) w1p X1 w2p X3
Contrainte cohésive
(MPa) σcoh1p X5 σcoh2p X7

interface pâte de ciment/granulat
Énergie cohésive
(J/m2) w1i X2 w2i X4
Contrainte cohésive
(MPa) σcoh1i X6 σcoh2i X8

TABLE 5.1 – Paramètres faisant l’objet de l’étude de criblage. Les Xi sont les facteurs correspon-
dants à chaque paramètre cohésif dans l’étude de criblage.

Le criblage des facteurs consiste à distinguer, parmi ces derniers, ceux qui sont potentiellement
influents sur la résistance maximale du matériau ainsi que sur l’initiation de son endommage-
ment. Dans le tableau 5.2, on trouve les intervalles de variations de chacun de ces paramètres.
On appelle "niveau" la valeur donnée à un facteur. Dans un intervalle, comme c’est le cas ici, la

Les paramètres d’entrée
Les domaines de
variation

Énergies cohésives (J/m2)
w1p , w1i
w2p , w2i

[6.50; 16.50]
[98; 177]

Contraintes cohésives (MPa)
σ1p , σ1i
σ2p , σ2i

[1.95; 5.20]
[3; 10]

TABLE 5.2 – Intervalles des paramètres de l’étude de criblage.

variation de chacun des facteurs est limitée entre deux bornes. La borne inférieure et la borne
supérieure sont définies respectivement "niveau bas" et "niveau haut".

5.3.3 Objectif de l’étude de criblage
L’objectif de l’étude de criblage est de chercher parmi les paramètres d’entrée (les facteurs)

ceux qui permettent de maximiser la valeur de la résistance du VER et ceux qui permettent de
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retarder la sortie du domaine linéaire de la réponse contrainte-déformation. Ce dernier para-
mètre étant défini dans le chapitre 4 sous le nom endommagement effectif. Dans cette étude, on
va utiliser une valeur adimensionnée définie comme étant le rapport entre la contrainte pour la-
quelle l’endommagement effectif s’initie et la contrainte maximale. Vu que ce rapport permet de
donner une information liée à l’endommagement, on va utiliser l’expression "endommagement"
dans la suite du travail.

Les sorties Les objectifs
Résistance maximale (MPa) σmax À maximiser
Endommagement effectif

σiniendo
σmax

À maximiser

TABLE 5.3 – Objectifs de l’étude de criblage

5.3.4 Choix du modèle mathématique
Le type de modèle mathématique décrivant la relation entre la réponse et les facteurs doit

être choisi. Étant inconnu dans notre cas, il est écrit sous une formulation générale. Pour chaque
expérience réalisée, on a la relation entre le point xi de R et la réponse y(xi) suivante :

y(xi) = f(xi) + ε(xi) (5.1)

avec ε l’erreur expérimentale. Cette erreur est nulle dans notre cas, car nos expériences sont
numériques et il n’y a pas de facteurs extérieurs qui peuvent affecter la réponse comme la tem-
pérature, le taux d’humidité, ... Il existe plusieurs modèles permettant de décrire explicitement
la relation entre la réponse et les facteurs. Brièvement, on les classe en deux types de modèles :
modèle de premier degré (ou linéaire) et modèle du second degré (ou quadratique). Pour plus de
détails, on peut consulter les références suivantes [114, 45]. Le choix d’un modèle ou d’un autre
se fait selon l’ensemble d’informations dont on dispose sur les paramètres et leur interactions.
En prenant comme hypothèse l’absence d’interactions entre les facteurs, on a choisi un modèle
linéaire sans interaction. Il s’écrit sous la forme suivante :

y = b0 +
p∑

k=1
xk.bk (5.2)

où la constante polynomiale b0 est appelée "effet moyen" ; c’est la réponse théorique au centre
du domaine. Les coefficients bk (k = 1...p) sont liés aux effets linéaires. Au total, le modèle
comporte p+1 coefficients inconnus à déterminer. Sous une forme matricielle le modèle s’écrit :

Y = X.B (5.3)

avecX la matrice d’expériences de n lignes (nombre d’expériences) et de p+1 colonnes (nombre
de coefficients). Elle est constituée par les coordonnées des points du plan d’expériences et
prend cette forme :

X =


x

(1)
0 · · · x(1)

p

x
(2)
0 · · · x(2)

p

x
(N)
0 · · · x(N)

p

 (5.4)
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Y est le vecteur de l’ensemble des réponses pour les n expériences :

Y =

 y1
· · ·
yN

 (5.5)

et B le vecteur de l’ensemble des coefficients :

B =

 b0
· · ·
bp

 (5.6)

Une fois le modèle défini, l’étape suivante consiste à déterminer la "meilleure" estimation de
B. Il s’agit de la recherche de B̂ de façon à ce que le vecteur des réponses expérimentales Y
(expérience numérique dans notre cas) et le vecteur des réponses moyennes prédites Ŷ (équation
5.7) soient les "plus proches" possibles.

Ŷ = X.B̂ (5.7)

Grâce à la méthode des moindres carrées, on estime le vecteur B̂ qui permet de minimiser
l’équation suivante :

||Y −X.B̂||2 = ||Y − Ŷ ||2 =
N∑
i=1

(Yi − Ŷi)2. (5.8)

Cette quantité correspond à la somme des carrés des erreurs entre les réponses expérimentales
Yi et les réponses moyennes prédites Ŷi. Pratiquement et du point de vue matriciel, l’estimateur
des moindres carrés de B vaut :

B̂ = ( tXX)−1 tXY (5.9)

avec :
( tXX) = N.IN (5.10)

où ( tXX) est la matrice d’information, tX la transposée de la matrice X , N le nombre d’ex-
périences et IN la matrice identité.

5.3.5 Choix du plan d’expériences
Il existe plusieurs types de plans d’expérience dans la littérature avec chacun ses avantages

et inconvénients. Le plan d’expérience permet de donner le nombre d’expériences à réaliser afin
d’assurer l’étude de criblage. Dans ce travail, on a recours au plan de Plackett et Burman [97],
car il garantit d’une part, un nombre optimal d’expériences (dans le sens où le nombre d’ex-
périences est proche du nombre de facteurs [24] et donc le coût optimal en terme de temps de
calcul) et d’autre part un nombre minimal de niveaux. En effet, Plackett et Burman utilisent les
matrices d’Hadamard pour la construction du plan d’expérience. Les matrices d’Hadamard sont
des matrices à colonnes orthogonales composées de deux niveaux [-1 ;+1]. Ces deux niveaux
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correspondent aux bornes supérieure et inférieure à chacun des facteurs présentés par le tableau
5.2. On a utilisé le logiciel NemrodW [90] dans la construction et l’analyse de ce plan d’expé-
riences. On résume dans le tableau 5.4 les données liées au plan d’expérience. Il faut préciser
que le nombre total N des expériences comprend le nombre d’expériences concernant l’étude
de criblage qui est N = 12 auquel on a rajouté 3 expériences pour tester le modèle.

Objectif de l’étude Étude de criblage
Nombre de variables : p 8

Nombre d’expériences : N 15
Nombre de réponses Y 2

TABLE 5.4 – Paramètres de l’étude de criblage

5.3.6 Analyse des résultats de l’étude de criblage
L’analyse des résultats de l’étude de criblage commence d’abord par la vérification de la

qualité de l’ajustement du modèle. On peut réaliser ceci à travers l’analyse de la variance. Pour
ceci, on aura besoin également de certaines grandeurs comme la réponse moyenne expérimen-
tale Ȳ donnée par :

Ȳ =

n∑
i=1

yi

N
(5.11)

5.3.6.1 Étude de criblage dans le cas d’une rigidité interfaciale pâte/granulat extrinsèque

Dans l’objectif de déterminer les paramètres influents sur la réponse mécanique en com-
pression (la résistance maximale et l’endommagement (paragraphe 5.3.3)) on commence par
étudier la réponse du modèle par rapport à la réponse expérimentale pour chacun des objectifs
afin de vérifier la justesse du modèle. Une fois que c’est fait, on cherche l’ensemble des facteurs
influents répondant aux objectifs.

Réponse Minimum Maximum Moyenne Centre
σmax (MPa) 21.600 45.740 33.699 33.670

TABLE 5.5 – Les réponses expérimentales maximale, minimale, leur moyenne ainsi que le centre,
par rapport à l’objectif Y1 de l’étude de criblage-cas extrinsèque.

Réponse Minimum Maximum Moyenne Centre
σendo
σmax

(-) 0.130 0.380 0.215 0.255

TABLE 5.6 – Les réponses expérimentales maximale, minimale, leur moyenne ainsi que le centre,
par rapport à l’objectif Y2 de l’étude de criblage-cas extrinsèque.

Plusieurs moyens permettent de vérifier la significativité d’un modèle. On peut par exemple
travailler sur le coefficient de corrélation linéaire, l’analyse de la variance, l’analyse de la courbe
f(Ycalculé) ou encore l’analyse de la droite de Henry.
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Analyse de la variance : « D’une façon générale, en matière de régression, le principe de
l’analyse de la variance est de subdiviser la variation totale en une composante factorielle rela-
tive à l’équation de régression ou au modèle utilisé, et une composante résiduelle, la première
devant être testée par rapport à la deuxième. » [29].
Dans cette analyse différentes variables telles que "SSR (somme des carrés de la réponse ajus-
tée), SSE (somme des erreurs au carré), SST (somme des carrés de la réponse observée)" sont
définies :

SSR =
N∑
i=1

(Ŷi − Ȳ )2 (5.12)

SSE =
N∑
i=1

(εi)2 (5.13)

SST =
N∑
i=1

(Yi − Ȳ )2 (5.14)

Ces trois variables respectent cette relation :

SST = SSR + SSE (5.15)

Les résultats par rapport Y1(σmax) et Y2(
σendo
σmax

) sont donnés respectivement dans les tableaux

suivant :

Source de
variation

Somme des
carrés

Degrés de
liberté

Source de
variation

Carré
moyen Rapport

SSR 479.46 8 MSR 59.93 3.33
SSE 53.93 3 MSE 17.97
SST 533.39 11

TABLE 5.7 – Analyse de la variance de la réponse Y1 dans l’étude de criblage -cas extrinsèque.

Source de
variation

Somme des
carrés

Degrés de
liberté

Source de
variation

Carré
moyen Rapport

SSR 0.089 8 MSR 0.011 3.093
SSE 0.011 3 MSE 0.003
SST 0.100 11

TABLE 5.8 – Analyse de la variance de la réponse Y2 dans l’étude de criblage -cas extrinsèque.

Si on revient aux valeurs obtenues dans les tableaux 5.7 et 5.8 pour les grandeurs définies ci-
dessus (SSR, SSE et SST) ; plus la somme des carrés due aux résidus (SSE) est faible, meilleur
est le modèle. En effet, d’après les deux tableaux, la somme des carrés due à l’erreur (SSE)
est très faible devant la somme totale (SST). Dans ce cas, on considère que le modèle est bien
ajusté. La cinquième colonne des tableaux présente les variances de la régression ainsi que celle
du résidu. Elles sont calculées en divisant chaque valeur de la colonne "Somme des carrés" par
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le degré de liberté correspondant. Avec les équations, on les écrit comme suit :
moyenne des carrés de la réponse ajustée :

MSR = SSR

p
(5.16)

moyenne des erreurs au carrés (variance des résidus) :

MSE = SSE

n− (p+ 1) (5.17)

Coefficient de corrélation : Le coefficient de corrélation linéaire multiple est défini comme
suit :

R2 = SSR

SST
= 1− SSE

SST
. (5.18)

Il varie entre 0 et 1 et plus il est "proche" de 1, plus le modèle ajusté est proche du modèle
expérimental et vice versa. Dans notre cas, les coefficients de corrélation sont donnés dans le
tableau 5.9. Les valeurs vérifient la significativité du modèle.

Réponse R2 Écart-type
√
σ2

σmax 0.899 4.240
σendo
σmax

0.892 0.060

TABLE 5.9 – Coefficients de corrélation et écarts types issus de l’analyse de la variance de l’étude
de criblage dans le cas extrinsèque.

Régression multilinéaire : Dans le graphe 5.3, les points expérimentaux (expérience numé-
rique) Yexp sont reportés en fonction des réponses moyennes prédites à travers la méthode des
moindres carrés Ymodèle.

FIGURE 5.3 – Points expérimentaux (expérience numérique) et réponse du modèle à l’aide d’une
régression multilinéaire (étude de criblage-cas extrinsèque) pour les deux réponses : Y1 (à gauche)
et Y2 (à droite).
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Analyse de la répartition des résidus : La représentation graphique des résidus de la figure
5.4 est obtenue en calculant, pour chaque point expérimental, la différence entre la réponse
expérimentale et celle prédite par le modèle. Les points dans les deux cas de réponses (σmax et
σendo
σmax

) sont répartis aléatoirement.

FIGURE 5.4 – Résidus pour les deux réponses σmax et
σendo
σmax

.

On constate des points quasiment alignés sur la droite d’Henry (figure 5.5) ce qui signifie
une bonne corrélation de l’erreur. Dans ce cas le modèle est dit significatif.

FIGURE 5.5 – Les droites de Henry pour les deux réponses σmax et
σendo
σmax

.

"La p-valeur, est la probabilité pour un modèle statistique donné sous l’hypothèse nulle
d’obtenir la même valeur ou une valeur encore plus extrême que celle observée. La p-valeur est
utilisée pour quantifier la significativité statistique d’un résultat dans le cadre d’une hypothèse
nulle. L’idée générale est de déterminer si l’hypothèse nulle est ou n’est pas vérifiée car dans
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Coefficient Estimation
Signif.%
(p-value)

b0 33.699 0.0105**
b1 1.863 22.5
b2 1.476 31.4
b3 -0.023 98.6
b4 1.591 28.5
b5 0.674 62.0
b6 0.998 47.5
b7 4.572 3.34*
b8 3.069 8.7

Coefficient Estimation
Signif.%
(p-value)

b0 0.215 0.114**
b1 0.010 60.5
b2 -0.028 20.1
b3 -0.023 27.2
b4 0.012 55.0
b5 0.018 36.9
b6 -0.028 20.1
b7 0.037 12.5
b8 0.058 4.38*

TABLE 5.10 – Valeurs des coefficients identifiés à l’issue du criblage et leur significativité (pour
chacune des réponses σmax (gauche) et

σendo
σmax

(droite))

le cas où elle le serait, le résultat observé serait fortement improbable. Il s’agit à ce titre d’une
extension du principe de preuve par l’absurde. Un résultat statistiquement significatif est un
résultat qui serait improbable si l’hypothèse nulle (qui représente en général la norme) était
vérifiée."
Le tableau 5.10 présente les valeurs identifiées par la technique de criblage pour chacune des
réponses σmax et

σendo
σmax

. Afin de donner la significativité de ces valeurs, les coefficients ayant une

"p-valeur" inférieure à la valeur de l’écart-type sont marqués par des étoiles. Ces coefficients
sont alors considérés comme significatifs. Ils sont classés comme suit :

— Concernant la résistance maximale σmax :

1. l’effet très hautement significatif est porté par l’effet moyen général (b0).
2. l’effet linéaire lié à la contrainte cohésive en cisaillement (mode II) dans la pâte (b7)

est l’effet prédominant.

— Concernant l’initiation de l’endommagement
σendo
σmax

:

1. l’effet très hautement significatif est porté par l’effet moyen général (b0).
2. l’effet linéaire lié à la contrainte cohésive en cisaillement (mode II) à l’interface pâte

de ciment/granulat (b8) est le plus influent.

Ces résultats sont confirmés dans le diagramme des effets linéaires présenté dans la figure 5.6.
La droite verticale en trait pointillé dans ce diagramme correspond à l’écart-type de chacune
des réponses. Seuls les coefficients dépassant cette valeur, leurs facteurs associés sont consi-
dérés comme influents sur la réponse. En prenant en compte le signe de chacun des effets sur
l’histogramme, on peut conclure si l’influence du facteur correspondant se fait dans le même
sens que la réponse en question ou l’inverse. En effet, dans ce plan d’expérience, tous les effets
significatifs influent de manière positive sur la réponse, que ce soit le cas de la maximisation de
la résistance maximale ou le retard l’initiation de l’endommagement.
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FIGURE 5.6 – Digrammes des effets linéaires de la réponse σmax (gauche) et
σendo
σmax

(droite).

Le diagramme de Pareto permet de classer les coefficients par ordre de valeur absolue.

FIGURE 5.7 – Diagrammes des effets Pareto individuels respectivement pour les réponses σmax et
σendo
σmax

Le graphe d’effets cumulés présente le cumul des effets sous forme d’histogramme (figure
5.8). Ce graphe présente autant de barres qu’il y a des effets étudiés. Ils sont classés selon leurs
effets des plus importants au moins importants.
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FIGURE 5.8 – Graphe des effets Pareto cumulés pour les réponses σmax et
σendo
σmax

5.3.6.2 Étude de criblage dans le cas d’une rigidité interfaciale pâte/granulat intrinsèque

Dans ce paragraphe, on réalise une étude de criblage des paramètres influents sur la réponse
mécanique du béton : la résistance maximale et l’endommagement dans le cas d’une interface
pâte de ciment/granulat intrinsèque (dans cette étude, cette rigidité est cent fois inférieure à celle
du cas dit extrinsèque) . Les tableaux 5.11 et 5.12 permettent de donner les réponses maximale,
minimale, moyenne et centrale pour chacun des objectifs σmax et

σendo
σmax

.

Réponse Minimum Maximum Moyenne Centre
σmax 21.600 45.740 33.699 33.670

TABLE 5.11 – Les réponses expérimentales maximale, minimale, leur moyenne ainsi que le centre,
par rapport à l’objectif Y1 de l’étude de criblage-cas intrinsèque.

Réponse Minimum Maximum Moyenne Centre
σendo
σmax

0.08 0.28 0.178 0.18

TABLE 5.12 – Les réponses expérimentales maximale, minimale, leur moyenne ainsi que le centre,
par rapport à l’objectif Y2 de l’étude de criblage-cas intrinsèque.

Comme c’est le cas pour la précédente étude de criblage, on vérifie à travers l’analyse de la
variance , du coefficient de corrélation, etc, la justesse du modèle avant de passer à l’analyse
des résultats.
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Analyse de la variance : La somme des carrés due à l’erreur associée au deux réponses est
négligeable devant la somme des carrés de la régression (tableau5.13 et 5.14). Le modèle est
donc bien ajusté.

Source de
variation

Somme des
carrés

Degrés de
liberté

Source de
variation

Carré
moyen Rapport

SSR 401.65 8 MSR 50.21 101.85
SSE 1.48 3 MSE 0.49
SST 403.13 11

TABLE 5.13 – Analyse de la variance de la réponse Y1 dans l’étude de criblage -cas intrinsèque.

Source de
variation

Somme des
carrés

Degrés de
liberté

Source de
variation

Carré
moyen Rapport

SSR 0.073 8 MSR 0.009 48.44
SSE 0.001 3 MSE 0.0002
SST 0.074 11

TABLE 5.14 – Analyse de la variance de la réponse Y2 dans l’étude de criblage-cas intrinsèque.

Coefficient de corrélation : Pour les deux réponses, les coefficients de corrélation sont supé-
rieurs à 0.95, qui est considéré comme un seuil classique de validation du modèle.

Réponse R2 Écart-type
√
σ2

σmax 0.996 0.702
σendo
σmax

0.992 0.014

TABLE 5.15 – Coefficients de corrélation ainsi que les écarts types pour les deux réponses de l’étude
de criblage avec des rigidités intrinsèques au niveau de l’interface pâte de ciment/granulat.

Regression multilinéaire :

FIGURE 5.9 – Points expérimentaux (expérience numérique) et réponse du modèle (étude de
criblage-cas intrinsèque) pour les deux réponses : Y1 (à gauche) et Y2 (à droite).
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Analyse de la répartition des résidus : Les courbes 5.10 montrent l’évolution du résidu en
fonction de la réponse du modèle ajusté. Elle présente une répartition aléatoire de l’erreur avec
des valeurs toujours inférieures à la valeur de l’écart de chacune des réponses. Le modèle est
bien ajusté dans ce cas.

FIGURE 5.10 – Étude graphique des résidus pour les deux réponses.

On constate des points quasiment alignés sur la droite de Henry (figure 5.11) ce qui signifie
une bonne corrélation de l’erreur. Dans ce cas le modèle est dit significatif.

FIGURE 5.11 – Les droites de Henry pour les deux réponses.

D’après les tableaux 5.16, les effets significatifs sont classés comme suit :

— Concernant la résistance maximale σmax :

1. l’effet très hautement significatif est porté par l’effet linéaire lié à la contrainte co-
hésive de cisaillement (mode II) dans la pâte de ciment,
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Coefficient Estimation
Signif.%
(p-value)

b0 29.536 <0.01**
b1 0.434 12.2
b2 0.879 2.26*
b3 1.038 1.44*
b4 0.756 3.36*
b5 -0.778 3.12*
b6 -0.181 43.8
b7 5.206 0.0129***
b8 1.768 0.317**

Coefficient Estimation
Signif.%
(p-value)

b0 0.178 <0.01***
b1 -0.005 29.7
b2 -0.005 29.7
b3 -0.005 29.7
b4 -0.005 29.7
b5 0.003 46.2
b6 0.003 46.2
b7 0.077 0.0303***
b8 -0.010 8.6

TABLE 5.16 – Tableaux permettant de donner respectivement les coefficients liés au facteurs signi-
ficatifs de la première réponse σmax et la deuxième réponse

σendo
σmax

2. l’effet moyen général ainsi que l’effet linéaire lié à la contrainte cohésive en cisaille-
ment (mode II) à l’interface,

3. les effets linéaires liés à l’énergie de traction dans la pâte et l’énergie de cisaillement
à l’interface ainsi que la contrainte de traction dans la pâte (même si leurs effets sont
moins significatifs que les précédents).

— Concernant l’initiation de l’endommagement
σendo
σmax

, les effets les plus significatifs sont

l’effet moyen général et l’effet linéaire lié à la contrainte de cisaillement (mode II) dans
la pâte.
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FIGURE 5.12 – Diagrammes des effets linéaires de la réponse Y1 : σmax (gauche) et Y2 :
σendo
σmax

(droite) de l’étude de criblage-cas intrinsèque.

L’histogramme lié à la réponse Y1 (σmax) dans la figure 5.13, montre que tous les coefficients,
sauf b1 et b6, ont atteint des valeurs plus élevées que la valeur de l’écart-type (marquée en
pointillée). Les paramètres liés à ces coefficients ont donc un effet significatif sur la réponse. Il
y a deux types d’influence selon le signe lié à l’effet ; si le signe est positif cela signifie qu’une
augmentation de ce paramètre va donner une augmentation sur la réponse et vice versa. Sur la
réponse Y1, les paramètres liés à ces coefficients, sauf la contrainte cohésive de traction dans
la pâte, influencent de manière positive la réponse Y1. En effet, plus la contrainte cohésive de
traction dans la pâte est élevée, plus l’objectif d’atteindre la résistance maximale est éloigné.
Cependant, mettre en ordre ces influences dans les histogrammes à effets individuels et cumulés
(figure 5.13 et figure 5.14) permettrait de trier encore plus les paramètres les plus influents
selon leurs contributions. Par exemple, la contribution de chacun des paramètres associés aux
coefficients b2,b3,b5 et b8 est très faible devant celle du coefficient b7 qui atteint 80.97%. Donc,
on néglige l’influence des paramètres associés à ces coefficients et on ne garde que celui lié au
coefficient b7 qui est la contrainte en mode II dans la pâte (σ2p).
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FIGURE 5.13 – Diagrammes des effets Pareto individuels respectivement pour les réponses σmax et
σendo
σmax

FIGURE 5.14 – Diagrammes des effets Pareto individuels respectivement pour les réponses σmax et
σendo
σmax

5.3.7 Bilan de l’étude de criblage

Les résultats issus des deux études de criblage sont résumés dans le tableau 5.17.
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σcoh2p σcoh2i

Initiation de l’endommagement
Intrinsèque X
Extrinsèque X

Résistance maximale
Intrinsèque X
Extrinsèque X

TABLE 5.17 – Bilan des deux études de criblage.

Faire varier la rigidité à l’interface pâte de ciment/granulat, modifie le mécanisme d’initiation
de l’endommagement sans impacter la résistance maximale puisque dans les 2 cas elle est liée
à la contrainte cohésive dans la pâte.

5.4 Conclusion
Dans ce chapitre, la sensibilité par rapport aux paramètres des lois cohésives a été étudiée.

Cette analyse a été faite en 2 étapes :

1. étude de la sensibilité par rapport aux rigidités interfaciales de la liaison pâte de ci-
ment/granulat.

2. étude de la sensibilité par rapport aux paramètres de fissurations : contrainte cohésive
et énergie cohésive dans les deux phases (matrice cimentaire et interface pâte de ci-
ment/granulat).

La première étude de sensibilité a permis de comprendre les mécanismes d’endommagement
mis en jeu lors d’un essai de compression uniaxiale. En effet, la rigidité interfaciale joue un rôle
primordial dans l’initiation et la localisation de l’endommagement dans le matériau composite.
Dans le cas d’une souplesse élevée au niveau de l’interface pâte de ciment/granulat, c’est à dire
avec une rigidité interfaciale moins grande que celle de la pâte de ciment, le matériau commence
à s’endommager en cisaillement au niveau de la pâte. À des rigidités égales ou plus importantes
que celle de la pâte, c’est à l’interface que l’endommagement se développe. L’étude de criblage
sur l’initiation de l’endommagement et la résistance maximale qui a suivi a donc été réalisée
pour les 2 cas, extrinsèque et intrinsèque. Les paramètres cohésifs (contraintes et énergies) dans
les 2 phases ont été particulièrement étudiés. Comme attendu, les conclusions de cette étude
dépendent du cas étudié :

1. Dans le cas intrinsèque : le paramètre le plus influent sur l’initiation et la résistance maxi-
male du béton est la contrainte cohésive en cisaillement dans la pâte

2. Dans le cas extrinsèque : le paramètre le plus influent sur la résistance maximale est
la contrainte cohésive en cisaillement dans la pâte ; le plus influent sur l’initiation de
l’endommagement étant la contrainte cohésive à l’interface.
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6.1 Conclusion générale

Plusieurs travaux [26, 12] ont été réalisés au sein du LMGC pour étudier la fissuration des
matériaux cimentaires en utilisant les modèles de zone cohésive. Ils ont contribué au développe-
ment de l’outil numérique LMGC90, mais ils ont été limités aux simulations numériques. Afin
d’envisager un sens prédictif au modèle, il est nécessaire de réaliser une confrontation expéri-
mentale/numérique.
Ce travail de thèse est consacré, en premier temps, à l’identification et la calibration des para-
mètres cohésifs (contrainte cohésive et énergie cohésive). En deuxième temps, à la validation
du modèle de béton numérique testé en compression uniaxiale. Par la suite, à la compréhen-
sion et la caractérisation des mécanismes qui contrôlent la réponse mécanique du béton et tente
d’établir une corrélation entre les mécanismes locaux et la réponse globale du matériau dans
différents états (au cours du durcissement, pré-endommagé ...).
Béton numérique représentatif : VERN
Dans le cas d’un matériau isotrope, le comportement élastique du composite représente la ré-
ponse effective moyenne du matériau et il dépend essentiellement de la fraction volumique de
ses phases composantes et de leurs comportements mécaniques. Afin d’étudier son comporte-
ment au-delà du domaine élastique linéaire, l’échantillon utilisé doit être représentatif de l’en-
semble des propriétés du matériau. On a présenté une méthode de détermination d’un VER qui
soit représentatif d’un béton réel en générant des particules dont la distribution de tailles suit
une courbe granulométrique donnée de l’expérience. Le béton numérique généré est qualifié
de matériau numérique équivalent. Sa construction repose sur des descripteurs morphologiques
tels que le covariogramme.
Identification et calibration des paramètres cohésifs à l’échelle locale lors d’un essai de
cisaillement
On a effectué une identification numérique des paramètres de fissuration de l’interface pâte de
ciment/granulat sur un essai de cisaillement à l’échelle locale. Le résultat a donné une cali-
bration de ces derniers en utilisant un modèle de zone cohésive décrivant le comportement de
l’interface pâte de ciment granulat. Cette étude a mené à deux constats. Le premier est que
l’étude expérimentale n’était pas assez riche pour bien étudier le comportement post-rupture.
Le deuxième montre que le passage direct des paramètres identifiés pour les implémenter à
l’échelle de l’interface pâte de ciment/granulat à un échantillon à l’échelle mésoscopique ne
fonctionne pas.
Proposition d’une calibration des paramètres de fissuration
Les résultats d’identification des paramètres cohésifs à partir des essais expérimentaux ne pré-
sentent qu’une première approche d’identification. En effet, le passage d’une échelle à l’autre
n’est pas direct, il y a un effet d’échelle qui nous oblige à apporter des corrections à ces para-
mètres pour pouvoir les exploiter dans la simulation à une échelle plus grande. On a proposé une
méthode qui permet, à partir des données disponibles jusqu’à présent, d’accéder à la contrainte
maximale. C’est la contrainte qui permet l’amorçage de la fissure. Cette valeur est déterminée
en étudiant le profil de contrainte sur l’échantillon au cours de l’essai. On calcule le rapport
entre la contrainte maximale atteinte sur le profil et la contrainte moyenne. Ce rapport permet
de pouvoir exploiter les résultats expérimentaux disponibles et d’éviter de relancer une autre
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campagne expérimentale.
Confrontation des résultats expérimentaux/numériques et étude du durcissement lors
d’un essai de compression simple sur un VERN
On a étudié la réponse mécanique en compression simple sur un VER de béton numérique en
commençant par la validation de la réponse élastique du matériau à l’aide du modèle analytique
"Mori-Tanaka" ainsi que les résultats expérimentaux à disposition. Ensuite, une validation pour
différents temps d’hydratation de la réponse mécanique du VER est faite par comparaison avec
des résultats expérimentaux. Cette validation a été complétée par une analyse des mécanismes
d’endommagement, la détermination du mode de rupture principal dans un essai de compression
uniaxiale et les phases participantes à l’initiation de l’endommagement. Cette analyse permet
également d’apporter des éléments de réponse concernant le taux d’endommagement local que
le matériau puisse subir avant de quitter la phase linéaire de sa réponse mécanique contrainte-
déformation pour une formulation donnée. On a conclu à la fin avec un bilan mettant en relation
les paramètres locaux (cohésifs) et globaux (réponse mécanique).
Étude du pré-endommagement
Une étude de la réponse mécanique du VERN tout en introduisant du pré-endommagement
au niveau de l’interface a été menée. Le résultat montre une forte influence des rigidités in-
terfaciales sur l’évolution du paramètre numérique responsable de la définition de l’intensité
d’adhésion au niveau d’un élément de maille. En effet, si les rigidités initiales ont des valeurs
très élevées, l’influence du pré-endommagement dans l’élément n’apparaît que pour des valeurs
tendant vers zéro de l’intensité d’adhésion β.
Étude d’influence de la fraction solide
Une étude de l’influence de la fraction solide sur la réponse mécanique du VER en utilisant
deux VERs ayant des fractions solides différentes a été réalisée et a montré l’impact sur les
mécanismes de l’endommagement jusqu’à la rupture.
Vers une optimisation de la réponse mécanique du béton sous compression uniaxiale :
étude de sensibilité aux paramètres de la loi cohésive
La sensibilité par rapport aux paramètres cohésifs a été étudiée. Cette analyse a été faite en 2
étapes :

1. étude de la sensibilité aux rigidités interfaciales de la liaison pâte de ciment/granulat.

2. étude de la sensibilité aux paramètres de fissuration : contrainte cohésive et énergie cohé-
sive dans les deux phases (matrice cimentaire et interface pâte de ciment/granulat).

La première étude de sensibilité a permis de comprendre les mécanismes d’endommagement
mis en jeu lors d’un essai de compression uniaxiale. En effet, la rigidité interfaciale joue un rôle
primordial dans l’initiation et la localisation de l’endommagement dans le matériau composite.
Dans le cas d’une souplesse élevée au niveau de l’interface pâte de ciment/granulat c’est à
dire avec une rigidité interfaciale moins grande que celle de la pâte de ciment, le matériau
commence à s’endommager en cisaillement au niveau de la pâte. Á des rigidités égales à celle
de la pâte, c’est à l’interface que l’endommagement se développe. Les conclusions de cette
étude dépendent du cas étudié :

1. Dans le cas intrinsèque : le paramètre le plus influent sur l’initiation et la résistance maxi-
male du béton est la contrainte cohésive en cisaillement dans la pâte.
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2. Dans le cas extrinsèque : le paramètre le plus influent sur la résistance maximale est
la contrainte cohésive en cisaillement dans la pâte ; le plus influent sur l’initiation de
l’endommagement étant la contrainte cohésive à l’interface.

6.2 Perspectives
Les perspectives de ce travail sont nombreuses. A court terme, il conviendrait de :

— Valider que les conditions de propagation de fissures ne sont pas dépendantes des condi-
tions aux limites (liées à la taille du VER) associées au calcul numérique. Des essais avec
des VERN tels que L/D > 3.3 devront être simulés.

— Faire une simulation sur un VERN 3D. Si l’utilisation d’un covariogramme a permis
d’utiliser des VER 2D quasi isotropes, un calcul numérique sur un VERN 3D permettrait
de compléter cette validation.

— Appliquer une sollicitation multiaxiale au VERN afin de déterminer la sensibilité du mode
de propagation de fissure à la sollicitation.

— Étudier l’influence de la surface spécifique. L’étude d’influence de la fraction solide ne
permet pas d’étudier l’influence de la surface spécifique car plusieurs autres paramètres
rentrent en jeu (quantité de la matrice, ...), ce qui rend la tâche un peu complexe. Il serait
intéressant de réaliser des essais numériques sur des échantillons monodisperses tout en
gardant la même fraction solide, en ne faisant varier que la taille des particules.

A plus long terme, cette étude permettrait d’envisager

— L’étude de différentes pathologies du béton comme la RSI et la lixiviation en incluant un
couplage chimio-mécanique (travaux qui ont été initiés à ce sujet dans le cadre du projet
MIST [108]).
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[8] Zdeněk P. Bažant and Byung H. Oh. Crack band theory for fracture of concrete. Maté-
riaux et construction, 16(3) :155–177, 1983.
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