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4.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 43
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C - Tirants en BFUHP avec armatures passives 243

C.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 243

C.2 Echantillons . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 245

C.3 Gestion des essais . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 251

C.4 Résultats . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 256

Curriculum vitae 289

ii



Préface

Le béton fibré à ultra-hautes performances (BFUHP) est un nouveau matériau développé pour
atteindre des performances mécaniques élevées (résistance à la compression, résistance à la
traction et ductilité) ainsi qu’une bonne durabilité grâce à sa faible perméabilité. Des travaux
déjà réalisés au Laboratoire de Construction en Béton ont montré que pour des éléments
de petite taille soumis à des efforts modérés, ainsi que dans les systèmes hyperstatiques, le
BFUHP a des caractéristiques mécaniques suffisantes pour lui permettre de se passer d’une
armature conventionnelle.

Pour des éléments plus importants, comme les tirants, les poutres et les colonnes, le BFUHP
doit être renforcé par une armature passive ou pré-tendue afin de pouvoir reprendre de façon
suffisamment fiable des efforts plus importants. La thèse de M. Redaelli propose une approche
cohérente des éléments tendus, comprimés et fléchis en béton fibré et armés par des armatures
conventionnelles. Dans ce cadre, le BFUHP est considéré comme une évolution des matériaux
cimentaires classiques (béton ordinaire, béton à haute résistance et béton fibré ordinaire).
Cette approche intéressante permet de situer le comportement des éléments en BFUHP dans
un contexte plus général, de généraliser les théories déjà développées dans le passé pour les
matériaux classiques et de développer des outils nouveaux là où ils sont nécessaires.

Bien que ce matériau ait déjà été utilisé pour des constructions de plus en plus importantes
et que son comportement ait été étudié intensivement depuis une dizaine d’années, les règles
de dimensionnement sont encore largement basées sur une approche empirique. Le travail de
M. Redaelli est une contribution importante dans ce domaine et va sans doute favoriser la
diffusion de ce nouveau matériau.

Lausanne, janvier 2009 Prof. Dr Aurelio Muttoni

iii





Remerciements
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Gérald Rouge, Nicolas Frey, Hans-Jakob Reist, Gérard Oreiller et Gilbert Pidoux.

Pendant ces derniers quatre ans et demi j’ai profité d’une ambiance très agréable dans le
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a essayé avec persévérance de vaincre ma paresse au dehors du labo.

Je me dois d’exprimer ma plus grande gratitude à ma famille, en particulier à mes parents,
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Résumé

La recherche présente permet d’approfondir les connaissances expérimentales et théoriques du
comportement des éléments de structure en béton fibré à ultra hautes performances (BFUHP)
avec armatures ordinaires.

Le BFUHP est un matériau de nouvelle conception avec des caractéristiques mécaniques et
une durabilité supérieures aux autres bétons. Cependant, le nombre d’applications struc-
turales où le BFUHP est utilisé demeure limité. Des informations supplémentaires sur le
comportement du BFUHP dans les éléments de structure sont nécessaires afin de pouvoir
exploiter ses excellentes propriétés dans la conception de structures.

Une des possibilités de valoriser les propriétés structurales du BFUHP est celle d’évaluer le
bénéfice associé à son utilisation dans des éléments de structures de conception ordinaire. Une
possibilité alternative est celle de rechercher des formes structurales adaptées aux propriétés
spécifiques de ce matériau. Cette thèse se concentre sur la première de ces approches et porte
principalement sur l’étude et la modélisation du comportement des éléments en BFUHP
sollicités en traction ou en flexion composé et renforcés par des armatures ordinaires.

L’étude expérimentale et théorique effectuée sur les éléments tendus contribue à expliquer les
mécanismes qui contrôlent la fissuration d’un tirant en béton fibré et armé, en service et à
l’état ultime. Un modèle de calcul a été développé pour résoudre le problème différentiel de
l’adhérence en présence de comportement non linéaire des matériaux. Le modèle est utilisé
pour simuler les aspects principaux de l’adhérence dans un élément en BFUHP et pour
expliquer les différences qui existent entre la fissuration d’un tirant en béton ordinaire et le
fissuration d’un tirant en BFUHP. Le modèle permet également d’analyser les paramètres
qui contrôlent la résistance et la ductilité des tirants, et de donner des indications simplifiées
pour la modélisation du comportement en service.

Le comportement des éléments comprimés a été étudié avec une approche théorique et expé-
rimentale. Les résultats de deux séries d’essais sur colonnes en béton fibré à haute et ultra
haute résistance sont présentés et discutés dans la thèse. Un modèle analytique a été déve-
loppé pour simuler le comportement d’un élément en béton soumis à un état de confinement
actif ou passif. Un modèle de calcul numérique a été implémenté pour simuler le comporte-
ment non linéaire des colonnes armées réalisées en béton et en BFUHP. Ces modèles ont été
utilisés pour simuler les essais présentés dans le cadre de cette thèse, de même que d’autres
essais de la littérature. Le modèle numérique a été utilisé pour évaluer l’effet des propriétés
mécaniques du béton sur le comportement des colonnes sans armatures et avec armatures.
Les résultats de ces études paramétriques permettent de clarifier l’influence des propriétés
mécaniques du matériau sur le comportement structurel.

Cette thèse contribue à une meilleure compréhension du comportement des éléments en
BFUHP armé. L’approche comparative suivie tout le long de la thèse permet de mettre
en évidence les différences qui existent entre le comportement du béton ordinaire et le com-
portement des bétons à haute résistance, fibrés ou non fibrés. La thèse donne également
des indications sur les possibles directions pour une utilisation efficace du BFUHP dans les
applications structurales.

Mots cléf : Béton Fibré à Ultra Hautes Performances, éléments de structure, armatures
passives, adhérence, tirant, colonne, confinement, instabilité, modèle numérique, modèle ana-
lytique, applications structurales.
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Riassunto

La ricerca descritta in questa tesi permette di approfondire le conoscenze sperimentali e
teoriche sul comportamento di elementi strutturali realizzati in calcestruzzo fibro-rinforzato
ad altissime prestazioni e provvisti di armature ordinarie.

Il calcestruzzo fibro-rinforzato ad altissime prestazioni (Ultra High Performance Fibre Rein-
forced Concrete, UHPFRC ) è un materiale innovativo caratterizzato da proprietà meccaniche
e di durabilità superiori a quelle degli altri tipi di calcestruzzo. Tuttavia, l’UHPFRC è stato
sinora utilizzato in un numero molto limitato di applicazioni strutturali. Per poter sfrut-
tare pienamente le eccellenti proprietà di questo materiale sono necessarie conoscenze più
approfondite sul suo comportamento negli elementi strutturali.

Un modo per valutare l’efficacia strutturale dell’UHPFRC è quello di studiare l’effettivo bene-
ficio associato al suo utilizzo in elementi strutturali di concezione tradizionale. In alternativa,
è anche possibile cercare forme ed elementi strutturali di concezione innovativa, più adatti
alle proprietà specifiche del materiale. Questa tesi si concentra sul primo tipo di approc-
cio, studiando il comportamento e la modellazione di elementi strutturali lineari realizzati in
UHPFRC, sollecitati in trazione o in flessione deviata e rinforzati con armature ordinarie.

La ricerca sperimentale e teorica effettuata sugli elementi tesi contribuisce alla comprensione
dei meccanismi che controllano la fessurazione di un tirante in calcestruzzo fibro-rinforzato,
in servizio ed a rottura. È stato sviluppato un modello di calcolo per risolvere il problema
differenziale dell’aderenza in presenza di un comportamento fortemente non lineare dei ma-
teriali. Il modello è stato utilizzato per simulare gli aspetti principali dell’aderenza in un
elemento realizzato in UHPFRC e per spiegare le differenze che esistono tra la fessurazione di
un tirante in calcestruzzo ordinario e di un tirante in UHPFRC. Il modello permette inoltre
di valutare l’influenza dei parametri che controllano la resistenza e la duttilità dei tiranti, e
di fornire delle indicazioni per una modellazione semplificata del comportamento in servizio.

Il comportamento degli elementi compressi è stato studiato sperimentalmente e teoricamente.
I risultati di due serie di test su colonne in calcestruzzo fibro-rinforzato ad alte ed altissime
prestazioni sono descritti e discussi nella tesi. È stato sviluppato un modello analitico per
simulare il comportamento del calcestruzzo compresso e posto in condizioni di confinamento
attivo o passivo. È stato inoltre sviluppato un modello di calcolo numerico per simulare
il comportamento non lineare di colonne snelle realizzate in calcestruzzo ordinario ed in
UHPFRC. I modelli sono stati utilizzati per simulare i risultati delle prove sperimentali
descritte in questa tesi e di altre prove, descritte nella letteratura scientifica. Il modello
numerico è stato infine utilizzato per studiare parametricamente l’influenza delle proprietà
meccaniche del calcestruzzo fibro-rinforzato sul comportamento strutturale delle colonne, con
o senza armature ordinarie.

I risultati della ricerca contribuiscono a una migliore comprensione del comportamento degli
elementi realizzati in UHPFRC e rinforzati con armature ordinarie. L’approccio comparativo
adottato in tutta la tesi permette di mettere in evidenza le differenze di comportamento tra
elementi strutturali realizzati in calcestruzzo ordinario, ad alta resistenza, con o senza fibre.
La tesi fornisce inoltre delle indicazioni sulle possibili direzioni da seguire per un uso efficace
dell’UHPFRC nelle applicazioni strutturali.

Parole chiave : calcestruzzo fibro-rinforzato ad altissime prestazioni, elementi strutturali,
armature ordinarie, aderenza, tirante, colonna, confinamento, instabilità, modello numerico,
modello analitico, applicazioni strutturali.
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Summary

The present research improves the experimental and theoretical knowledge on the behaviour
of structural elements made of ultra high performance fibre reinforced concrete (UHPFRC)
with ordinary reinforcement.

UHPFRC is a recently developed material with much higher mechanical properties and dura-
bility than ordinary concrete. However, it has been used so far in a limited number of struc-
tural applications. A better knowledge on the behaviour of UHPFRC in structural members
is needed to be able to take advantage of its outstanding properties in structural design.

One of the ways in which the structural efficiency of UHPFRC can be studied is to investigate
the improvement in structural performance that is gained by using UHPFRC instead of
ordinary concrete in common structural members. As an alternative, new structural shapes
and structural concepts can be explored, more adapted to the specific material properties.
The work presented in this thesis focuses on the first approach by considering the behaviour
and modelling of UHPFRC structural members loaded in tension and in bending with axial
load, and reinforced with ordinary steel reinforcement.

The experimental and theoretical study carried out on tensile members contributes to the
understanding of the fundamental mechanisms that control cracking of a tensile member
reinforced with both fibres and bars, in service and at ultimate. A numerical model has been
developed to solve the differential problem of bond in the presence of strong mechanical
non linearity. This model has been used to simulate the main aspects controlling bond in
a UHPFRC member. The results obtained with the model help in clarifying the differences
between cracking in ordinary concrete and in UHPFRC ties. The model allows identifying
the parameters that influence the strength and ductility of the tie and was used to validate
simplified assumptions to model the behaviour of UHPFRC ties in service.

The behaviour of columns has been studied with a theoretical and experimental approach.
The results of two test series on UHPFRC and HPFRC columns are reported in the thesis. An
analytical model has been developed to study the behaviour of a confined concrete member in
compression. A numerical model has been implemented to simulate the non linear behaviour of
ordinary concrete and UHPFRC columns. The models have been used to simulate test results
reported in this thesis or taken from the literature. The numerical model has been used to
evaluate the effect of variations of the mechanical behaviour of concrete on the structural
behaviour of a column, with or without reinforcement. The results of those parametrical
studies help understanding the influence of mechanical properties on structural response.

This thesis contributes to a better understanding of the behaviour of UHPFRC members with
ordinary reinforcement. The comparative approach used in the research makes it possible to
show the differences between the structural behaviour of ordinary, high strength and fibre
reinforced concrete. Indications are also given on the possible ways in which an effective use
of UHPFRC in structural members can be achieved.

Keywords : Ultra High Performance Fibre Reinforced Concrete, structural members, or-
dinary reinforcement, bond, tie, column, confinement, buckling, numerical model, analytical
model, structural applications.
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1 Introduction

1.1 Contexte de l’étude

La recherche présente porte sur l’analyse du comportement des éléments de structure réalisés
en Béton Fibré à Ultra-Hautes Performances (BFUHP) et renforcés avec armatures ordinaires.
Le but de la recherche est d’élargir les connaissances sur le comportement structurel de ces
éléments afin d’en faciliter l’application pratique.

Le béton est connu comme matériaux de construction depuis l’antiquité et il est utilisé de
manière intensive depuis l’invention du béton armé (1867, Monier). À partir de la moitié du
vingtième siècle, et grâce à une interaction multidisciplinaire, le béton commence à marquer
des progrès importants : ses propriétés mécaniques continuent à s’améliorer grâce aux acquis
de la science des matériaux et pour répondre aux exigences des constructeurs. Aujourd’hui,
on est confronté à des bétons “traditionnels”, pour lesquels le comportement structurel et les
méthodes de calcul et exécution sont bien maitrisés, et à des nouvelles générations de bétons,
pour lesquels les progrès de la science des matériaux ont désormais de l’avance par rapport
à la vitesse avec laquelle les notions nécessaires pour la modélisation, le calcul et l’exécution
sont acquises.

Les BFUHP possèdent une grande attractive pour l’ingénieur qui en voit le potentiel d’ap-
plication structurale : résistance à compression qui approche celle de l’acier de construction,
résistance en traction 3-4 fois plus grande que celle du béton ordinaire, étanchéité presque
totale. Pour exploiter cette vaste gamme de propriétés, non seulement mécaniques, plusieurs
approches peuvent être suivies :

– optimisation des formes structurales connues, par réduction de la taille des éléments ;
– utilisation sélective du BFUHP dans ces parties des éléments de structure qui peuvent

bénéficier au mieux de ses propriétés ;
– recherche de nouvelles formes ou de systèmes structuraux adaptés à exploiter les propriétés

avancées du BFUHP.

Dans tous les cas, l’ingénieur nécessite des données de base pour concevoir la solution la
meilleure par rapport aux exigences qui lui sont posées. Afin d’obtenir ces données, le com-
portement du matériau doit être étudié aux échelles qui permettent de lier les connaissances
de la science des matériaux aux exigences des bâtisseurs.

Dans le cadre de la recherche effectuée au sein du laboratoire de construction en béton de
l’École Polytechnique Fédérale de Lausanne (EPFL), deux approches de recherche ont été
suivies : la recherche de formes structurales adaptées à l’utilisation du BFUHP sans armatures
et l’étude du comportement du BFUHP dans des éléments de structure armés de conception
classiques. La recherche présente se situe dans ce deuxième domaine.

1



1 Introduction

1.2 Objectifs de la recherche

Afin de faciliter l’application du BFUHP dans les éléments de structure, les objectifs princi-
paux de cette recherche sont la compréhension et la modélisation du comportement mécanique
du BFUHP sous sollicitation de base (traction, compression et flexion) et la modélisation du
comportement d’éléments de structure réalisés en BFUHP.

Plus précisément, la recherche considère des éléments réalisés en BFUHP, renforcés par des
armatures ordinaires et sollicités en traction directe ou en flexion composée.

Pour les éléments soumis à de la traction, les objectifs sont :

– la modélisation du comportement du BFUHP tendu ;
– l’étude et la modélisation des mécanismes d’interaction par adhérence entre le BFUHP et

les armatures ;
– l’étude de l’effet des propriétés spécifiques du BFUHP sur la fissuration et sur le compor-

tement en service et à l’état ultime des éléments tendus.

Pour les éléments soumis à de la flexion composée, les objectifs sont :

– la modélisation du comportement du BFUHP comprimé et du BFUHP comprimé dans des
éléments de structure ;

– la modélisation du comportement des colonnes en béton fibré et armé en présence des non
linéarités mécanique et géométrique ;

– l’étude de l’influence que les propriétés mécaniques spécifique du BFUHP ont sur le com-
portement et l’efficacité structurale des colonnes.

L’un des objectifs principaux de la recherche est celui de mettre en évidence les différences
existantes entre le comportement mécanique et structurel du BFUHP et le comportement
mécanique et structurel du béton ordinaire et du béton fibré. Un autre objectif est de donner
des indications sur les possibilités d’utilisation efficace de BFUHP dans des éléments soumis
aux sollicitations étudiées.

2



2 Évolution des matériaux cimentaires

2.1 Le progrès du béton et le BFUHP

2.1.1 Le béton ordinaire

Le béton est un matériau hétérogène, composé essentiellement de granulats de taille diffé-
rente, de ciment et d’eau [Scr89]. Le béton peut être produit pratiquement partout, avec
une technique relativement simple et en utilisant des ingrédients économiques et localement
disponibles. Cela contribue à expliquer son succès historique et son emploi constant et massif
dans le domaine de la construction [Han95, Scr05].

L’hétérogénéité du matériau a des conséquences importantes sur son comportement méca-
nique [Van97a]. Les principales phases présentes dans le béton durci sont :

- les granulats, généralement plus rigides et plus résistants que les autres composants ;
- les produits solides de la réaction d’hydratation ;
- une partie de ciment qui n’a pas complètement réagi et qui poursuit lentement la réaction

d’hydratation ;
- un certain volume de pores, vides ou partiellement remplis d’eau.

2.1.1.1 Le double rôle de l’hétérogénéité sur le comportement mécanique du béton

La nature hétérogène du béton influence à la fois sa résistance et sa ductilité. La résistance
de béton est fortement réduite par la présence des phases faibles et par la différence de
rigidité des composants. La phase la plus faible du béton est constituée par les pores, dont la
quantité et la distribution dépendent principalement du rapport eau-liant (figure 2.1) et de
la quantité d’air qui est introduite dans le mélange, accidentellement ou intentionnellement,
lors du malaxage. La présence des pores favorise la concentration des contraintes. Les pores
constituent des endroits préférentiels de propagation des fissures dans le béton sollicité.

Une grande porosité caractérise en particulier la matrice qui se trouve dans la zone en proxi-
mité des agrégats, appelée “zone de transition”, où les grands cristaux de ciment hydraté
se forment [Meh05]. Dans cette zone fragile, des micro-fissures peuvent apparaitre à cause
des contraintes dues au retrait de la pâte de ciment, empêché par les agrégats. Les variations
d’humidité et de température, différentes pour la pâte et pour les agrégats, peuvent également
favoriser la fissuration.

Une fois un mécanisme de rupture initié, la nature hétérogène du béton joue un rôle plutôt
favorable : la présence des granulats empêche une propagation incontrôlée des fissures qui se
sont produites aux endroits les plus faibles. Les fissures sont forcées suivre des chemins très
irréguliers, avec une augmentation de l’énergie nécessaire pour produire une rupture globale.
De plus, la présence des agrégats assure un certain niveau d’engrainement entre les lèvres
des fissures, qui s’oppose à l’ouverture et au glissement libre, tout en donnant au béton une
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2 Évolution des matériaux cimentaires

certaine résistance résiduelle.

Les acquis techniques et les progrès récents dans le domaine de la science des matériaux
ont contribué de manière fondamentale à la compréhension du comportement mécanique du
béton, permettant d’intervenir sur les origines des faiblesses au niveau de la micro-structure
du matériau. En particulier, les connaissances approfondies sur l’hydratation du béton et sur
l’optimisation de la granulométrie ont ouvert le chemin vers un développement poussé des
matériaux cimentaires et vers la conception de bétons à hautes et ultra-hautes performances.

a) b)

Fig. 2.1 : Influence a) de la porosité [Meh05] et b) du rapport eau/liant sur la résistance à la com-
pression du béton [Kön01]

Comme on le verra par la suite, les matériaux cimentaires avancés sont, en fait, les résultats
d’un processus d’optimisation qui vise à annuler les effets négatifs et à maximiser les effets
positifs des hétérogénéités.

2.1.2 Les principes de développement des bétons à hautes et ultra-hautes per-
formances

Le développement des bétons à hautes et à ultra-hautes performances (BHP et BUHP) est
un sujet actuel grâce aux multiples avantages que l’utilisation de ces matériaux permet vis-
à-vis des performances structurales et économiques. En outre, les BHP et les BUHP sont des
matériaux très étanches, avec une perméabilité fortement réduite et une meilleure durabilité,
permettant une augmentation de la qualité et de la durée de vie des constructions. Pour
cette raison, il est aujourd’hui préférable de parler de bétons à haute performances au lieu de
bétons à haute résistance : cette dernière définition parâıt, en fait, limitative vis-à-vis de la
grande variété de bétons existants, qui n’ont pas été optimisés que du point de vue de leurs
propriétés mécaniques.

Comme il a été décrit à la section précédente, le principe de base de l’optimisation du béton est
la réduction de l’hétérogénéité. La réduction de l’hétérogénéité est obtenue par l’amélioration
de la qualité de la matrice, de sorte à en augmenter la densité et à minimiser les différences
de rigidité et de résistance par rapport aux agrégats. Cela se fait grâce à la diminution de la
quantité de pores.

Les techniques utilisées pour augmenter l’homogénéité sont :

- bas rapport eau-liant, qui réduit la possibilité de formation des grands pores et le volume
total des pores ;

- diminution de la quantité de granulats grands et de forme irrégulière, qui favorisent la
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formation d’une zone de transition faible ; pour les BUHP, les grands granulats sont com-
plètement éliminés ;

- optimisation de la distribution granulométrique, qui permet un remplissage plus efficace
du volume ;

- utilisation de poudres avec action pouzzolanique, comme les cendres volantes et la fumée
de silice. La fumée de silice joue également un rôle important pour la distribution gra-
nulométrique, car elle est constituée de particules très fines qui intègrent la distribution
granulométrie dans la gamme inférieure, améliorent le niveau de remplissage et exercent
un effet fluidifiant sur le béton frais ;

- utilisation d’adjuvants chimiques fluidifiants, qui permettent d’avoir un béton maniable
avec un rapport eau/liant réduit. Les BUHP sont, en général, des bétons autoplaçants ;

- éventuel traitement thermique pendant la prise ou prise sous pression de vapeur.

2.2 Les bétons à hautes et ultra-hautes performances

Le résultat de l’optimisation du BHP et du BUHP peut être apprécié en observant leur
composition, tableau 2.1. Le BUHP, en particulier, se distingue parmi les autres bétons par
sa granulation fine, la quantité importante de liant et un rapport eau/ciment très bas.

Béton ordinaire BHP 1 BUHP 2

Composition de la matrice [kg/m3] [kg/m3] [kg/m3]
Ciment < 400 300-500 700-1000
Agrégat grossier ' 1000 900-100 0 - 200
Agrégat fin, sable ' 700 600-750 1000 - 2000
Fumée de silice - 35-45 200 - 300
Super-fluidifiants - 5 10 - 40
Eau > 200 130 - 190 110 - 200
Eau/ciment > 0.35 0.28 - 0.38 < 0.24
Eau/liant < 0.38 < 0.22

Tab. 2.1 : Comparaison de la composition du béton ordinaire, du béton à hautes performances (BHP)
et du béton à ultra-hautes performances (BUHP). (1) [Ait92, Lar02], (2) BFUHP DUC-
TAL, [Gra02, Red99, Gra06]

L’amélioration des propriétés des matériaux est exprimée par les valeurs dans les tableaux 2.2
et 2.3. La résistance à la compression des BHP est deux à trois fois plus grande que celle d’un
béton ordinaire, et celle des BUHP approche les valeurs impressionnantes de 150 à 200 MPa,
voire plus (tableau 2.2).

Il est important de noter que, déjà à partir d’une résistance à la compression d’environ
70 MPa, la résistance de la matrice devient comparable à celle des agrégats les plus faibles.
Les fissures ne propagent donc plus uniquement dans la matrice, mais peuvent passer au
travers des agrégats et suivre des surfaces de rupture plus directes. Pour des bétons à ultra-
haute résistance (fc ≥ 100 MPa), l’utilisation d’agrégats à haute résistance est nécessaire
pour que les agrégats ne deviennent pas les éléments les plus faibles.

L’énergie de rupture (tableau 2.2) diminue fortement avec l’augmentation de l’homogénéité
et de la résistance à la compression. Afin de répondre aux exigences d’utilisation structurale,
le BUHP doit donc être généralement utilisé avec une quantité suffisante de fibres, de manière
à développer une ductilité suffisante [AFGC02, JSCE06]. Cet aspect représente une différence
importante entre le BFUHP que l’on cherche à utiliser dans des structures sans armatures
ordinaires, et les autres BHP qui sont utilisés toujours avec une armature ordinaire.

Les propriétés conventionnellement utilisées pour indiquer la durabilité du béton, rassemblées
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Propriété mécanique Béton ordinaire BHP 1 BUHP 2

Densité [kg/m3] 2000-2800 2000-2800 > 2500
Résistance à la compression [MPa] < 60 60 -100 > 150
Résistance à la traction [MPa] < 3 < 5 > 8
Module d’élasticité [GPa] 30 < 45 50 -70

Énergie de rupture [J/m2] 30-200 3 < 150 ∗,4 < 90 ∗,4

> 10 000 ∗∗,4

Tab. 2.2 : Comparaison des propriétés mécaniques de béton ordinaire, béton à hautes performances
(BHP) et béton à ultra-hautes performances (BUHP). (1) [Ait92, Lar02], (2) [Gra02,
Red99, Gra06], (3) [MC90], (4) [Witt02], (*) sans fibres, (**) avec fibres

dans le tableau 2.3, montrent une différence claire entre le BUHP et les autres bétons. Les
valeurs qui caractérisent le BUHP correspondent à un matériau très résistant à la dégradation
et aux attaques environnementales, donc un béton extrêmement durable.

Indicateur de la durabilité Béton ordinaire BHP 1 BUHP 2

Porosité à l’eau [%] 14-20 10-13 1.5-5
Perméabilité à l’oxygène [m2] 10−16 10−17 <10−19

Facteur de la diffusion des ions de chlore [m2/s] 2.10−11 2.10−12 2.10−14

Contenu du portlandite [kg/m3] 76 86 0

Tab. 2.3 : Comparaison des indicateurs “conventionnels” de la durabilité de béton (adapté de
[Res03])

2.2.1 BFUHP existants

La recherche dans le domaine des matériaux cimentaires a conduit au développement de dif-
férents types de BFUHP. Certaines produits sont commercialisés et utilisés pour différentes
applications structurales ou architecturales. D’autres font encore l’objet de recherches acadé-
miques. Les BFUHP se différencient principalement par leur composition granulaire et par la
quantité et la géométrie des fibres (tableau 2.4).

La plupart des BFUHP actuellement utilisés pour les applications structurales (tableau 2.4),
ont été développés sur la base du concept d’un matériau connu sous le nom de“Densified Small
Particle concrete”, ou DSP. Le DSP est caractérisé par des granulats hautement compacts,
une utilisation intense de fluidifiants et de fumée de silice, et des agrégats très résistants
[Ric95, Ros00].

En plus des matériaux indiqués dans le tableau 2.4, qui répondent complètement à la définition
de BFUHP, d’autres matériaux existent, qui ont des propriétés similaires aux BFUHP, mais
d’autres propriétés clairement inférieures. Le SIFCON est souvent indiqué parmi les BFUHP.
Ce matériau a d’autres principes, surtout en ce qui concerne la mise en place : les fibres sont
placées d’abord dans le coffrage, et infiltrées ensuite avec la matrice cimentaire. Cette méthode
permet d’utiliser une quantité de fibres plus importante (4 à 25 % en volume) [Naa91, Naa95].
La résistance à la compression du SIFCON (≤ 80 MPa) est plutôt similaire à celle d’un béton
à haute résistance.

Une autre catégorie de bétons innovants sont les matériaux connus comme “Engineered Ce-
mentitious Composites”, ECC, [Li93, Li02], caractérisés par une grande ductilité en traction
mais par une résistance à la compression et à la traction beaucoup plus basse (fc ' 60 MPa).
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BFUHP Laboratoire Vf lf df Référence
[%] [mm] [mm]

RPC (BPR) Bouygues 2-2.5 13 0.15 [Ric95]
France

CEMTEC multiscale LCPC, France 11 var. var. [Ros97],
3 types [Tai03]

BSI Eiffage, Sika 2.5 20 0.3 [Haj03],
(BSI CERACEM) France [Mae04],

DUCTAL Lafarge, Bouygues 2 12.7 0.2 [Gra06],
Et Rhodia, France [Ack04]

Compresit Danemark 4-6 12 0.4 [Nie95]

M1Q, B3Q BFUHP Université de 2.5 6-9 0.15 [Feh05]
Kassel, Allemagne

CARDIFRC Université de Cardiff, 6 6 et 13 [Stie04]
Royaume-Uni

Hybrid-fibre concrete Université de Delft 0.5-6 6, 13, 60 0.16-0.7 [Mar06]
Pays-Bas

BCV Vinci-Vicat, France 2-2.5 12 et 20 0.2-0.3 [Res06]

Tab. 2.4 : BFUHP actuellement utilisés dans la pratique ou la recherche

2.2.2 BFUHP utilisé pour la partie expérimentale de la thèse

Le BFUHP commercialisé sous le nom de BSI, “Béton Spécial Industriel”, est utilisé dans la
partie expérimentale de cette recherche. Le BSI a été développé par le groupe EIFFAGE en
collaboration avec le producteur de ciment SIKA dans les année 1990s [Mae04]. La composi-
tion de ce matériau et ses propriétés mécaniques sont données dans le tableau 2.5. Des fibres
droites en acier à haute limite d’élasticité (ff,y = 1200 MPa) sont utilisées. Les fibres ont un
diamètre nominal df de 0.3 mm et une longueur nominale `f de 20 mm.

Ingrédient Quantité Unité

Ciment 1 114 kg/m3

Fumée de silice 169 kg/m3

Agrégats fins (0-6 mm) 1072 kg/m3

Eau 195 kg/m3

Super fluidifiant 44.6 kg/m3

Fibres, `f= 20 mm, df= 0.3 mm 195 kg/m3

Masse volumique 2789.6 kg/m3

Rapport eau/ciment 0.22 -
Rapport eau/liant 0.19 -
Quantité de fibres Vf 2.5 % vol.

Propriétés mécaniques :

Résistance à la compression fc 190 MPa
Résistance à la traction fct 9 MPa
Module d’élasticité Ec 60 GPa

Énergie de rupture > 15 000 J/m2

Tab. 2.5 : Composition par m3 et propriété mécaniques moyennes du BSI [Haj03, Mae04]
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2.2.3 BFHP utilisé pour la partie expérimentale de la thèse

Dans le cadre de cette thèse, une série d’essais sur colonnes a été effectuée avec un béton
fibré à hautes performances, caractérisé par des propriétés mécaniques inférieures à celles
d’un BFUHP typiques (section 6.3.3). Ce matériau a été développé sous le nom “M2C” par
le groupe Holcim Suisse. La composition du M2C et ses propriétés mécaniques sont données
dans le tableau 2.6 [Sti04]. Plus de détails sur le comportement mécanique du M2C sont
donnés à la section 6.3.3.3. Par la suite, ce matériau sera indiqué “BFHP” pour le distinguer
des BFUHP typiques.

Ingrédient Quantité Unité

Ciment 644 kg/m3

Cendres 232 kg/m3

Fumée de silice 240 kg/m3

Sable 1036 kg/m3

Eau 178 kg/m3

Adjuvant Glenium ACE 15.12 kg/m3

Fibres, `f= 13 mm, df= 0.16 mm 156 kg/m3

Rapport eau/liant 0.16 -
Quantité de fibres Vf 2 % vol.

Propriétés mécaniques :

Résistance à la compression fc 130 MPa
Résistance à la traction fct ' 9 MPa
Module d’élasticité Ec 46 GPa

Tab. 2.6 : Composition par m3 et propriété mécaniques moyennes du M2C [Sti04]
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3 Propriétés des matériaux intéressantes
pour les applications structurales

3.1 Introduction

Ce chapitre décrit les propriétés des matériaux qui présentent un intérêt pour leur application
structurale.

Les propriétés mécaniques discutées sont : le comportement en traction uniaxiale (section
3.2) et le comportement en compression uniaxiale du béton (section 3.3), l’adhérence entre
armatures et béton (section 3.4) et le comportement mécanique des armatures (section 3.7).

La description du comportement mécanique du béton est faite selon une approche progressive :

- les phénomènes physiques à la base du comportement observé sont discutés brièvement en
s’appuyant sur l’état de connaissances solide existant pour le béton ordinaire (BO) ;

- les aspects spécifiques qui caractérisent le comportement du béton à haute résistance
(BHR), du béton fibré (BF) et du béton fibré à ultra-hautes performances (BFUHP),
et qui différencient la réponse de ces matériaux de la réponse du BO, sont présentés ;

- le comportement mécanique du BFUHP BSI, utilisé comme référence dans le cadre de cette
recherche, est présenté et comparé au comportement d’autres matériaux similaires ;

- des lois de modélisation sont proposées pour décrire le comportement mécanique du BSI à
utiliser pour l’analyse structurale.

Au sein des discussions sur le comportement en traction et sur le comportement en compres-
sion du béton, des indications supplémentaires sont données sur le comportement à la rupture
et sur la relation entre le comportement après pic du béton et les dimensions structurales (ef-
fets d’échelle).

Le comportement au feu 3.6 et le comportement rhéologique 3.5 du BFUHP sont très syn-
thétiquement discutés, car ces sont des propriétés non mécaniques qui peuvent influencer
l’application structurale de ce matériau.

3.2 Comportement du béton en traction directe

3.2.1 Béton ordinaire

Le comportement d’un tirant en béton de longueur `0, soumis à un allongement ∆`, est
montré schématiquement à la figure 3.1. Dans une première phase, le comportement est
élastique linéaire et l’allongement ∆` correspond à une déformation εm = ∆`/`0 uniforme
sur la longueur du tirant. Lorsque la contrainte atteint la résistance à la traction fct, une
fissure s’ouvre, l’effort transmis par l’élément diminue et la partie non fissurée se décharge.
Dans cette phase, l’allongement total ∆` de l’échantillon est égal à la somme de l’ouverture
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Fig. 3.1 : Comportement d’un prisme en béton soumis à un effort de traction directe

w de la fissure et de l’allongement ∆`nf de la partie non fissurée. La déformation moyenne
ε = ∆`/`0 dépend de la longueur `0 de l’échantillon :

∆` = ∆`nf + w ε = εnf +
w

`0
(3.1)

Le comportement mécanique du béton fissuré est caractérisé par une loi contrainte-ouverture
de fissure, σ(w), qui ne dépend pas de la longueur de l’élément [Hil76] et qui peut être
considérée constante pour un matériau donné. La résistance à la traction fct du béton est
beaucoup plus petite que sa résistance à la compression et est généralement exprimée en
fonction de la valeur moyenne fcm de celle-ci ([MC90], figure 3.2). Après la fissuration, le
comportement du béton ordinaire est très fragile. La capacité de transmettre des efforts
au travers des fissures est donnée uniquement par la présence des granulats qui traversent la
fissure. Le [MC90] propose une loi σ(w) bilinéaire qui dépend de la résistance à la compression
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f c
tm

[M
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a
]

 

 

MC90
SIA262

fctm = 1.4 MPa ·
(

fcm − 8
10

) 2
3

(3.2)

Fig. 3.2 : Relation entre résistance à la compression et résistance à la traction moyennes selon le
[MC90]

du béton et de la taille maximale da des granulats (figure 3.3-a). La surface couverte par
la courbe σ(w) est appelée énergie de rupture “GF ” et représente l’énergie nécessaire pour
obtenir une séparation complète (σt = 0) des deux lèvres d’une fissure de surface unitaire.
GF est une mesure de la ductilité après fissuration d’un matériau. Pour un béton ordinaire
l’énergie de fissuration vaut environ 0.04 à 0.2 N/mm et augmente presque linéairement avec
la résistance à la compression de béton (figure 3.3-b).

L’ouverture maximale de la fissure, environ égale à 0.2 mm, ne dépend presque pas de la
résistance du béton. La pente initiale des courbes σ(w), H0, dépend par contre fortement de
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3 Propriétés des matériaux intéressantes pour les applications structurales

a)

0 0.05 0.1 0.15 0.2
0

1.25

2.5

3.75

5

w [mm]

σ
t

[M
P

a
]

 

 

16 mm

32 mm

8 mm

 f
cm

 = 70  MPa

 f
cm

 = 20  MPa

b)

0 25 50 75 100
0

0.1

0.2

0.3

0.4

fcm [MPa]

G
F

[N
/
m

m
]

 

 

 d
a
  = 8

 d
a
  = 16

 d
a
  = 32 G

F

Fig. 3.3 : a) Courbes contrainte-ouverture de fissure pour deux bétons de résistance différente et b)
énergie de fissuration pour un béton ordinaire en fonction de la résistance moyenne à la
compression et de la taille maximale des granulats, selon [MC90]

la résistance du béton et est plus grande pour les bétons à plus haute résistance (selon la
taille des granulats, H0 = 40 ÷ 140 N/mm3 pour un béton C30 et H0 = 80 ÷ 290 N/mm3

pour un béton C90, [MC90]).
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Fig. 3.4 : Courbes contrainte-déformation moyenne théoriques pour des tirants de longueur diffé-
rente

Pour une loi σ(w) du béton donnée, le comportement d’éléments tendus ayant des longueurs
`i différentes peut être modélisé (figure 3.4). La longueur et la déformation moyenne d’un
tirant au moment de la fissuration valent :

`fiss = `i + εct · `i εm = εct (3.3)

Pour une diminution de contrainte dσ après fissuration, la variation de longueur du tirant est
égale à la somme de l’incrément d’ouverture de fissure dw et du raccourcissement dε · `i de
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la partie non fissurée :

` = `fiss + d` (3.4)

d` =
︷︸︸︷
dw

> 0

+
︷ ︸︸ ︷
dε · `i

< 0

= dw(dσ) +
dσ

Ec
· `i (3.5)

εm = εct +
d`

`i
= εct +

dw(dσ)
`i︸ ︷︷ ︸> 0

+
dσ

Ec︸︷︷︸< 0

(3.6)

Comme l’équation 3.5 le montre, pour la même contrainte la déformation moyenne est plus
grande pour un tirant plus court. Pour une certaine longueur critique, `cr, le raccourcissement
dε·`i de la partie non fissurée devient plus grand en valeur absolue que l’incrément d’ouverture
de fissure dw et le comportement structurel devient instable (figure 3.4, ` = 500 mm). La
condition critique peut être exprimée en termes différentiels en imposant que d` = 0 dans
l’équation 3.5 :

dw

`cr
=

dσ

Ec
→ dσ

∂σ

dw
· `cr

=
dσ

Ec
→ `cr =

Ec

dσ/dw
=

Ec

H(w)
(3.7)

La longueur critique correspond au rapport entre la pente à la décharge et la pente locale de la
loi σ(w), indiquée avec H(w). La valeur minimale de H(w), qui est la plus critique, se vérifie
pour w = 0. Selon une approche alternative, la stabilité du comportement après pic peut
être définie en termes intégraux : le comportement est dit stable si l’énergie consommée pour
l’ouverture complète de la fissure (GF ) est plus grande que l’intégrale de l’énergie potentielle
libérée par la décharge du volume V du tirant non fissuré. Pour un matériau élastique linéaire
avant pic, cette condition s’écrit :

A ·GF > V · EV → A ·
∫ wu

0
σ(w)dw > V · f2

ct

2 · Ec
(3.8)

Dans le cas de courbe σ(w) linéaire, H(w) est constante et :

A · f2
ct

2 ·H > A · `cr · f2
ct

2 · Ec
→ `cr =

Ec

H
(3.9)

Dans le cas des matériaux avec un comportement avant et après pic linéaire, le critère de
stabilité locale et globale cöıncident. La longueur critique ainsi obtenue vaut le double de la
valeur de la “longueur caractéristique” `ch définie par [Hil76] :

lch =
GF · Ec

f2
ct

(3.10)

3.2.1.1 Bétons fibrés

Les fibres sont ajoutées au béton essentiellement pour réduire sa fragilité : après la fissuration
de la matrice, les fibres permettent la transmission d’efforts de traction d’un côté à l’autre
d’une fissure grâce à leur ancrage dans la matrice. Pour de petites ouvertures de fissure,
l’action des fibres se superpose à l’action des agrégats.

Une très grande variété de fibres existe, mais les fibres les plus utilisées dans les applica-
tions structurales sont les fibres en matériaux polymères (PP, PE, PVA) et surtout les fibres
métalliques. L’efficacité de l’ancrage des fibres dépend des propriétés mécaniques du béton,
des propriétés mécaniques des fibres (résistance et rigidité), du pourcentage volumétrique de
fibres, Vf , de la géométrie de fibres (forme, longueur `f et diamètre df ).
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Fig. 3.5 : Exemples de comportement en traction de bétons fibrés de divers types. a) fibres métal-
liques lisses [Küt99] ; b) fibres métalliques avec crochet [Lee05] ; c) fibres métalliques avec
crochet plus micro-fibres en laine d’acier [Sor05] ; d) fibres métalliques avec crochet [Bar03]

À cause de la grande variété de fibres existantes, il n’est pas possible définir une loi de
comportement générale pour les bétons fibrés, comme elle existe pour le béton ordinaire. À
titre d’exemple, la figure 3.5 montre les courbes σ(w) mesurées pour des bétons renforcés avec
des fibres métalliques de géométrie différente. Les bétons fibrés ont une énergie de rupture
GF plus grande que les bétons ordinaires. Selon le type de béton, le type et la quantité de
fibres, la pente initiale de la courbe σ(w) peut être plus petite ou égale à celle d’un béton
non fibré (H0 > 10 N/mm3 pour les courbes sur la figure 3.5).

Le comportement en traction d’un béton fibré peut être caractérisé par des essais de traction
directe ou des essais de flexion (traction indirecte). Des lois multi-linéaires, facilement adap-
table aux divers types de réponses montrés sur la figure 3.5, sont conseillés par [RIL00] pour
la modélisation.

3.2.2 Comportement en traction du BFUHP

Dans un BFUHP, les fibres sont introduites pour obtenir un comportement “ductile” en
traction [AFGC02]. Une quantité importante et généralement supérieure à 2 % en volume
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[JSCE06] de fibres lisses et courtes en acier à haute résistance est généralement utilisée. Grâce
à la quantité importante de fibres, à leur rigidité et à la très bonne adhérence entre fibres
et matrice du BFUHP, l’action des fibres s’active dès la fissuration et les fibres assurent la
transmission d’un effort égal ou plus grand que l’effort de fissuration de la matrice. Grâce à
cette propriété, le comportement en traction du BFUHP diffère du comportement des autres
matériaux cimentaires [Naa06].

wuBF

Ec

fctm = fct

Micro-fissuration Ouverture fissure
à comportement adoucissant

Ede

εfct wuBFUHP
' `f/2

fctm

fct

σ σ

BF

BFUHP

ε w [mm]

Fig. 3.6 : Représentation qualitative du comportement mécanique d’un BFUHP en traction directe,
et comparaison avec un béton fibré ordinaire

Après la formation de la première fissure, la déformation ne se localise pas. Au contraire,
de nombreuses autres fissures peuvent se former tout le long du tirant. Ces fissures, qu’on
appellera “micro-fissures”, sont caractérisées par des espacements petits, liés à la longueur
d’ancrage des fibres, et par des ouvertures très modestes (entre quelques microns et quelques
dizaines de microns, section 3.2.2.4). Pour un BFUHP typique, la phase de micro-fissuration
correspond à une augmentation modeste ou presque nulle de la force, mais au développement
de déformations importantes (0.25÷ 0.30 % pour un BFUHP typique). Au niveau macro-
scopique, la réponse est similaire à un écoulement “plastique”. Cependant, la physique du
phénomène est différente : la déformabilité dans un élément en BFUHP est atteinte par fissu-
ration et endommagement du matériau. Dans la suite, on appellera donc “pseudo-plastique”
ou “pseudo-durcissant” le comportement du BFUHP dans cette phase [Spa08]. Dans le cadre
de cette recherche, le comportement du BFUHP dans cette phase sera décrit par une loi
contrainte-déformation.

La phase pseudo-plastique est suivie d’une phase adoucissante, caractérisée par l’ouverture
d’une fissure et par la décharge du reste de matériau, avec une pente Ede réduite. Les fibres
sont progressivement arrachées de la matrice. L’effort transmis par les fibres s’annule pour
une ouverture de fissure environ égale à la moitié de la longueur des fibres (figure 3.6).

3.2.2.1 Caractérisation du comportement en traction d’un BFUHP

Le comportement en traction d’un BFUHP peut être caractérisé par une approche de modé-
lisation micro-mécanique ou par des essais de laboratoire.

Les approches de type micro-mécaniques dérivent la loi contrainte-ouverture de fissure grâce
à la modélisation de l’arrachement (ou “pull-out”) d’une fibre isolée ancrée dans le béton et
moyennant des hypothèses sur la distribution spatiale et le nombre des fibres qui traversent
une section fissurée. Ce type d’approche a été utilisé par nombreux chercheurs [Sta90, Naa91a,
Li93a, Beh96, Pfy03], principalement dans le cadre du développement et de l’optimisation du
matériau.

Les essais de traction indirecte par flexion ne permettent pas de distinguer le comportement
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pseudo-plastique du comportement adoucissant car, dans les deux cas la réponse flexionnelle
est durcissante. L’essai de traction directe est la seule méthode expérimentale fiable pour
déterminer le comportement en traction d’un BFUHP. Deux types d’essais doivent être ef-
fectués : des essais sur échantillon à section transversale constante pour étudier la phase de
micro-fissuration répartie ; des essais sur échantillons entaillés, pour mesurer le comportement
adoucissant [Hab02].

3.2.2.2 Comportement en traction du BSI

Le comportement en traction du BSI (figure 3.7) a été mesuré par [Jung04] avec la méthodo-
logie indiquée au paragraphe précédent [Hab02]. Les courbes contrainte-ouverture de fissure
sur la figure 3.7-b ont été obtenues en déduisant la déformation de la partie non fissurée
des éprouvettes. Les valeurs moyennes à 28 jours de la résistance à la fissuration de la ma-
trice, fctm, et de la résistance à la traction des fibres, fct, valent (voir aussi la figure 3.6) :
fctm = 8.9 MPa et fct = 9.7 MPa pour les éprouvettes à section transversale constante ;
fctm = 9.4 MPa et fctm = 10.1 MPa pour les éprouvettes entaillées.
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Fig. 3.7 : Comportement du BSI en traction [Jung04]. a) Phase élastique et de micro-fissuration :
mesures et modèle ; b) phase d’ouverture d’une fissure : mesures

[Spa08] a montré que le comportement flexionnel de poutres et dalles fléchies peut être cor-
rectement modélisé avec une loi élastique-pseudo-plastique et fctm = fct = 9 MPa. La valeur
moyenne indiquée par le producteur est fct = 9.1 sur éprouvette non entaillée [AFGC02].

3.2.2.3 Loi σ(w) analytique pour le comportement du BFUHP tendu

De nombreux auteurs qui travaillent avec les béton fibrés à haute performances [Vis83, Wec83,
Li93a, Beh96, Pfy03, Voo03, Leu07] utilisent une loi contrainte-ouverture exponentielle obte-
nue avec une approche micro-mécanique [Li93a, Beh96] :

σ(w) = fct ·
(

1− w

wu

)α

(3.11)

avec wu = `f/2. Selon [Li96], α = 2 pour le béton ECC (section 2.2.1). [Vis83, Wec83, Pfy03]
et [Voo03] adoptent la même valeur pour des bétons renforcés par des fibres métalliques.
Selon [Beh96], pour le BPR α dépend de la distribution spatiale des fibres et vaut 4 dans le
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cas d’une distribution isotrope 3D et 2 dans le cas d’une distribution unidirectionnelle. La
pente initiale de la courbe 3.11 vaut :

H(w) =
∂σ

∂w
= −α · fct

wu
·
(

1− w

wu

)α−1

→ H(w=0) = −α · fct

wu
(3.12)
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Fig. 3.8 : Représentations graphiques des expressions analytiques pour modéliser le comportement
du BFUHP tendu

La figure 3.8-a compare le comportement mesurée pour le BSI [Jung04] avec l’expression 3.11
et α = 2, 3, 4. L’expression 3.11 surestime de façon importante la pente initiale de la courbe
mesurée ainsi que l’énergie de rupture. [Spa08] a proposée une expression alternative, qui
permet une meilleure estimation de la pente initiale de la courbe :

σ(w) =
fct(

1 +
w

wr

)α (3.13)

avec α = 1.2 et wr = 1 mm. L’expression est similaire à celle proposée par [Sta95]. Cette
courbe a le désavantage de ne pas pouvoir reproduire correctement le descente à zéro pour
w = wu (figure 3.8-b). Dans le cadre de cette recherche, l’expression modifiée 3.14 est propo-
sée :

σ(w) =
fct(

1 +
w

wr

)α ·K(w) K(w) =
wu − w

wu
(3.14)

avec α = 1 et wr = 1.5 mm. Cette expression permet de décrire de façon satisfaisante toute la
courbe σ(w). Une expression analytiquement similaire a été utilisé par [Gam98]. L’expression
3.14 est comparée en figure 3.8-b à la courbe proposée en [Spa08] et sera utilisée dans la
suite de ce travail pour la modélisation du comportement des éléments en BSI ainsi que
comme courbe décrivant le comportement typique d’un BFUHP dans le cadre d’analyses
paramétriques.

3.2.2.4 Comparaison entre approches de modélisation discrète ou homogène pour le
comportement en traction d’un BFUHP

Dans le cadre de cette recherche, le comportement en traction du BFUHP dans la phase
pseudo-plastique est modélisé avec une loi contrainte-déformation moyenne. Les micro-fissures
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forment, en fait, un réseau très irrégulier (figure 3.9) qui, du point de vue macroscopique,
correspond plutôt à un état d’endommagement réparti qu’à une séquence de fissures discrètes
et distinctes.

Cependant, la phase pseudo-plastique est modélisée avec une loi contrainte-ouverture de fis-
sure dans d’autres approches théoriques [Leu07] et normatives [AFGC02, JSCE06]. Pour
pouvoir se comparer à ces approches, il est intéressant quantifier l’ouverture de fissure qui
peut se produire pendant la phase pseudo-plastique.

b) Phase de microfissuration avancée

Zone intacte

a) Première phase de fissuration

ε

Fibres

ε

Granulats

Fig. 3.9 : Transmission des efforts dans la première phase d’ouverture d’une microfissure et dans
une phase de microfissuration avancée

Le calcul de l’ouverture d’une micro-fissure n’est pas simple. Il peut être effectué à partir d’une
approche micro-mécanique, qui est toutefois relativement complexe. D’autre part, la mesure
de l’ouverture des micro-fissures lors d’un essai est sujette à nombreuses incertitudes : les
capteurs de mesure ont une certaine longueur et le nombre de micro-fissures comprises dans
la base de mesure, de même que leur position et géométrie, ne sont pas connus ni facilement
détectables. Dans le cadre de cette recherche, on propose de quantifier la relation entre dé-
formation moyenne et ouverture de fissures en phase pseudo-plastique par une interprétation
simplifiée du processus de micro-fissuration.

Dans la phase initiale de fissuration (figure 3.9-a), sur une coupe droite d’un élément tendu,
il y a une partie de matériau encore non fissurée et une partie qui est fissurée, mais sur
laquelle des efforts peuvent être transmis grâce à l’effet combiné des fibres et des granulats.
La contribution des granulats et du matériau non fissuré est initialement déterminante : l’état
de contrainte et de déformation est pratiquement constant dans le volume du matériau. Pour
des ouvertures de fissure plus importantes, les fissures occupent progressivement toute la
section transversale, la contribution des granulats diminue et la transmission des contraintes
est assurée par les fibres (figure 3.9-b) : l’état de contraintes dans le matériau entre fissures est
moins uniforme, car les fibres transmettent les contraintes progressivement sur leur longueur.
Le matériau entre les fissures est fortement déchargé.

L’hypothèse la plus simple pour estimer la distance entre fissures sr est que les fibres trans-
mettent entièrement l’effort à une distance environ égale à `f/2. Une distance moyenne entre
fissures de 1.5 · `f/2 peut donc être estimée sur la base de considérations similaires à celles
qu’on fait pour la distance entre fissures dans les éléments en béton armé ordinaire [Jung06].
En réalité, les fissures peuvent être plus proches que 1.5 · `f/2. Dans le cadre de l’analyse
structurale et du calcul, il est cependant plus prudent d’estimer l’ouverture de fissure, et
donc la distance entre fissures, maximale. À la fin de la phase pseudo-plastique (εc = εct)
l’allongement total ∆`Tot d’un élément compris entre deux micro-fissures est égal à la somme
de l’ouverture de fissure wct et de l’allongement ∆`m de la matrice entre deux micro-fissures.
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Fig. 3.10 : Hypothèses pour le calcul de l’ouverture de fissure correspondante à la déformation εct

Il vaut :

∆`Tot = wct + ∆`c =
3
4
· `f · εct (3.15)

L’état de contraintes σm et de déformations εm de la matrice entre deux fissures, dû aux
efforts transmis par les fibres sur les deux côtés de l’élément, est représenté sur la figure 3.10.
L’allongement ∆`m est l’intégrale de εm sur la distance entre fissures, 3 · `f/4, et vaut :

∆`m =
fct · `f

4 · Ec
=

fct · sr

3 · Ec
(3.16)

Dans le cas de Ec = 60 GPa, `f = 20 mm et plateau pseudo-plastique à 9 MPa et εct = 0.25% :

∆`Tot = 0.0375mm ∆`m = 7.5E − 4mm → wct = 0.03675 (3.17)

La déformation du béton entre les fissures est pratiquement négligeable par rapport à l’ouver-
ture de fissure à la fin de la phase de micro-fissuration. Pour un matériau pseudo-plastique,
une loi contrainte-ouverture de fissure équivalente à la loi contrainte-déformation est obte-
nue, selon l’approche proposée, en admettant un plateau à contrainte constante et égal à fct

jusqu’à une ouverture de fissure égale à wct.
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3.3 Comportement du béton en compression

3.3.1 Aspects micro-mécaniques du comportement du béton en compression

La formation et la propagation d’une fissure dans un matériau homogène soumis à un champ
de compression uniforme a été étudiée expérimentalement et théoriquement, avec la méca-
nique de la rupture (figure 3.11, [Ken78, Ken83, Ash86, Sam86, Hor86]).

e)d)a) b) c)

Fig. 3.11 : Développement des fissures de compression dans un matériau homogène

Ce type de fissuration, également montré sur la figure 3.12-a [Baz97], est typique pour les
matériaux céramiques et se produit dans les matériaux cimentaires à haute résistance, carac-
térisés par une matrice très homogène et peu poreuse et par des granulats petits ou absents
[Li92]. Dans un béton ordinaire, la formation des micro-fissures est le plus souvent la consé-
quence d’irrégularités dans le champ de compression dues à la présence d’inclusions plus
rigides (les granulats) ou moins rigides (les pores) (figure 3.12-b et c).

Fig. 3.12 : Mécanismes à l’origine de la fissuration dans matériau poreux soumis à un champ de
compression uniforme, adapté de [Baz97]

Les inclusions isolées produisent une concentration de contraintes de traction orthogonales à la
direction de l’effort normal et localisée à leurs extrémités supérieure et inférieure (figure 3.12-
b). En présence de plusieurs inclusions rigides, l’effort de compression est transmis par appui
direct entre les inclusions rigides et des contraintes de traction transversales se développent
par équilibre (figure 3.12-c). Dans les deux cas, des fissures verticales de traction (Mode I) se
propagent localement et de façon stable jusqu’à ce qu’une mode de rupture global se produise
par interaction de nombreuses fissures [Baz97].
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3.3.2 Béton ordinaire

La figure 3.13 montre qualitativement le comportement d’un cylindre en béton soumis à un
effort de compression centrée. Pour un béton ordinaire, le comportement est linéaire élastique
jusqu’à environ 30% de la résistance à la compression. Pour des contraintes plus importantes,
des micro-fissures se créent ou se propagent à partir des micro-défauts préexistants. Ces
fissures tendent à s’orienter parallèlement à l’effort de compression appliqué. Jusqu’à une
contrainte d’environ 70-75% de la résistance à la compression, la propagation des fissures est
stable et produit uniquement un endommagement local et une perte de rigidité globale de
l’échantillon. Pour des contraintes supérieures, les fissures commencent à interagir. La rupture
est atteinte par formation d’un mécanisme global dont la typologie dépend des propriétés
du matériau ainsi que de la géométrie et des conditions de bord du spécimen [Ken78]. La
déformation latérale du béton non confiné et soumis à un effort de compression est également
montrée sur la figure 3.13 : le rapport entre la déformation latérale et la déformation axiale
vaut initialement (coefficient de Poisson du béton) 0.15 - 0.25 et augmente avec la résistance
du béton.
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φ
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Fig. 3.13 : Représentation qualitative du comportement d’un cylindre en béton soumis à un effort
de compression uniaxial

Les granulats influencent le mode de rupture de façon déterminante. Leur présence augmente
les défauts présents dans le matériau et les endroits possibles comme amorces de fissures, de
sorte que la résistance du béton est réduite mais, en même temps, l’endommagement est plus
réparti dans le volume et la dissipation d’énergie dans la phase avant pic est plus importante.
À cause des granulats, les fissures ne peuvent pas se propager verticalement et sont obligées de
suivre des parcours irréguliers, ce qui augmente l’aire de la surface impliquée dans le processus
de rupture.

M

c) d) e)

a) b)

σ

Fig. 3.14 : Modalités de rupture en compression pour différentes conditions

Un matériau homogène, fragile et non entravé en direction transversale peut atteindre la
rupture par ouverture de fissures longitudinales (figure 3.14-a). Un matériau hétérogène, ou
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bien en présence d’un effet de confinement, atteint une ruine plus ductile avec formation de
bandes de glissement inclinées.

La présence d’un état de confinement latéral s’oppose à l’ouverture des fissures, favorise un
mécanisme de rupture par bandes inclinées et augmente la résistance au glissement le long
des surfaces de rupture. Un état de confinement peut être la conséquence d’un effort de
compression appliqué transversalement (confinement actif, cas c de la figure 3.14) ou d’une
condition d’entrave cinématique de la dilatation transversale du béton comprimé (confinement
passif). Ce dernier effet se manifeste par exemple aux extrémités d’un échantillon d’essai, à
cause du frottement avec les plateaux de mise en charge de la machine (cas b), mais aussi
dans les éléments en béton armés transversalement (cas d). Un effet similaire se manifeste en
outre dans la zone comprimée des éléments fléchis (cas e) à cause de l’entrave imposée à la
déformation des fibres les plus comprimées par leur proximité des fibres moins sollicitées.

3.3.3 Bétons à haute résistance et bétons fibrés

Le béton à haute résistance a moins de défauts initiaux dans la matrice, une matrice plus
compacte et résistante, une zone de transition de meilleure qualité mécanique et des propriétés
mécaniques similaires entre matrice et granulats. Le comportement en compression d’un béton
à haute résistance est plus rigide, la déviation de la linéarité est moins significative et la phase
de fissuration instable commence plus tard que pour un béton ordinaire. Le comportement
après pic est par contre beaucoup moins ductile (figure 3.15), à cause de la fragilité en traction
de la matrice et à cause du fait que les surfaces de rupture sont moins irrégulières. À partir
d’une résistance à la compression de 70-80 MPa, les fissures peuvent traverser les granulats.
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Fig. 3.15 : Comportement en compression en fonction de la résistance à la compression. a) Pro-
position de [MC90] pour fck ≤ 80MPa ; b) modification proposées [CEB95] pour
50 ≤ fck ≤ 100MPa

L’ajout de fibres n’influence que marginalement le comportement avant pic. Les valeurs de
fc et et εc1 peuvent théoriquement augmenter, grâce au contrôle de la fissuration exercé par
les fibres pendant la phase de propagation des fissures longitudinales (figure 3.16, [Hsu94,
Nev05]). Cet effet n’est significatif que si le taux des fibres est important et si les propriétés
mécaniques et géométriques de fibres et du béton permettent leur activation dès la fissuration.
En revanche, l’ajout d’un taux important de fibres dans le mélange augmente le nombre
de micro-défauts présents dans le matériau [Man84, Kön98]. Les deux effets se compensent
partiellement [Li92], de sorte que l’augmentation de résistance peut pratiquement être négligée
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dans la plupart des cas (voir également la section 3.3.4).

a)

de traction

Zones faibles

Fibres Fissures verticales

b)

Fig. 3.16 : a) Effet des fibres sur le contrôle des fissures en compression. b) Relation entre direction
de bétonnage, orientation des fibres et influence de la ségrégation sur la résistance à la
compression [Man99]

Les fibres influencent généralement de façon positive la ductilité en compression et aug-
mentent l’énergie nécessaire à l’ouverture et au glissement le long des surfaces de rupture
[Hsu94, Tae96, Kön98]. L’efficacité des fibres peut être influencée par la direction de béton-
nage : comme dans le cas des agrégats, la présence des fibres peut entrainer la formation de
vides à cause des effets locaux de la ségrégation ([Man99], figure 3.16-b). Dans des bétons
autoplaçants et pauvres en granulats, les fibres tendent à se disposer en position horizontale :
si un effort de compression est appliqué en direction orthogonale à celle de bétonnage, les
fibres ne croisent pas les fissures de compression et ne peuvent exercer un effet bénéfique
efficace.

3.3.4 BFUHP

Les considérations décrites pour les bétons à haute résistance et pour les bétons fibrés s’ap-
pliquent également au BFUHP, dont le comportement en compression est caractérisé par :

- module de Young élevé (Ec ' 45÷ 65 GPa) ;
- déviation de la linéarité limitée jusqu’à un niveau de sollicitation proche de la résistance

ultime (85-90 %) ;
- résistance à la compression comprise entre 150 et 250 MPa, pour les BFUHP d’intérêt

pratique ;
- en absence de fibres, comportement après pic extrêmement fragile et rupture explosive ;
- avec fibres, ductilité après pic fortement augmentée.

Le gonflement latéral du BFUHP diffère de celui du béton ordinaire. Pour le béton ordinaire,
le coefficient de Poisson vaut environ 0.2 en phase élastique et il dévie de cette valeur pour
ε/εc1 ' 0.4 ÷ 0.5. Le rapport entre déformation latérale et déformation axiale vaut environ
0.5 au pic. Pour le BFUHP, le coefficient de Poisson vaut 0.18 et le rapport entre déformation
latérale et déformation axiale vaut environ 0.32 au pic [Tue04].

Les figures 3.17 et la figure 3.18-a montrent des courbes contrainte-déformation mésurées par
différents auteurs.
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Fig. 3.17 : Comportement contrainte-déformation moyenne mesuré pour différents BFUHP par dif-
férents auteurs. Le comportement après pic n’a pas été mesuré par [Gra07] et [Ros05]

Même si le comportement en compression est l’un des aspects principaux pour le dimension-
nement, il existe à ce jour un nombre relativement limité d’essais de compression documentés
pour le BFUHP. Les essais ont été effectués sur des échantillons de géométrie et taille dif-
férentes. À l’exception des essais effectués par [Nie95], qui a utilisé un contrôle mixte en
déformation axiale et latérale, les autres essais ont été effectués sans adopter aucune mesure
spécifique ni pour minimiser l’effet du confinement exercé par les plateaux de mise en charge,
ni pour assurer la stabilité des essais dans la phase après pic. Si les indications concordent, en
gros, sur le comportement avant pic, les informations actuellement disponibles pour l’allure
de la réponse après pic sont relativement dispersées.
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Fig. 3.18 : a) Courbes contrainte-déformation en compression mesurées par [Nie95] sur Compresit
avec taux de fibres variable. b) Relation linéaire entre fc et fct selon [Nie95] et compa-
raison avec les résultats des essais de [Beh96] avec taux de fibres variable entre 0 et 4 %

L’influence des fibres sur la résistance à la compression est modeste pour un taux de fibres
inférieur à 2-3% en volume, mais elle peut augmenter considérablement pour des taux plus
importants. Pour un béton Compresit renforcé avec 3 à 9% de fibres Dramix avec crochet,
[Nie95] indique une relation linéaire entre la résistance à la compression et la résistance à la
traction du béton fibré, fct. Cette relation est bien approchée (figure 3.18-b) par l’expression :

fc = fc0 + 4 · fct, (3.18)

identique à celle utilisée pour évaluer la résistance à la compression d’un béton ordinaire
confiné, selon la théorie de la plasticité et un critère de Mohr-Coulomb (ϕ = 37◦). Comme
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d’autres auteurs le font [Tae96], Nielsen propose une similitude entre l’effet des fibres et
l’effet d’une pression de confinement externe. En variant le taux de fibres entre 0 et 4% en
volume, [Beh96] signale une augmentation qu’il qualifie de “non majeure” (5 à 10%) de fc.
Si l’on compare fc à fct, les résultats obtenus par Behloul peuvent être suffisamment bien
interprétés sur la base de l’Équation 3.18 et fc0 = 190 MPa.

Si le taux de fibres est important, comme dans le cas des essais de [Nie95], la courbe contrainte-
déformation est caractérisée par une déviation notable de la linéarité, qui se produit pendant
la phase avant pic où la micro-fissuration est contrôlée par l’action des fibres (figure 3.18-a).
Pour des taux de fibres moins importants, le rapport entre le module d’élasticité initial, Ec,
et la rigidité sécante au pic, Ec1 = fc/εc1, est nettement plus petit que celui d’un béton
ordinaire (tableau 3.1)

[Jung04] [Beh96] [Feh05] [Rei07] [Ros05] [Gra06] BO [MC90]
BSI BPR - Ductal Cemtec Ductal C12 ÷ C80

Ec/Ec1 1.30÷1.45 1.05 1.11 1.15 1.11 1.17 1.1÷2.4

Tab. 3.1 : Rapport entre Ec et la rigidité sécante au pic, calculé pour les différents matériaux mon-
trés en figure 3.17

La rupture du BFUHP se manifeste généralement par la formation de surfaces de sépa-
ration/glissement peu inclinées ou quasi-verticales, contrôlées par les fibres qui empêchent
l’éclatement et la séparation des morceaux en béton fissuré et garantissent une résistance
résiduelle importante. Au pic, des réponses très variables sont mises en évidence par les diffé-
rents auteurs : [Beh96] (figure 3.17-a) enregistre un plateau, une chute rapide de la contrainte
et une stabilisation sur un deuxième plateau à environ un tiers de fc, qui continue jusqu’à
une déformation moyenne de presque 2%. [Jung04] (figure 3.17-b) indique une diminution de
contrainte brusque mais moins importante (environ 20 MPa), suivie par un comportement
progressivement adoucissant. Le même type de saut de contrainte au pic a été mis en évi-
dence, entre autres, par [Sch06] pour un béton fibré à haute résistance et par [Sti04] pour un
béton fibré à très haute résistance. [Rei04] et [Feh05] (figure 3.17-c) mesurent une inversion de
pente nette au pic et un comportement adoucissant, pratiquement linéaire, après pic. [Gra07]
et [Ros05] (figure 3.17-a) décrivent uniquement le comportement avant pic.

La variabilité de comportement ultime peut être attribuée aux propriétés mécaniques des
matériaux, mais aussi aux modalités de contrôle des essais.

3.3.4.1 Comparaison

Les différentes courbes montrées sur les figures 3.17 et 3.18-a ont été normalisées par la
résistance à la compression et la déformation au pic, et sont comparées dans la figure 3.19.
Avant pic, le comportement est fortement non linéaire seulement pour des taux de fibres
très importants. Sinon, le comportement tend vers une ligne droite. Après pic, une grande
dispersion des résultats existe.
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Fig. 3.19 : Comparaison du comportement en compression pour différents types de bétons à ultra-
hautes performances dans la phase avant pic (a) et après pic (b). Courbes normalisées.

3.3.5 Lois σ(ε) analytiques

Suite au développement du calcul numérique des structures, plusieurs auteurs ont proposé
diverses expressions analytiques pour décrire la loi contrainte-déformation du béton et per-
mettre l’implémentation du comportement non linéaire en compression dans des programmes
de calcul. La difficulté de définir la loi σ(ε) de façon univoque s’explique par plusieurs raisons :

- la forme de la courbe varie avec le type du béton ;
- les phases avant et après pic sont différentes et, pour certains matériaux, difficiles à décrire

par des expressions analytiques unifiées ;
- en présence d’un état de contraintes multiaxial, la forme de la courbe change ;
- les modalités selon lesquelles les essais de compression sont effectués ont une forte influence

sur la forme de la courbe, notamment dans la phase après pic.

Parmi les propositions existantes, nous en avons mis en évidence quatre principales.

3.3.5.1 Formulation de Sargin [Sar69]

La formulation la plus générale proposée par Sargin prévoit six paramètres (a à f) :

σc =
a + b ·

(
εc
εc1

)
+ c ·

(
εc
εc1

)2

d + e ·
(

εc
εc1

)
+ f ·

(
εc
εc1

)2 · fc (3.19)

En imposant le passage par l’origine avec pente égale à Ec et le passage par le point de pic
(εc1, fc) avec pente nulle, l’expression devient (figures 3.20-a et 3.21-a) :

σc =
A ·

(
εc
εc1

)
+ (D − 1) ·

(
εc
εc1

)2

1 + (A− 2) ·
(

εc
εc1

)
+ D ·

(
εc
εc1

)2 · fc A =
Ec · εc1

fc
(3.20)

La courbe est complètement définie par les trois paramètres physiques Ec, fc, εc1 et par D,
qui contrôle principalement la forme après le pic (figure 3.21-a). Les expressions proposées
par l’Eurocode ([EC2], analyse non linéaire des structures) et par le Code Modèle CEB-FIP
[MC90] sont obtenues à partir de l’Expression 3.20 en imposant D = 0. Dans les deux cas,
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la validité de l’expression 3.20 est limitée après pic à σc ≥ 0.5 · fc. Wang, Shah et Naaman
[Wan78] proposent d’adopter deux valeurs différents pour A et D avant et après pic. Pour un
béton fibré, Taerwe [Tae96] applique l’équation originale 3.19 et impose une équivalence entre
la surface couverte par la courbe analytique et la surface couverte par la courbe mesurée. Sur
la base d’une approche similaire, Spasojevic [Spa08] définit pour le BFUHP BSI un facteur
D(ε/εc1) qui dépend de l’état de déformation et permet l’utilisation d’une expression unique
avant et après pic.

3.3.5.2 Formulation de Kent et Park [Ken71]

Kent et Park proposent une parabole de deuxième degré avant pic et une loi linéaire après
après pic (figures 3.20-b et 3.21-b) :

ε ≤ εc1 σ =

[
2 ·

(
εc

εc1

)
−

(
εc

εc1

)2
]
· fc (3.21)

ε > εc1 σ = [1− Z · (εc − εc1)] · fc (3.22)

La courbe avant pic n’est pas paramétrée et ne dépend pas du module de Young : la forme
est bien adaptée aux bétons ordinaires mais est peu adaptable à d’autres types de béton.
L’approximation linéaire décrit de façon grossière le comportement après pic en compression
directe. Pour l’analyse des éléments de structures soumis à des sollicitations plus générales,
cette approximation est par contre utile : d’un côté, l’erreur commise n’est plus si importante
car le comportement en compression après pic, dans un élément de structure, est influencé par
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Fig. 3.20 : Comparaison des différentes expressions analytiques pour le comportement avant pic du
béton comprimé. Sensibilité aux variations des paramètres.
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la géométrie de l’élément et par la présence éventuelle d’états de contraintes multiaxiaux, et
ne peut de toute manière pas être décrit précisément, même avec une courbe non linéaire. De
plus, la simplicité de la courbe facilite le développement d’expressions analytiques. Cette loi,
complétée par un plateau plastique au pic, a été utilisée par Sheick et Uzumeri [She82], Sheick
et Yeh [She86, She92] et Saatcioglu and Razvi [Saa92] pour l’analyse du comportement struc-
turel des colonnes en béton armé et confiné. Une loi linéaire après pic est utilisée très souvent
et de façon transversale pour les différents types de béton : Hillerborg [Hil90] et Markeset et
Hillerborg [Mar95] admettent un comportement après pic linéaire pour étudier respectivement
l’effet d’échelle sur le comportement en flexion et l’effet de longueur sur le comportement en
compression directe. Schumacher [Sch06] propose une adaptation de l’approche proposée par
[Mar95] pour un béton fibré, alors que Reineck et Greiner [Rei07] utilisent une courbe après
pic linéaire pour modéliser le comportement des éléments comprimés et fléchis en BFUHP.

3.3.5.3 Formulation de Popovics [Pop73]

Popovics propose une courbe unique avant et après pic (figures 3.20-c et 3.21-c) :

σc =
n ·

(
εc
εc1

)

n− 1 +
(

εc
εc1

)n · fc (3.23)

La courbe dépend des variable physiques fc et εc1 et du paramètre n, qui ne dépend origi-
nairement pas du module d’élasticité. Plusieurs auteurs ont repris cette approche : Carreira
et Chu [Car85] fixent n en fonction du module d’élasticité initial (n = 1/[1− (fc · εc1)/Ec]).
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Fig. 3.21 : Comparaison des différentes expressions analytiques pour le comportement après pic du
béton comprimé. Sensibilité aux variations des paramètres.
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Ezeldin et Balaguru [Eze92] utilisent 3.23 pour un béton de fibres avec n en fonction des
propriétés des fibres. Thorenfeldt et al. [Tho87] proposent une formulation alternative :

σc =
n ·

(
εc
ε∗c1

)

n− 1 +
(

εc
ε∗c1

)k·n · fc ε∗c1 6= εc1 (3.24)

où k est un paramètre additionnel qui contrôle la forme de la courbe. Mansur [Man99] propose
d’utiliser l’expression originale 3.23 avant pic et l’expression modifiée :

σc =
β · n ·

(
εc
εc1

)

n− 1 +
(

εc
εc1

)(β·n)
· fc (3.25)

après pic, avec β qui dépend de l’index de renforcement R.I. des fibres. D’autres auteurs, no-
tamment ceux travaillant sur les bétons à très haute résistance, préfèrent utiliser l’expression
proposée par Popovics pour le phase avant pic et une expression différente après pic (voir
section 3.3.5.4) : cette approche a été suivie par Cusson et al. [Cus95] au cours de leurs re-
cherches extensives sur le comportement des colonnes en béton et en béton à haute résistance
armé et confiné, par Campione et al. [Cam02] pour modéliser le comportement des colonnes
en béton fibré, et par [Hsu94] pour décrire le comportement en compression du béton fibré.

3.3.5.4 Formulation de Shah [Sha83]

Shah propose une formulation avec deux courbes différentes pour les phases avant et après
pic. Avant pic (figure 3.20-d) :

σc =

[
1−

(
1− εc

εc1

)A
]
· fc A = Ec · εc1

fc
, (3.26)

qui est la même expression que celle conseillée pour le dimensionnement des éléments par
l’Eurocode. Cette expression est aussi proposée dans l’extension au Code Modèle pour les
bétons à haute résistance [CEB95] et dans les normes provisoires allemandes pour les BFUHP
[DAfStb05]. Après pic (figure 3.21-d) :

σc = fc · exp
[
−kc1 · (εc − εc1)

kc2

]
kc1 =

log(0.5)

(εc50 − εc1)
kc2

(3.27)

où kc2 est un paramètre de forme et εc50 est la déformation au point où la contrainte résiduelle
est égale à la moitié de fc. En εc = εc1, la tangente à la courbe tend toujours vers les valeurs
limites zéro ou infini selon la valeur du paramètre kc2 (supérieure ou inférieure à 1, figure
3.21-d). Cette courbe a été utilisée par plusieurs auteurs pour la simulation du comportement
des bétons fibrés à haute résistance, souvent caractérisés par une chute relativement rapide
de contrainte après le pic mais par une ductilité et une résistance résiduelle significatives pour
des déformations plus grandes. Cusson et al. [Cus95] et par la suite Campione et al. [Cam02]
ont utilisé et validé cette expression pour les bétons fibrés à haute résistance et ont proposé
des expressions pour les coefficients kc1 et kc2 (section 5.3).

3.3.5.5 Évolution du module tangent aux courbes σc(εc)

En négligeant la courbe proposée par Kent, qui n’est pas adaptable, nous comparons l’évo-
lution du module tangent pour les autres modèles et avec les mêmes valeurs de Ec, fc et εc1
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(figure 3.22). Les courbes diffèrent de façon significative autour de εc/εc1 = 0.5 et à proximité
du pic. La pente tangente prévue par l’expression proposée par [Sha83] est inférieure à la
pente élastique dès les tous petits niveaux de déformation, alors que l’expression proposée
par [Pop73] prévoit une pente pratiquement égale à la pente élastique jusqu’à εc/εc1 = 0.5.
Cette différence, généralement ignorée dans le dimensionnement des éléments, peut par contre
influencer les résultats de la modélisation du comportement expérimental pour des éléments
en flexion avec effort normal.
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Fig. 3.22 : Comparaison entre les courbes σc(εc) proposée par différents auteurs et évolution de la
tangente à la courbe dans la phase avant pic

3.3.5.6 Courbe pour la modélisation du BFUHP

Deux courbes différentes sont choisies pour modéliser les parties avant et après pic du com-
portement du BSI (figure 3.24). L’expression proposée par Sargin est utilisée avant pic, avec
Ec = 60000 MPa, fc = 190 MPa et εc1 comprise entre 0.4 et 0.5%.

Après pic, une variante de la formule proposée par Shah est proposée, qui permet d’introduire
un plateau de résistance résiduelle à σres :

σc = (fc − σres) · exp
[
−kc1 · (εc − εc1)

kc2

]
+ σres (3.28)

Cette formulation dépend de plusieurs paramètres (εc50, κc2 et σres) mais permet une grande
versatilité pour la description des différents matériaux (figure 3.23).
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Fig. 3.23 : Adaptation proposée de l’expression de [Sha83] pour le comportement après pic en com-
pression : sensibilité aux variations des paramètres

Pour le BSI εc50 = 1%, σres = 0 sont choisis. Des valeurs de κc1 comprises entre 0.58 e 1.0,
en accord avec les indications de Cusson et Paultre [Cus95] et Legeron et Paultre [Leg03],
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permettent une description satisfaisante de la forme globale des courbes du BSI après le pic
et également de modéliser une réponse plus ou moins fragile dans l’après pic immédiat. Les
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Fig. 3.24 : Comparaison entre le modèle et les résultats des essais effectués par Jungwirth [Jung04]

mêmes expressions seront utilisées dans les sections suivantes pour décrire et modéliser le
comportement de bétons de classes différentes.

3.3.6 Effet de la longueur de l’éprouvette sur le comportement après pic en
compression

La figure 3.25-a montre schématiquement le comportement d’un cylindre en béton de longueur
L soumis à un effort de compression centré. Après le pic, la rupture se localise sur une zone
de longueur ` et le comportement structurel dépend de la longueur de l’élément.
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Fig. 3.25 : Localisation de la rupture pour le béton comprimé

Jusqu’aux années 80, l’effet d’échelle en compression n’avait pas été étudié, en partie à cause
des difficultés liées à la mesure du comportement après pic du béton [Kot83, Van86, Von92,
Jan97, Van97]. Le phénomène de localisation est plus complexe en compression qu’en traction
(figure 3.1). La rupture présente deux mécanismes différents (figure 3.25-a) : un endommage-
ment volumétrique par formation de fissures parallèles à la direction de l’effort de compression
dans tout le volume de la zone de localisation ; un mécanisme de rupture final par localisation
des déformations le long de surfaces de glissement inclinées [Mar93, Mar95]. Les deux méca-
nismes contribuent de façon différente à l’effet d’échelle : le premier mécanisme est associé à
une dissipation d’énergie volumétrique, le deuxième à une dissipation d’énergie surfacique.
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Plusieurs approches de modélisation ont été proposées, avec des hypothèses parfois contradic-
toires : de façon générale, le comportement d’un échantillon peut être décrit sur la base des
contributions montrées en figure 3.25-b et résumées par les équations 3.29 et 3.30. L’endom-
magement volumétrique peut être décrit par une loi contrainte-déformation moyenne, valable
sur la zone de longueur `. La formation des surfaces de glissement peut être décrite par une
loi contrainte-déplacement δ, indépendante de la longueur de l’éprouvette et de la zone de
rupture. La décharge du béton se produit avec pente Ede sur une longueur `∗ qui est égale,
selon différents auteurs, à ` ou à L.

∆` = εpic · L− ∆σ · `∗
Ede

+ εv(∆σ) · ` + δs(∆σ) (3.29)

εmoy = εpic − ∆σ · `∗
Ede · L +

εv(∆σ) · `
L

+
δs(∆σ)

L
(3.30)

Fig. 3.26 : Effet d’échelle mesuré par [Van86]

Les premières considérations quantitatives sur l’effet d’échelle en compression peuvent être
attribuées à Van Mier [Van86], qui a effectué des essais sur des prismes en béton ordinaire de
section carrée avec une longueur de 50, 100 et 200 mm et un élancement de 0.5, 1 et 2 (figure
3.26). Selon Van Mier, le déplacement δp nécessaire pour casser l’éprouvette après le pic ne
dépend pas de la géométrie de l’éprouvette et est une propriété du matériau :

δp = (ε− εpic) · h (3.31)

Sur la base des résultats de Van Mier, Hilleborg [Hil90] et Bažant [Baz89] ont proposé deux
approches de modélisation alternatives. Hillerborg fait l’hypothèse que la déformation se
localise sur une ligne (εv = 0) et que tout le reste de l’éprouvette se décharge après le pic
(` = 0, `∗ = L). Bažant définit une loi contrainte-déformation valable sur une bande de
localisation, dont l’épaisseur dépend de la longueur caractéristique du matériau et est fixée à
50 mm : le béton dans cette bande continue à se déformer, alors qu’à l’extérieur il se décharge
(` = 50 mm, `∗ = L− `).

Markeset [Mar93, Mar95] propose une approche qui considère en même temps la contribution
volumétrique et la contribution surfacique. La quantification des deux contributions se base
sur des considérations de type énergétique. L’énergie totale nécessaire pour la formation des
fissures longitudinales est exprimée en fonction de l’énergie de fracture GF du matériau et
de la distance estimée entre fissures longitudinales. Si l’énergie totale dépensée pour rompre
l’échantillon est mesurée lors des essais, l’énergie associée aux deux mécanismes de rupture
(volumétrique et surfacique) peut être évaluée et les courbes σc(εd) et σc(wc) sur la figure
3.27 peuvent être déterminées.
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Fig. 3.27 : Hypothèses et définition des paramètres du modèle de [Mar93]

Ce modèle est actuellement le seul qui considère explicitement les deux mécanismes de rup-
ture. Il a été successivement utilisé par d’autres auteurs, qui ont adapté la formulation origi-
nale aux éléments fléchis [Mey97, Sin98, Sin03] et au béton fibré [Sch06]. La limite principale
de ce modèle réside dans le nombre important de paramètres d’étalonnage qui doivent être
déterminés avec des essais spécifiques. Dans le cas d’un BFUHP, ces informations ne sont
pas disponibles. De plus, la notion d’énergie de fissuration, qui est à la base du modèle, doit
être considérée avec attention dans le cas du BFUHP parce que la rupture en compression se
produit en présence de fissures longitudinales qui ne sont pas encore complètement ouvertes :
une énergie dissipée plus petite que la valeur totale de GF devrait donc être considérée.

Pour le béton ordinaire, la longueur de la zone de localisation est généralement admise
constante et égale à environ 2 fois le diamètre de l’éprouvette [Mut90, Sig95]. Afin d’analyser
la zone de localisation en détail, Jansen et al. [Jan97] ont effectué des essais sur cylindres en
béton avec un élancement compris entre 2 et 5.5. Selon ces auteurs, la zone de localisation
n’a pas une longueur constante, mais augmente progressivement entre 1 fois et environ 2 fois
le diamètre de l’éprouvette. L’évolution de la longueur de la zone de rupture, qui contraste
avec les hypothèses d’autres auteurs, a été également mise en évidence avec une méthode
acoustique par [Pur06].

3.4 Adhérence entre armatures et béton

L’adhérence est l’ensemble des phénomènes qui permettent la transmission d’un effort lon-
gitudinal entre l’armature et le béton [FIB00]. Dans un élément de structure, l’adhérence
dépend de nombreux facteurs, liés à la géométrie de l’élément et à l’état de déformation et
contrainte tridimensionnel qui existe dans le béton et dans l’acier d’armature (section 4.5).
Cependant, dans le cadre de l’analyse structurale, l’adhérence est généralement modélisée par
une loi uniaxiale qui relie la contrainte tangentielle τ agissant à l’interface armature-béton
au déplacement relatif, ou “glissement” δ, qui se produit localement entre armature et béton
lorsque leur état de déformation longitudinale n’est pas égal (section 4.2.2).

3.4.1 Mécanismes d’adhérence

Plusieurs phénomènes apparaissent lors de l’extraction d’une barre d’armature enrobée dans
un élément en béton ([FIB00], figures 3.28 et 3.29).
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Initialement, l’adhérence est donnée par adhésion chimique et par une petite contribution
d’ancrage micro-mécanique dû aux irrégularités de la surface acier-béton. Aucun glissement
local ne se produit, mais la barre se déplace par rapport au béton non perturbé à cause
de la déformabilité au cisaillement du béton (figure 3.28-a). La contribution de l’adhésion à
l’adhérence est modeste et elle est rapidement vaincue.

fiss. sécondaire

a) Adhésion

f) Cisaillement des
dents en béton

d) Rupture par fissuration
radiale traversante

c) Fissuration

Barre non nervurée
δ

e) Rupture par arrachement
avec fissuration radiale
controléeradiale

b) Bielles 3D et

δ

τ

Fig. 3.28 : Représentations schématique des courbes τ(δ) typiques obtenues lors d’essais d’arrache-
ment pour un béton ordinaire

Pour une barre non nervurée, suite à la rupture de l’adhésion, l’adhérence est donnée unique-
ment par le frottement acier-béton. Pour une barre nervurée, les nervures assurent un ancrage
de type mécanique plus efficace, avec formation de bielles comprimées qui s’appuient sur les
nervures de la barre et dont la poussée doit être équilibrée dans le béton d’enrobage (figure
3.29-b). Des contraintes de compression importantes apparaissent en face des nervures. Le
béton est localement écrasé, le glissement augmente et des fissures transversales secondaires
se forment aux extrémités postérieures des nervures et se propagent avec une forme conique
(figure 3.29-a). Suite à la formation de ces fissures, la poussée des bielles comprimées doit
être équilibrée par des anneaux de traction tangentielle dans le béton d’enrobage, qui causent
rapidement une fissuration radiale à proximité de la barre (figure 3.29-b).

45 − 60 °

30 − 45 °

secondaires

Ecrasement local

Fissure principale

Fissures radiales

Anneaux de contraintes

Fissures coniques

du béton

de fendage

de traction

Bielles comprimées Anneaux tendus

Fig. 3.29 : Représentation schématique du mécanisme d’adhérence pour une barre nervurée

Si l’épaisseur de l’enrobage est suffisante, la propagation des fissures radiales s’arrête car
les contraintes de traction tangentielles dans la partie externe et non fissurée de l’anneau
suffisent à équilibrer la poussée des bielles : dans ce cas, une rupture ductile se produit après
des déplacements importants par écrasement progressif et cisaillement final des dents de béton
entre les nervures (figure 3.28-f). Si l’épaisseur de l’enrobage est insuffisante, la rupture est
plus fragile et se manifeste par la propagation incontrôlée des fissures radiales dans tout
l’enrobage (figure 3.28-d). Des situations intermédiaires peuvent se produire (figure 3.28-e),
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typiquement si la fissuration radiale est contrôlée par la présence d’un état de confinement
actif (compression transversale) ou passif (étriers, fibres). La dernière partie de la courbe τ(δ)
présente un plateau qui correspond à la contribution résiduelle due au frottement.

3.4.2 Mesure de l’adhérence

La loi d’adhérence τ(δ) est généralement mesurée par des essais d’arrachement de barre (essais
de “pull-out”, figure 3.30 à gauche [RIL78]). Si la longueur ` de contact entre armature et
béton est suffisamment petite (`/φs ≤ 5), la contrainte τ et le glissement δ peuvent être
considérés uniformes sur `. La contrainte τ est alors calculée par division de la force appliqué
par la surface de contact, et le glissement δ est égal à celui mesuré à l’extrémité non chargée
de la barre. La longueur ` étant petite, l’état de sollicitation dans la barre demeure modeste
et n’influence pas l’adhérence (section 4.5.2). Une épaisseur c de l’enrobage suffisante (c/φs ≥
4.5) est généralement choisie pour éviter le risque de rupture par fendage (section 4.5.1).
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insuffisant
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Fig. 3.30 : Cadre d’essai [RIL78] pour la mesure de l’adhérence. Loi d’adhérence pour un béton
ordinaire (fck = 30 MPa) [MC90]

3.4.3 Béton ordinaire

La loi τ(δ) originairement proposée par [Cia81] et adoptée par [MC90] est parmi les plus
utilisées (figure 3.30 à droite). Elle se compose de quatre branches :

τ = τmax ·
(

δ

δ1

)α

δ ≤ δ1 (3.32)

τ = τmax δ1 < δ ≤ δ2 (3.33)

τ = τmax − (τmax − τf ) ·
(

δ − δ2

δ3 − δ2

)
δ2 < δ ≤ δ3 (3.34)

τ = τf δ > δ3 (3.35)

Les valeurs δi et τi à utiliser dépendent des conditions de confinement et du type de barres
d’armature (à adhérence normale ou améliorée). La condition est considérée “confinée” si le
rapport entre l’épaisseur c de l’enrobage et le diamètre de la barre est plus grand que cinq
et si l’espacement net entre barres vaut plus que 10 fois leur diamètre, ou bien en présence
d’une armature transversale ou d’une pression de confinement latérale “suffisantes” [MC90].
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– Conditions confinées : δ1 = 1 mm, δ2 = 3 mm, τ1 = 2.5 · √fck, α = 0.4,τ1 =
√

fck mm,
et δ3 est égal à la distance nette entre nervures ;

– Conditions non confinées : δ1 = 0.6 mm, δ2 = δ1, δ2 = 10 mm, τ1 = 2.0 · √fck, α = 0.4,
τ1 = 0.3 · √fck mm.

Dans des conditions de confinement intermédiaires, les paramètres δ et τ peuvent être in-
terpolés linéairement entre les valeurs donnés pour les cas confiné et le cas non confiné. Les
équations 3.32 à 3.35 ne dépendent pas de la position x le long de la barre, si la distance
comptée à partir d’une fissure transversale est plus grande que cinq fois le diamètre de la
barre. Sinon, toutes les valeurs des paramètres δ et τ doivent être réduite par le facteur
λ(x)= 0.2 · x/φs.

3.4.4 Béton à haute résistance

[Hua96] et al. ont proposé pour les BHR une adaptation des paramètres qui définissent la loi
τ(δ) du béton ordinaire. Les différences principales sont :

– remplacement de la relation τ1 = 2.5·√fck, qui sous-estime τ1 pour les BHR, par la relation
linéaire τ1 = 0.45 · fcm ;

– comportement avant pic plus rigide pour un BHR (α = 0.3) que pour un BO (α = 0.4) ;
– proposition des valeurs adaptées : δ1 = 0.5 mm et δ2 = 1.5 mm ;
– remplacement du plateau de frottement résiduel avec une diminution linéaire vers zéro.

En cas de rupture par fendage, le comportement d’un élément en BHR est plus fragile et donc
moins favorable que le comportement d’un élément en BO. Dans ce cas, l’utilisation d’un béton
fibré peut produire une amélioration importante de l’adhérence. Ces aspects seront rappelés
et traités plus en détail à la section 4.5.1.1.

3.4.5 Bétons fibrés, à hautes et ultra-hautes performances

Un certain nombre d’essais d’adhérence entre armatures et bétons fibrés à hautes perfor-
mances se trouve dans la littérature. L’adhérence développée par ces matériaux est signifi-
cativement plus grande (τMax = 40 ÷ 60 MPa pour un BFUHP typique) que celle que l’on
observe pour un béton ordinaire. Les essais d’adhérence avec le BFUHP doivent ainsi être
effectués avec une longueur de contact entre armature et béton réduite et égale à 1 à 3 fois
le diamètre de la barre, de sorte à éviter l’écoulement plastique de celle-ci. En conséquence,
un nombre limité de nervures est activé lors des essais et les résultats peuvent être fortement
influencés par la géométrie et par la position locale des nervures.

3.4.5.1 Essais d’adhérence effectuées par Hamza et Naaman [Ham96] et par
Krstulovic-Opara [Krs94] avec le béton SIFCON

Le béton SIFCON est caractérisé par des propriétés mécaniques inférieures à celles d’un
BFUHP typique (fc = 40 à 90 MPa, fct ≤ 6 MPa). Cependant, grâce à la quantité très im-
portante de fibres utilisées, l’adhérence a pour ces matériaux des aspects plus similaires à
celle qui se développe dans les éléments en BFUHP qu’à celle des éléments en béton fibré
ordinaire.

Hamza et Naaman [Ham96] ont effectué des essais avec environ 5 % en volume de fibres,
alors que [Krs94] a utilisé 1 à 7 % en volume de fibres. Dans les deux cas, des cadres d’essais
spécifiques et différents des cadres d’essais standards ont été utilisés.
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Fig. 3.31 : Adhérence de barres d’armature et béton SIFCON : mesures et comparaison avec l’adhé-
rence pour un béton ordinaire, selon (a) [Ham96] et (b) [Krs94]

Avec 7 % de fibres, la valeur de τmax augmente 4 à 6 fois, δ1 augmente 4 à 7 fois et l’aire
couverte par la courbe τ(δ) augmente de 30 fois par rapport à un béton ordinaire. [Ham96]
indique que la rigidité avant pic de la courbe τ(δ) est jusqu’à 5 fois plus grande que dans
le cas du béton ordinaire (figure 3.31-a). Selon [Krs94], la relation entre rigidité avant pic et
taux de fibres n’est pourtant pas claire à cause de l’effet négatif lié à la perte de maniabilité
et compacité du béton, qui se manifeste pour les taux de fibres les plus importants (figure
3.31-b). Les fibres empêchent qu’une rupture par fendage se produise. Il est intéressant de
noter que [Ham96] met en relation la qualité de l’adhérence avec la résistance à la compression
du béton. Selon [Krs94], en revanche, la résistance et la rigidité de la loi τ(δ) sont contrôlées
par la résistance et la ténacité en traction du béton fibré.

3.4.5.2 Essais de Jungwirth [Jung04]

Jungwirth [Jung04] a réalisé des essais de pull-out avec le BFUHP BSI et des barres d’ar-
mature en acier ordinaire. Les essais ont été effectués selon les indications de la norme suisse
SN-EN 262/1, qui reprend le cadre d’essais RILEM. La longueur de contact entre barre et
béton ` est variable selon les essais et comprise entre 2 et 3 fois le diamètre de la barre.
La barre a atteint la rupture avant l’arrachement pour l’essai avec le rapport `/φs le plus
important (50/12). Dans les autres cas, la rupture a été atteinte par arrachement, mais avec
une plastification de la barre dans deux cas sur cinq. La rupture ne s’est jamais produite par
propagation de fissures radiales de fendage (c/φs = 5).

φs [mm] `b [mm] c [mm] τmax [MPa] δ(τmax) [mm] Rupture

12 20 70 61.0 0.73 Arrach.
12 30 65 59.3 1.07 Plast.
20 50 55 - - Rupt.
20 40 60 65.7 0.94 Arrach.
20 50 55 55.4 0.99 Plast.
20 50 55 54.5 0.98 Arrach.

Tab. 3.2 : Résultats des essais de pull-out avec BFUHP BSI [Jung04]

Les courbes mesurées suivent qualitativement l’allure des courbes τ(s) proposées en [MC90]
pour une barre nervurée en conditions confinées (section 3.4.3). La résistance d’adhérence
maximale est sous-estimée par les formules proposées par [MC90] et par [Hua96] (sections
3.4.3 et 3.4.4). Le comportement avant pic est beaucoup plus rigide (δ1 ' 0.1 mm, figure 3.32
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à gauche) que pour un BO. Pour des glissements plus importants (figure 3.32 à droite), le
comportement est décrit de façon satisfaisante avec un plateau qui arrive jusqu’à 3 mm et
avec une diminution linéaire jusqu’à une valeur de 0.4 ·τmax et un glissement δ3 correspondant
à la distance entre nervures [MC90].
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Fig. 3.32 : Adhérence mesurée pour le béton BSI par [Jung04] et modélisation avec l’expression
analytique proposée en [MC90]. Représentation à deux échelles différentes

3.4.5.3 Essais de Reineck et Greiner [Rei04]

Les essais ont été effectués avec le BFUHP Ductal, des cubes de 40 mm de côté et des barres
de diamètre 4 mm. La figure 3.33-a compare les résultats de la série principale (`b = 8 mm)
avec les résultats obtenus par [Jung04] : la rupture est toujours atteinte par arrachement de
la barre et la contrainte d’adhérence maximale τmax vaut 41.9 MPa (moyenne sur 6 essais).
Une deuxième série (voir figure 3.33-b), avec `b = 13 mm, donne τmax = 48.1 MPa, mais
4 barres sur 6 ont plastifié avant l’arrachement. Pour une troisième série, effectuée avec du
Ductal sans fibres, τmax = 45.2 MPa.
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Fig. 3.33 : Résultats des essais de pull-out effectués par [Rei04] avec barres φs 4 mm : a) essais avec
longueur d’ancrage de 8 mm et comparaison avec les résultats obtenus par [Jung04] ; b)
essais avec longueur d’ancrage de 13 mm

Les courbes de la série principale n’ont presque pas de plateau et un comportement après pic
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nettement moins ductile que les courbes mesurées par [Jung04]. Les courbes des essais avec
ancrage long et écoulement des armatures sont similaires à celles du cas de référence dans
la partie avant pic, mais elles présentent une brusque chute au pic. Les courbes des essais
avec Ductal sans fibres ont une résistance maximale du même ordre de grandeur mais un
comportement avant pic légèrement moins rigide que les essais avec fibres.

3.4.5.4 Essais de Holschemacher et Weisse [Hol04, Wei03] avec BUHP sans fibres

[Hol04] et [Wei03] ont effectué des essais d’arrachement avec trois BUHP sans fibres qui
diffèrent par le type de granulats utilisé et qui développent une résistance à la compression de
135 à 147 N/mm2, une résistance à la traction de 9.5 à 12.2 N/mm2 et un module de Young
de 47.1 à 52.9 GPa. Les essais suivent la méthode RILEM, mais la longueur d’ancrage est
réduite à seulement 1.5 fois le diamètre de la barre, égal à 10 mm. D’autres paramètres des
essais sont l’enrobage (25 et 45 mm) et la direction de bétonnage (parallèle ou perpendiculaire
à la direction d’essai). La figure 3.34-a montre que, en conditions de confinement suffisant,
une adhérence similaire se développe avec ou sans fibres. La figure 3.34-b montre l’influence
de la présence des granulats et de la direction de bétonnage sur l’adhérence.
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Fig. 3.34 : Adhérence mesurée par [Hol04] avec Ductal sans fibres : comparaison avec les résultats
obtenus par [Jung04] avec BSI fibré ; b) effet des granulats et de la direction de bétonnage.
“hz” : mise en traction orthogonale à la direction de bétonnage ; “vto” : mise en traction
dans la direction de bétonnage, arrachement dans le sens opposé au coulage ; “vtc” : mise
en traction dans la direction de bétonnage, arrachement dans le même sens que le coulage

3.4.5.5 Essais de Leutbecher [Leu07]

Leutbecher a effectué des essais de pull-out pour étudier l’effet du diamètre de la barre (8, 10
et 12 mm), du type d’armature (acier d’armature passive et barres en acier de précontrainte
à haute résistance) de l’enrobage (1.0·φ, 2.5·φ, 4.5·φ) et de la direction de bétonnage. Les
barres d’armature à haute résistance (“St”, sur la figure 3.35), qui ont une aire de nervure
plus petites que les barres ordinaires (“BSt”), atteignent des τmax du même ordre de grandeur,
mais avec un comportement moins rigide (δmax = 1.5 mm à la place que 0.1 - 0.2 mm). Pour
les enrobages les plus petits, la rupture est atteinte par fendage : en absence de fibres le
phénomène est fragile, alors qu’avec 1% de fibres la fissuration par fendage est contrôlée et
le comportement est ductile.
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Fig. 3.35 : Adhérence mesurée par [Leu07]. “c45”, “c25”, “c10” pour l’épaisseur de l’enrobage en
mm ; “F” pour les essais avec béton fibré ; “BSt” pour les armatures en acier B500 ordi-
naire, “St” pour barre nervurées en acier à haute résistance 1420/1570 ; diamètre 10 mm
pour toutes les barres

3.4.5.6 Adhérence entre armatures de précontrainte et BFUHP

Les mécanismes d’adhérence dans le cas des armatures de précontrainte diffèrent par rapport
au cas des armatures passives à adhérence améliorée. Pour les mono-fils, l’adhérence est
uniquement donnée par l’adhésion et par le frottement, alors que dans le cas des torons à
sept fils il y a aussi une contribution d’adhérence de type mécanique, due à la variabilité de la
projection du profil de la section transversale selon l’axe de la barre. En raison de l’absence de
nervures ainsi que de la grande déformabilité transversale (coefficient de Poisson) des torons,
l’adhérence est fortement influencée par l’état de contrainte dans l’acier. Un nombre limité
d’essais d’adhérence entre torons de précontrainte et BFHUP a été trouvé dans la littérature.

Lubbers et Steinberg [Lub03] Lubbers et Steinberg ont effectué des essais d’arrachement de
torons de précontrainte ancrés dans des blocs en béton ordinaire et dans des blocs en BFUHP,
en variant le type de toron (12.7 mm “standard” et “oversize”) et la longueur d’ancrage (600,
450 et 300 mm environ). Les essais n’ont pas été conçus pour mesurer le comportement τ(δ)
local. La réponse obtenue avec le béton ordinaire et une longueur d’ancrage d’environ 600
mm sont très similaires aux résultats obtenus avec les torons standard ancrés sur 450 mm
dans le BFUHP et avec les torons oversize ancrés sur 300 mm dans le BFUHP. Une longueur
d’ancrage de 300 mm est en tout cas suffisante pour réaliser l’ancrage des torons dans le
BFUHP : tous les essais se terminent avec la rupture de la barre avant son arrachement.

Hegger [Heg04] Hegger présente des résultats d’essais d’adhérence entre torons et BFUHP. Les
essais ont été effectués pour déterminer les valeurs minimales de l’enrobage et de la distance
entre torons pour éviter une rupture par fendage. Les résultats expérimentaux indiquent que
ces deux valeurs peuvent être respectivement réduites à seulement 2 et 1.5 fois le diamètre
nominal du toron. Ces valeurs sont inférieures à celles obtenues par Hegger avec un béton ordi-
naire, un béton léger et un béton auto-plaçant, et elles permettent une réduction significative
de l’aire de béton nécessaire pour disposer les torons.
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3.5 Comportement au jeune âge et différé du BFUHP

Les BFUHP présentent un comportement rhéologique et au jeune âge spécifique [Ack04]. Ils
sont caractérisés par un retrait endogène important et par une partie de retrait de séchage,
qui se développent avec une cinématique rapide [Lou96, Che01, AFGC02, Kam07] : la valeur
du retrait libre total peut atteindre 700 à 900 µm/m à 90 jours. Dans [AFGC02], un retrait
à temps infini égal à 550 µm/m est indiqué pour le BFUHP n’ayant pas été soumis à un
traitement thermique. Pour les BFUHP soumis à un traitement thermique, le retrait après
prise est pratiquement nul. Toujours selon [AFGC02], le coefficient de fluage vaut 0.2 pour le
BFUHP avec traitement thermique et 0.8 sans traitement thermique.

Le comportement au jeune âge du BFUHP sera discuté plus en détail à la section 4.6.3.

3.6 Résistance au feu du béton

La résistance au feu est un paramètre clef pour l’utilisation des bétons fibrés dans la construc-
tion et la sécurité des bâtiments. Comme tous les autres bétons, les BUHP sont des matériaux
qui ne brûlent pas et pour lesquels les effets du feu se manifestent lentement. Cependant, pour
un BUHP la porosité est réduite et les pores sont complètement fermés : la résistance vis-à-vis
de l’éclatement (ou “spalling”) est donc modeste, même si la quantité d’eau libre est faible
[Beh02]. Les mécanismes physiques à l’origine du spalling pour un BUHP sont bien expliqués
en [Deh04]. Sans fibres, l’éclatement de la couche d’enrobage est très fragile.

La présence des fibres métalliques limite l’éclatement et l’écaillage de l’enrobage [BSI]. L’uti-
lisation de fibres en polypropylène (PP) permet d’augmenter la résistance au feu du béton en
général et des BUHP en particulier [Beh02, Wal05, Hor05]. La présence des fibres en PP lors
du malaxage augmente la porosité de la matrice. En outre, les fibres fondent à une tempéra-
ture d’environ 150◦, laissant un réseau de pores connectés qui permet à la vapeur d’eau de
sortir du béton sans générer la pression interne à l’origine du spalling. Selon [Hor05], 2 kg/m3

de fibres en PP suffisent pour éviter complètement le spalling pour un BFUHP. L’ajout des
fibres en PP peut clairement entrainer une réduction des propriétés mécaniques.

3.7 Comportement de l’acier d’armature

Le comportement de l’acier d’armature est initialement linéaire élastique, puis non linéaire
avec développement de déformations plastiques. Le comportement dans la première phase est
complètement décrit par le module d’élasticité Es de l’acier. Cette phase se termine lorsque la
contrainte atteint la limite d’écoulement fsy. Le comportement des aciers à dureté naturelle
(figure 3.36-a) montre un plateau d’écoulement distinct jusqu’à une déformation εsh. Une
nouvelle phase durcissante se produit ensuite, qui se termine avec la rupture de la barre
lorsque la résistance fsu de l’acier et la déformation ultime εsu correspondante sont atteintes.

Pour les aciers déformés à froid (figure 3.36-b), le plateau plastique a déjà été parcouru à
cause des déformations imposées lors du procédé de formage : la phase élastique linéaire est
donc directement suivie par la phase d’écrouissage. Dans ce cas, la limite d’écoulement est
définie de façon conventionnelle comme la contrainte correspondant à une valeur spécifiée de
déformation plastique résiduelle après la décharge (0.2% pour les aciers d’armature passive et
0.1% pour les aciers de précontrainte). Le comportement de l’acier à la décharge est linéaire
avec une pente élastique Es. Dans le cadre de cette recherche, le comportement des armatures
est modélisé par des lois analytiques non linéaires. Pour l’acier déformé à froid, la loi de
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Fig. 3.36 : Comportement mesure (gris) et modélisé (noir) pour l’acier d’armature. a) Acier à dureté
naturelle (B450C, Topar S) ; b) acier étiré à froid (B500B, Topar R)

[Ram41] est utilisée :

εs =
σs

Es
+

(
σs

kc

)αs1

(3.36)

αs1 =
ln

(
εsu − fsu/Es

ka

)

ln (fsu/fsy)
kc =

fsy

k
1/αs1

b

(3.37)

Pour l’acier à dureté naturelle une expression exponentielle est utilisée [Alv98] :

σs = Es · εs εs ≤ fsy

Es
(3.38)

= fsy εs ≤ εsh (3.39)

= fsy +
[
1−

(
εsu − εs

εsu − εsh

)αs2
]
· (fsu − fsy) εs ≤ εsu (3.40)

Pour les barres d’armature testées dans le cadre de cette recherche (Annexe C et fi-
gure 3.36) : Es = 205000 N/mm2, fs,y0.2 = 545 N/mm2, fs,u = 600 N/mm2, ka = kb = 0.2%
et εsu = 4÷ 6% pour l’acier déformé à froid ; Es = 205000 N/mm2, fs,y = 525 N/mm2,
εs,h = 2.5 %, fs,u = 620 N/mm2, εs,u = 12÷ 15% et αs2 = 3.5, comme dans [Alv98] pour
l’acier à dureté naturelle. Ces valeurs seront utilisées également pour les autres analyses. Les
exceptions seront indiquées dans le texte.

Le comportement d’une barre d’armature comprimée diffère du comportement d’une barre
d’armature tendue, si la barre est libre de se déformer latéralement. Ce phénomène a été étudié
par plusieurs auteurs [Thü59, Mut90, Mon92, Dha02, Bae05] : dès le début de la plastification,
voire déjà en phase élastique, une barre comprimée tend à se déformer latéralement, et cela
diminue sa capacité de transmettre des efforts en direction axiale. L’importance de cet effet
augmente avec le rapport L/φs, où L est la distance entre points latéralement tenus.
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4 Comportement des éléments tendus

4.1 Introduction

Le tirant en béton armé est un élément de structure que l’on retrouve rarement dans les
applications pratiques. Cependant, son étude est essentielle pour comprendre les mécanismes
à la base de la fissuration et de la déformation de toutes les parties des éléments de structure
soumises à des efforts de traction.

Ce chapitre traite du comportement des tirants en béton armé et fibrés. Il est structuré de la
façon suivante :

Le comportement structurel et les méthodes connues pour modéliser la réponse des tirants
armés et réalisés en béton ordinaire (BO) sont décrits dans la première section. Cette partie
sert d’introduction et de référence pour la deuxième partie, qui étudie le comportement des
tirants armés réalisés en BFUHP.

L’analyse des tirants en BFUHP s’appuie sur des résultats expérimentaux et sur des déve-
loppements théoriques. Les résultats des essais effectués à l’EPFL sont décrits en détail avec
une attention particulière sur les informations qui aident à la compréhension de la spécificité
de la fissuration des tirants en BFUHP par rapport aux tirants en béton ordinaire. Les ob-
servations et les interprétations données par d’autres chercheurs qui ont effectué des essais
similaires sont également présentées.

Les différences principales entre la réponse d’un tirant en BFUHP et d’un tirant en BO
armé sont ensuite énumérées. Une méthode de modélisation pour les tirants en BFUHP, qui
différencie le comportement en service et le comportement ultime, est ensuite donnée.

Les résultats de la modélisation sont comparés aux résultats des essais. Des études paramé-
triques sont enfin effectuées pour évaluer l’importance relative des divers paramètres.

4.2 Le tirant en béton armé

Le comportement des tirants en BO armé a été intensivement étudié dans le passé [FIB00].
Dans le cadre de cette recherche, la description du comportement des tirants en BO armé est
présentée afin de comprendre les aspects spécifiques du comportement des tirants en BFUHP
armé. Elle sert également pour introduire les définitions et les concepts nécessaires pour traiter
du problème de la fissuration.

4.2.1 Description du comportement structurel d’un tirant en béton armé

La figure 4.1 montre qualitativement les différentes phases du comportement force-
allongement d’un tirant en béton ordinaire armé. Dans une première phase le comportement
du tirant est élastique-linéaire et la rigidité axiale du tirant est égale à la somme de la rigidité
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Fig. 4.1 : Représentation qualitative du comportement d’un tirant en béton armé soumis à un effort
de traction

axiale du béton et de l’acier :

∆`

`0
= εc = εs =

F

Ec ·Ac + Es ·As
=

F

Ec ·Ac · (1 + ρ · n)
(4.1)

σc = ε · Ec σs = ε · Es = n · σc (4.2)

où As et Ac sont les aires de la surface en acier et de la surface en béton, ρ = As/Ac est le
taux géométrique d’armature du tirant et n = Es/Ec. Lorsque la contrainte dans le béton
atteint la résistance à la traction (point (a) dans la figure 4.1), une fissure se produit sur une
section où la résistance est légèrement plus faible. Pour un béton ordinaire, l’effort de traction
transmis par le béton tombe très rapidement à zéro au droit de la fissure. Pratiquement tout
l’effort de traction doit être transmis par la barre d’armature seule et l’état de contraintes et
déformations sur la section de la fissure vaut1 :

σc,0 = 0 εc,0 = 0 (4.3)

σs,0 =
Ffiss

As
=

fct (1 + n · ρ)
ρ

εs,0 =
fct

Ec
· (1 + n · ρ)

n · ρ (4.4)

Le béton déchargé tend à se raccourcir élastiquement autour de la fissure, alors que l’acier
d’armature subit un allongement supplémentaire (figure 4.2-a). Cette incompatibilité de dé-
formation produit un déplacement relatif (appelé glissement) δ entre les deux matériaux.
Dans cette phase initiale de fissuration, le glissement ne se propage généralement pas sur
toute la longueur du tirant. Une partie de l’effort de traction est progressivement retransmise
au béton par adhérence et, à une certaine distance de la fissure, que l’on appellera longueur
d’introduction de l’effort `intr, les conditions de compatibilité des déformations (εs = εc) et
de glissement nul (δ = 0) sont établies à nouveau (figure 4.2-a). En admettant que les efforts
sont transmis entre acier et béton par des contraintes tangentielles τ et que la valeur de τ est
constante, la longueur d’introduction de l’effort `intr peut être déterminée par simple équilibre
des forces longitudinales du sous-système constitué par la partie de barre d’armature com-
prise entre la fissure et la première section à déformations homogènes. Si φs est le diamètre
de la barre et σs,hom est la contrainte dans l’acier dans la section homogène (équation 4.2) :

`int =
As · (σs,0 − σs,hom)

πφsτ
=

fct · φs

4τρ
(4.5)

Dans un essai en allongement imposé, lors de la fissuration la courbe force-allongement a
l’allure montrée à la figure 4.1 entre les points (a) et (b) : l’effort diminue d’abord rapidement,

1Dans le cadre de cette recherche, les variables mécaniques sont indiquées avec un indice “0” au droit de la
fissure
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δ > 0 δ = 0δ = 0

ε

δ

F/AF/A

δ

εs = εc x

ε εs
εc

δ

εs

x

ε

εc

x

A)

B)

C)

`int

Fig. 4.2 : Représentation qualitative de la phase de formation de fissures isolées (a et b) et de la
phase d’ouverture des fissures stabilisés (c) pour un tirant en béton ordinaire

car la chute de la contrainte transmise par le béton sur la fissure a un effet plus important
que l’augmentation de contrainte due à l’activation des armatures. L’effort augmente ensuite
et, quand il est à nouveau égal à l’effort de première fissuration, la contrainte dans le béton
atteint à nouveau la résistance à la traction dans la zone à comportement homogène et une
nouvelle fissure peut se produire. Pendant cette phase de formation des fissures (figure 4.1)
la position des fissures dépend de la variabilité statistique de la résistance à la traction du
béton le long de l’élément et de la présence des fissures déjà formées. À cause de la décharge
du béton sur la zone d’introduction, des nouvelles fissures ne peuvent pas se produire à une
distance inférieure à `intr d’une fissure existante.

La phase de formation des fissures se termine lorsque la distance entre fissures existantes
est partout inférieure à 2·`int. À ce moment, un glissement entre acier et béton existe tout
le long du tirant et fct ne peut plus être atteint dans une section homogène. Les fissures
existantes s’ouvrent alors de plus en plus, à cause de l’allongement et du glissement progressif
des barres d’armature, alors que l’état de contrainte et de déformation dans le béton ne
change que marginalement (figure 4.2-c). D’autres fissures peuvent encore se produire entre
les fissures existantes, notamment à cause de l’augmentation de la contrainte d’adhérence τ
avec l’augmentation des glissements, mais en général la courbe F −∆` (figure 4.1) garde une
pente presque constante, égale à la pente de la courbe de l’armature seule. Dans toutes les
phases, l’allongement total du tirant est égal à l’allongement total des armatures

∆` =
∫ `0

0
εs(x)dx (4.6)

qui est plus petit que l’allongement de la barre d’armature nue à cause de l’effet raidissant
(ou “tension stiffening”) du à la participation du béton tendu à la transmission de l’effort de
traction entre les fissures.

La figure 4.3 compare le comportement d’un tirant dit suffisamment armé, pour lequel la
résistance des armatures nues est supérieure à l’effort de fissuration, et un tirant dit sous
armé, pour lequel cette condition n’est pas remplie. Pour un tirant correctement armé, la
résistance est égale à la résistance des armatures, et le comportement est très ductile grâce
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NT,f

Tirant correctement armé
NT,f < As · fsy

Tirant sous armé
NT,f > As · fsy

NT

∆`

Fig. 4.3 : Différence de comportement entre un tirant ductile, pour lequel la résistance des armatures
est supérieure à l’effort de fissuration, et un tirant sous-armé fragile

au fait que les armatures peuvent se plastifier au droit de toutes les fissures, voire sur toute
la longueur de l’élément, si l’adhérence est faible. Pour un tirant sous armé, la résistance
est supérieure à la résistance des armatures seules, mais la ductilité est très réduite car, dès
qu’une fissure s’ouvre, l’effort repris par le tirant diminue irréversiblement et la déformation
se localise uniquement sur une fissure. Ce type de comportement est en général à éviter dans
les éléments de structures.

4.2.2 Modélisation du comportement d’un tirant en béton armé

La modélisation du comportement d’un tirant en phase fissurée doit tenir compte de l’exis-
tence d’un glissement relatif entre béton et acier et du mécanisme de transmission d’efforts
par adhérence entre les deux matériaux.

La transmission d’efforts entre béton et acier produit des champs de contraintes axiales,
radiales et tangentielles dans le béton qui enrobe la barre d’armature. Le mécanisme d’adhé-
rence est fortement influencé par l’état de contraintes et de déformations triaxial qui existe
dans l’acier et dans le béton ([Tep79, FIB00, Fer06a], section 4.5). Cependant, l’approche de
modélisation la plus utilisée dans la recherche et dans la pratique se base sur une simplifica-
tion uniaxiale du problème, qui rassemble l’influence des divers paramètres géométriques et
matériels dans une loi d’adhérence τ(δ) et qui permet la résolution d’un système d’équations
différentielles qui dépendent de la seule variable spatiale x, mesurée le long de l’axe de la
barre d’armature.

4.2.2.1 Équation différentielle de l’adhérence

On considère un élément en béton tendu et armé avec, par simplicité, une seule barre d’arma-
ture (figure 4.4). On admet que l’élément fait partie d’un tirant fissuré et qu’un déplacement
relatif δ(x) existe entre le béton et l’acier.

La géométrie de l’élément est définie par le diamètre φs de la barre d’armature, la forme et les
dimensions de la section en béton et éventuellement l’enrobage c. Le comportement mécanique
du béton et de l’acier est exprimé par des lois contraintes-déformations uni-axiales, en général
non linéaires :

σc(x) = σc [εc(x)] ; σs(x) = σs [εs(x)] (4.7)

La transmission d’efforts entre acier et béton se fait par des contraintes de cisaillement τ que
l’on admet agir sur la surface de contact nominale acier-béton. La contrainte d’adhérence
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Fig. 4.4 : Définition des variables du problème de l’adhérence et représentation d’un élément diffé-
rentiel de longueur dx

dépend de la position x le long de l’élément et, dans le cas le plus général, du glissement δ
entre acier et béton, de la déformation εs de l’acier et de la déformation εc du béton, elles
aussi variables en fonction de la position x [FIB00] :

τ(x) = τ [x, δ(x), εc(x), εs(x)] (4.8)

L’équilibre global des forces suivant la direction x de l’élément infinitésimal dx esquissé sur
la figure 4.4 permet d’écrire dFtot = dFc +dFs = 0, où Fc = σc ·Ac et Fs = σc ·As. L’équilibre
des sous-systèmes représentés par l’acier seul et par le béton seul permet d’écrire :

dFs = dσs ·As = −τ(x) · π · φs · dx (4.9)
dFc = dσc ·Ac = τ(x) · π · φs · dx (4.10)

où π · φs est le périmètre de la barre. Les lois constitutives permettent d’exprimer l’état
de déformation des matériaux en fonction de l’état de contraintes. Finalement, δ(x) est lié
cinématiquement à l’état de déformation dans les matériaux par la relation différentielle
suivante :

δ(xi) = δ(xi−1) + [εs(x)− εc(x)] · dx (4.11)
dδx

dx
= δ′(x) = εs(x)− εc(x) (4.12)

Une deuxième différentiation de δ en fonction de x en 4.12 et la substitution des équations
4.9 et 4.10 permettent d’écrire :

δ′′(x) = ε′s(x)− ε′c(x) =

=
dεs

dσs
· σ′s(x)− dεc

dσc
· σ′c(x) =

=
1

σ′s [εs(x)]
· −τ(x) · π · φs

As
− 1

σ′c [εc(x)]
· τ(x) · π · φs

Ac
=

= −τ(x) · π · φs

As
·
[

1
σ′s [εs(x)]

+ ρ
1

σ′c [εc(x)]

]
(4.13)

qui est la forme la plus générale de l’équation différentielle de deuxième ordre décrivant le
problème de l’adhérence [FIB00]. Comme on le voit, l’équation 4.13 dépend de la géométrie
par les variables φs, As et ρ, du comportement mécanique du béton et de l’acier et de la loi
d’adhérence, pour laquelle l’équation 4.8 s’applique.
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4.2.2.2 Conditions de bord pour la résolution de l’équation différentielle de l’adhé-
rence

La résolution de l’équation 4.13 nécessite la définition du domaine d’intégration et des condi-
tions de bord. Dans le cadre de cette recherche, des configurations de fissuration simplifiées
sont considérées (figure 4.5) : le comportement est admis symétrique des deux côtés des fis-
sures ; la distance entre fissure dans la phase de fissuration stabilisée est admise constante et
égale à une valeur moyenne. Ces hypothèses sont généralement acceptées et conduisent à des
résultats satisfaisants dans la modélisation du comportement moyen des éléments en béton
armé ordinaire [MC90].

εc0 = 0

δ0 =
∫ sr/2

0 [εs(x) − εc(x)]dx

δ

ε

w = 2 · δ0

δ0

x

x

w = 2 · δ0

δ0

δ

ε

εc0 = f [σc0(w)] x

x

εc,hom = εs,hom

εc0 = 0

δ0

δ0 =
∫ `int

0
[εs(x) − εc(x)]dx

x

x

δ

ε

w = 2 · δ0

εc,hom = εs,hom

δhom = 0

`int

δ0

εc0 = f [σc0(w)]

x

x

`int

δhom = 0

δ

ε

w = 2 · δ0

c) d)

a) b)

sr,moy/2

sr,moy/2

Fig. 4.5 : Définition des conditions de bord pour le problème différentiel de l’adhérence. En haut :
résistance à la traction après fissuration du béton négligée. En bas : résistance à la traction
après fissuration du béton considérée.

Une limite du domaine d’intégration est toujours donnée par la section fissurée. La contribu-
tion que la déformation de la partie d’armature comprise entre les deux lèvres de la fissure
donne à l’ouverture de fissure est négligée. La valeur du glissement acier-béton au droit de la
fissure est égale à la moitié de l’ouverture de fissure :

δ0 = w/2 (4.14)

Deux cas doivent être distingués pour définir l’état de déformation du béton au droit de
la fissure. Le béton ordinaire a un comportement après pic en traction très fragile et sa
contribution à la transmission des contraintes peut être négligée. Les conditions de bord sont
(figure 4.5-a et b) :

σc,0 = 0 εc,0 = 0 (4.15)
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Si par contre le béton a une résistance résiduelle après fissuration non négligeable, la contrainte
qu’il transmet dépend de l’ouverture de fissure et les conditions de bord sont (figure 4.5-c et
d) :

σc,0 = σc(w) 6= 0 εc,0 6= 0 (4.16)

La résolution du problème différentiel est dans ce cas plus complexe. L’état de déformation
εc(x) du béton sur la longueur d’introduction doit être connu pour calculer l’ouverture de
fissure (équations 4.12 et 4.14), mais la condition de bord pour le calcul de εc(x) est exprimée
dans l’équation 4.16 en fonction de l’ouverture de fissure. La résolution du problème prend
dans ce cas un caractère itératif.

Afin de définir l’autre limite du domaine d’intégration et les conditions de bord à y appliquer,
on distingue la phase de formation des fissures (figure 4.5-a et c) de la phase de fissuration
stabilisée (figure 4.5-b et d).

La phase de formation des fissures se caractérise par la présence de fissures isolées que l’on
peut admettre suffisamment distantes pour ne pas s’influencer réciproquement. On étudie
donc un domaine d’intégration compris entre la section fissurée et la première section où la
compatibilité des déformations entre béton et acier est à nouveau établie. La distance `int

entre la section fissurée et cette section, qu’on appellera homogène, est a priori inconnue. Les
conditions de bord suivantes s’appliquent sur la section homogène :

εc,hom = εs,hom δhom = 0 , (4.17)

Selon l’équation 4.14, l’ouverture de fissure est égale à deux fois l’aire comprise entre le
diagramme de la déformation de l’acier et le diagramme de la déformation dans le béton sur
le domaine [0, `int].

Pendant la phase de fissuration stabilisée la distance entre fissures est égale à la valeur
moyenne sr,moy. Par symétrie, le glissement δ dans la section à mi-distance entre deux fissures
est nul et :

xhom = sr,moy δ = 0 (4.18)

Sur tout le domaine d’intégration, εs 6= εc. L’ouverture de fissure est égale à deux fois
l’aire comprise entre les diagrammes de déformation de l’acier et du béton sur le domaine
[0, sr,moy/2].

4.2.2.3 Approche de modélisation du comportement d’un tirant en béton armé

Nous considérons la figure 4.1 davantage. La modélisation du comportement d’un tirant est
effectuée numériquement en plusieurs phases [MC90].

Après formation de la première fissure (point (a) sur la figure 4.1), un modèle à fissure isolée
(figure 4.5-a ou c) est utilisé pour décrire le comportement entre les points (a) et (b) et pour
déterminer la distance minimale théorique entre fissures, sr,min. Cette distance est égale à la
valeur de la `intr de la force au moment σc,hom atteint de nouveau la résistance à la traction
du béton. D’un point de vue graphique, ce point est facilement détectable dans un diagramme
σc,hom(`intr).

Le comportement entre les points (b) et (c) sur la figure 4.1) peut être modélisé de façon
approchée en considérant un nombre n de fissures calculées avec le modèle à fissures isolées.
Cette approximation est acceptable uniquement si le nombre n est suffisamment petit par
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rapport à la longueur L du tirant, de sorte que l’hypothèse que les fissures n’interagissent pas
(2 · n · `int ≤ L) est acceptable.

La phase de fissuration stabilisée est modélisée par le modèle à fissures symétriques (figure
4.5-b et d). La distance moyenne entre fissures à la fin de la phase de formation des fissures
est fixée à sr,moy = 1.5 · sr,min.

Si pendant la phase de fissuration stabilisée la contrainte de fissuration est dépassée de nou-
veau à la section à mi-distance entre deux fissures, le comportement pour des efforts plus
grands est modélisé avec une distance entre fissures réduite de moitié.

4.2.2.4 Solutions analytiques du problème de l’adhérence

Dans le cas le plus général, l’équation 4.13 avec les conditions de bord décrites au paragraphe
précédent ne peut pas être réduite à une solution analytique explicite à cause de la non
linéarité des lois constitutives des matériaux (équations 4.7).

Tirants en béton ordinaire

Pour l’analyse du comportement en service des éléments en béton armé ordinaire, des simpli-
fications importantes peuvent être admises [Fer06a] :

a. le comportement élastique linéaire - parfaitement fragile du béton ;
b. le comportement élastique linéaire de l’acier ;
c. la déformation du béton peut être négligée par rapport à celle de l’acier dans les équations

4.12 et 4.13.

Avec les hypothèses a. et b., l’équation 4.13 devient :

δ′′(x) = −τ(x) · π · φs

As
·
[

1
Es

+ ρ
1
Ec

]
= −τ(x) · π · φs

As · Es
· [1 + ρn] (4.19)

Si τ est exprimé en fonction de la seule variable δ :

δ′′(x) = −τ [δ(x)] · π · φs

As · Es
· [1 + ρn] = K · τ [δ(x)] (4.20)

où K est une constante qui dépend uniquement de la géométrie du problème et des propriétés
des matériaux. Une solution analytique peut être obtenue si des expressions suffisamment
simples sont choisies pour la loi d’adhérence. Par exemple :

τ(δ) = τconst (4.21)
τ(δ) = τ0 + τ1 · δ [Giu81] (4.22)

τ(δ) = τmax ·
(

δ

δmax

)α

[Bal87] (4.23)

L’équation 4.20 est fréquemment utilisée dans l’étude du comportement en service des élé-
ments fissurés. Avec l’expression 4.21 et un choix approprié de la valeur de τconst, elle est à la
base de la plupart des approches normatives et de calcul simplifiées. Un autre avantage de la
formulation 4.20 réside dans le fait que l’adhérence acier-béton se mesure traditionnellement
par des essais d’arrachement de barres, qui fournissent directement une courbe τ(δ) (section
3.4).

La plastification des armatures complique doublement le problème : le comportement de
l’acier n’est plus linéaire et l’adhérence diminue localement où la barre est plastifiée (section
4.5.2). On écrit donc :

τ(x) = τ [δ(x), εs(x)] (4.24)
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Marti et al. [Mar98] ont proposé une approche qui permet de tenir compte du comportement
non linéaire de l’acier et de l’influence de la plastification sur l’adhérence, tout en gardant la
possibilité de résoudre analytiquement le problème. L’approche se base sur l’utilisation d’une
loi τ(δ) en escaliers avec valeur pleine de l’adhérence dans les zones où la barre est élastique et
valeur réduite dans les zones où la barre est plastifiée. Cette approche permet d’implémenter
des lois non linéaires pour l’acier. Sa validité a été vérifiée pour les éléments tendus et fléchis.

Fernández Ruiz et al. [Fer06a] proposent une approche alternative. Ils postulent l’existence
d’une fonction δ(x) unique qui subit une translation suivant la direction x pour décrire diffé-
rents niveau de charge. Avec cette hypothèse, δ et εs dépendent uniquement de la variable x
et, en négligeant la déformation du béton entre les fissures, l’équation 4.13 permet d’écrire

εs(x) = δ′(x) → δ = δ(εs) (4.25)

et donc

τ(δ) = τ [δ(εs)] = τ(εs) (4.26)

L’équation 4.13 peut ainsi être exprimée et résolue analytiquement comme une équation à
variables séparables dans les deux variables x et εs. Cette approche permet d’obtenir une
solution analytique avec des lois τ(δ) et σs(εs) non linéaires. L’effet de la plastification de
l’armature sur l’adhérence et les effets de réduction locale de l’adhérence à proximité d’une
fissure sont pris en compte dans la formulation analytique par l’utilisation de deux fonction
Kb(εs) et λ(x) :

τ(εs, x) = τ [δ(x)] ·Kb(εs) · λ
(

x

φs

)
(4.27)

Tirants en béton fibré

Les approches analytiques énumérées ci-dessus sont toutes développées en négligeant la contri-
bution à la transmission des efforts du béton fissuré.

Pour le béton fibré, la contribution après fissuration du béton tendu ne peut pas être négligée,
car elle influence la fissuration [Van00]. Même si les autres simplifications énumérées pour le
béton non fibré demeurent valables pour un béton fibré de résistance ordinaire, une solution
analytique ne peut en général plus être obtenue.

Pour le BFUHP, des complications supplémentaires apparaissent : le comportement du béton
tendu est non linéaire à cause de la présence de la phase pseudo-plastique ; les déformations
développées dans le béton tendu sont du même ordre de grandeur que les déformations de
l’acier au début de la plastification, et ne sont donc pas négligeables dans le calcul de l’ou-
verture de fissure. En outre, comme on le montrera à la section 4.3, la plastification des
armatures peut se produire lorsque la résistance maximale de l’élément n’est pas encore at-
teinte : le comportement non linéaire de l’acier interagit avec le comportement non linéaire
du béton et influence de façon déterminante la réponse structurale.

Une résolution numérique, qui permet de tenir compte des différentes non linéarités du pro-
blème, devient ainsi nécessaire pour analyser la fissuration des éléments en béton fibré et en
BFUHP.

4.2.2.5 Modélisation numérique

La méthode de calcul numérique utilisée se base sur une discrétisation du domaine d’intégra-
tion en éléments de longueur finie et sur une recherche itérative d’une solution en équilibre et
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compatible avec les conditions de bord. La même méthode a été utilisée par d’autres auteurs
[FIB00, Fan99] pour l’analyse de tirants en béton armé ordinaire. Dans le cadre de cette
analyse, la méthode sera adaptée pour étudier les aspects spécifiques liés à la fissuration des
éléments en béton fibré et en BFUHP. Le processus de calcul mis au point dans le cadre de
cette recherche est expliqué par la suite.

Pour que le processus d’intégration numérique puisse être effectué, toutes les quantités sta-
tiques et cinématiques doivent être connues sur une extrémité du domaine d’intégration.
Dans le cadre de cette recherche, l’ouverture de fissure w est choisie comme variable libre du
problème. Pour une certaine valeur wi, une valeur de première itération est admise pour la
contrainte σs,0 de l’armature au droit de la fissure.

Avec ces hypothèses, la déformation εs,0 de l’acier, la contrainte σc,0 et la déformation εc,0

du béton au droit de la fissure sont connues. Le glissement local δ0 au droit de la fissure est
également connu (équation 4.14), ce qui permet de calculer la valeur de bord de la contrainte
d’adhérence τ(δ0,εs0,x). En admettant que la valeur de τ soit constante sur la longueur, infi-
nitésimale, de chaque élément dx, les équations différentielles d’équilibre et de compatibilité
permettent de calculer les variations de contraintes et de déformations dans le béton et l’acier
(équations 4.9 et 4.10) ainsi que la variation du glissement relatif (équation 4.11).

Dans le cas d’une fissure isolée (figure 4.5-a et c), la valeur de σs,0 est modifiée de manière
itérative jusqu’à ce qu’une section est trouvée, où :

εs = εc (4.28)
δ = 0 (4.29)

Le problème différentiel est posé de sorte que les conditions de bord doivent être imposées
sur une section dont la position est a priori inconnue. L’algorithme adopté pour la résolution
de ce problème est le suivant. L’intégration numérique est arrêtée en x = xi si une des deux
conditions suivantes est vérifiée :

εs(xi) < εc(xi) (4.30)
δ(xi) < 0 (4.31)

Si c’est la condition 4.30 qui est d’abord vérifiée, la valeur de δ en xi demeure supérieure à
zéro :

δ(xi) =
w

2
−

∫ xi

0
[εs(x)− εc(x)]dx > 0 (4.32)

Cela signifie que l’aire comprise entre le diagramme de la déformation de l’acier et le dia-
gramme de la déformation du béton est plus petite que la valeur intégrale de glissement
cherchée, qui est égale à la moitié de l’ouverture de fissure :

∫ xi

0
[εs(x)− εc(x)]dx <

w

2
(4.33)

Une translation positive du diagramme de εs est nécessaire pour que la valeur de l’intégrale
dans l’équation 4.33 augmente et la condition 4.29 soit satisfaite. La valeur d’hypothèse de
la contrainte σs,0 est donc augmentée pour l’itération suivante.

Si la condition 4.31 est d’abord vérifiée, εs > εc au point xi. La valeur d’hypothèse de σs,0

est donc réduite pour l’itération suivante afin de satisfaire l’équation 4.28.

Le processus de recherche itérative de σs.0 est arrêté lorsque

|εs(xi)− εs(xi)| < tε et (4.34)
|δ(x− i)| < tδ (4.35)

52



4 Comportement des éléments tendus

où tε et tδ sont les limites de précision recherchées. La précision atteignable avec cette méthode
dépend de la précision avec laquelle la position de la section homogène peut être déterminée.
Cela est fonction de la taille dx de l’élément discret. L’utilisation d’une discrétisation avec
dx constant sur tout le domaine d’intégration conduirait à un temps de calcul excessif. Une
discrétisation variable le long du domaine d’intégration (dx plus grand à proximité de la
fissure, dx réduit en s’approchant de la section homogène inconnue) est conseillée afin de
permettre de satisfaire en même temps les exigences de précision et de vitesse de calcul.

Dans le cas d’une fissuration stabilisée (figure 4.5-b et d), l’étendue du domaine d’intégration
est connue et égale à la moitié de la distance entre fissures. Le domaine d’intégration est
discrétisé en un nombre fixe d’éléments dx et une seule condition de bord, δ = 0 à mi-distance
entre fissures, est contrôlée.

4.2.2.6 Effet d’un état d’autocontraintes sur la fissuration

Les définitions de section homogène et d’ouverture de fissure doivent être adaptées en présence
d’un état d’autocontraintes. La figure 4.6 compare qualitativement l’état de déformations et
la modalité de calcul de l’ouverture de fissure pour trois cas : un tirant pour lequel les
autocontraintes n’existent pas ou sont négligées, un tirant précontraint et un tirant pour
lequel le retrait du béton est considéré.

εs

εc

Précontraint

F = Ffiss

F > 0

F = 0

ε∗c,ini =
E∗

c

Ec

· εcs,res

εs, ε
∗

c

εs, ε
∗

c

∆ε +
E∗

c

Ec

· εcs,res

∆ε + E∗

c /Ec · εcs,res

εs,ini = −∆ε

εp0

εc,ini = εs,ini = 0

εappl

εc,s

x

εc,s

x

εctm

εc,s

x

εctm

w

εp0εctm

Ordinaire Avec retrait

εc,s

x

εctm

εc,s

x

εctm

εc,s

x

εctm

w1

w2

w=w1+w2

εp0
εs,ini

εc,ini

x

εctm

x

εctm

x

εctm

εs, ε
∗

c

Fig. 4.6 : Représentation schématique des déformations et de la fissuration dans un tirant ordinaire,
un tirant précontraint et un tirant pour lequel l’effet du retrait du béton est considéré

Précontrainte

On considère le cas de précontrainte par pré-tension et on néglige les pertes dues au com-
portement différé du béton. Les chemins de contrainte et de déformation suivis par le béton
et l’acier à cause de la précontrainte sont montrés à la figure 4.7. Avant l’application d’une
charge, le raccourcissement du tirant, égal à celui du béton, vaut :

εc,ini = ∆ε = −εp0 ·
(

ρ · n
1 + ρ · n

)
< 0 (4.36)
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où εp0 est la déformation de l’acier lors de la mise en tension. La déformation de l’acier vaut :

εs,ini = εp0 ·
(

1− ρ · n
1 + ρ · n

)
(4.37)

La différence entre la déformation initiale de l’acier et du béton est égale à εp0 et demeure

(1)

(2)

Fp0

εp0

εp,ini = εp0 − ∆ε

∆εε

Es

σ
∆ε

εp0

∆ε

(2)

(1)(2)

σp0

σp,ini

σc,ini

Ec

Fig. 4.7 : Représentation de l’état de contraintes et de déformations dans l’acier et dans le béton à
cause de l’application d’une précontrainte

constante en absence de glissement acier-béton. La section homogène est définie donc par la
condition :

εp = εc + εp,0 (4.38)

Le fait que la différence initiale de déformation entre béton et acier ne contribue pas à l’ou-
verture de fissures doit être considéré dans le calcul de δ :

δ(xi+1) = δ(xi) +
∫ xi+1

xi

[εp(x)− εc(x)] dx− εp0 · (xi+1 − xi)

Retrait du béton

À cause du retrait, le béton tend à se raccourcir progressivement dans le temps. Des
contraintes de traction dans le béton et de compression dans l’acier apparaissent en consé-
quence du fait que le retrait du béton est partiellement empêché par les armatures. Une
évaluation détaillée du comportement au jeune âge du BFUHP est donnée à la section 4.6.3.
La méthode simplifiée du coefficient de vieillissement est adoptée ici pour mettre en évidence
de façon plus intuitive les implications du retrait du béton sur la fissuration. En s’appuyant
sur le principe de superposition d’effets, propre à cette méthode, et représenté à la figure 4.8,
on peut calculer le raccourcissement ∆ε d’un tirant armé du à une déformation de retrait εs.
On écrit (figure 4.8) :

|Fcs| = |εcs · E∗
c ·Ac| (4.39)

∆ε =
Fcs

E∗
c ·Ac + Es ·As

= εcs · E∗
c ·Ac

E∗
c ·Ac + Es ·As

< 0 (4.40)

où εcs est le retrait libre du béton au temps t considéré et

E∗
c =

Ec

1 + χϕ
(4.41)
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−∆ε
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Fig. 4.8 : État de contraintes et déformations dans l’acier et dans le béton à cause du retrait du
béton.

est le module d’élasticité du béton, réduit pour tenir compte du fluage en traction, χ ' 0.6 est
le coefficient de vieillissement et ϕ est le coefficient du fluage. Avec ρ = As/Ac et n∗ = Es/E∗

c ,
on obtient :

∆ε =
[

εcs

1 + ρ · n∗
]

(4.42)

εcs,res = εcs −∆ε = εcs ·
[
1− 1

1 + ρ · n∗
]

< 0 (4.43)

σc,cs = − Ec · εcs

1 + χ · ϕ ·
[
1− 1

1 + ρ · n∗
]

> 0 (4.44)

σs,cs = Es · εcs

1 + ρ · n∗ < 0 (4.45)

Pour l’analyse du comportement des tirants, nous définissons une déformation “fictive” ε∗c ,
telle que :

ε∗c = εc −∆ε− εcs,res · E∗
c

Ec
(4.46)

Cette déformation est définie de sorte que la fonction σc(ε∗c) cöıncide avec la loi
contrainte-déformation nominale du béton (figure 4.9). Dans les sections à comportement
homogène (figure 4.6) :

εs = ε∗c + ∆ε + εcs,res · E∗
c

Ec
(4.47)

Après fissuration, la relation cinématique entre glissement et déformations peut être exprimée
en fonction de ε∗c :

δ(xi+1) = δ(xi)+
∫ xi+1

xi

[εs − εc] dx =
∫ xi+1

xi

[εs − ε∗c ] dx+
[
∆ε + εcs,res · E∗

c

Ec

]
· (xi+1−xi)

(4.48)

Le béton fissuré se décharge élastiquement et, pour σc = 0, le point (B) sur la figure 4.9 est
atteint. Comme le montre la figure 4.9, un béton pour lequel le retrait à été partiellement
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empêché pendant un certain temps ne développe plus la totalité du retrait libre εcs lorsque
la condition d’entrave est enlevée. Une partie de l’effet du retrait libre, égale à (figure 4.9) :

εcs,res ·
(

1− E∗
c

Ec

)
(4.49)

a été en fait compensée par le fluage en traction du béton.

εcs,res
ε∗c − εc

E∗

c

∆ε

εcs

σ

ε

ε∗c,ini

Ec(B)

Comportement réel

Courbe nominale

(A)

εc,ini

εcs,res ·

(
E∗

c

Ec

)
εcs,res ·

(
1 −

E∗

c

Ec

)

Fig. 4.9 : Contribution du retrait empêché à l’ouverture de fissure

4.2.3 Comparaison avec des résultats expérimentaux

Le modèle numérique décrit à la section 4.2.2.5 a été principalement développé pour analyser
le comportement des tirants en BFUHP. Dans ce paragraphe, néanmoins, une comparaison
entre la prévision obtenue avec le modèle et des résultats expérimentaux de la littérature
est présentée afin de démontrer le fonctionnement et la fiabilité des algorithmes développés.
L’approche de calcul utilisée est celle décrite au paragraphe 4.2.2.3.

4.2.3.1 Essais de Farra et Jaccoud [Far93]

Trois tirants essayés par Farra et Jaccoud [Far93] sont considérés à titre d’exemple. Les tirants
ont une longueur totale égale à 1150 mm, une longueur de la zone de mesure de 1000 mm
et une section transversale carrée (100 × 100 mm2). Ils sont armés par une seule barre, dont
le diamètre est variable selon les échantillons (φs = 10, 14, 20 mm pour ρ = 0.79, 1.56 et
3.24 %). Les valeurs de fc, Ec et fct mesurées par Farra pour cette série de tirants sont en
bon accord avec les valeurs obtenues en appliquant le Code Modèle FIB : le comportement
après fissuration en traction a été donc modélisé selon les indications du Code Modèle FIB
[MC90] pour un béton avec la résistance à la compression mesurée par [Far93]. Farra a effectué
également des essais d’adhérence, mais il a utilisé des échantillons avec ancrages longs et il a
mesuré uniquement le glissement à l’extrémité non chargée de la barre : la réponse mesurée
par Farra est beaucoup plus rigide que celle que l’on obtiendrait avec le Code Modèle. En
outre, les résultats rapportés par Farra se limitent à des glissements inférieurs à 0.04 mm. La
courbe proposée par le Code Modèle a donc été utilisée pour la modélisation : une dimension
maximale des agrégats da = 16 mm selon rapport d’essais et de bonnes conditions d’adhérence
ont été choisis. Selon le rapport d’essai, un retrait libre εcs = 250 µm/m au moment des essais
à été également utilisé pour la modélisation.
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Fig. 4.10 : Simulation des essais de Farra et Jaccoud [Far93]

Les résultats de la modélisation sont montrés à la figure 4.10 pour les trois tirants. Pour chaque
tirant, les courbes correspondent aux différentes phases de comportement sont données (figure
4.10-c). Pendant la phase de formation de fissures, la valeur exacte des forces correspondant à
la séquence de formation des nouvelles fissures dépend de la variabilité statistique de fctm, qui
n’est pas un paramètre du modèle. Les valeurs des forces qui correspondent aux points blancs
sur la figure (figure 4.10-c) ont été fixées sur la base de valeurs mesurées. En alternative, une
variabilité de fctm peut être admise.

Les distances moyennes entre fissures, calculée avec 1.5 · sr,min, sont estimées de façon satis-
faisante (figure 4.10-a et b). Dans le domaine de déformation considéré, le modèle prévoit la
formation de fissures secondaires pour les tirants avec ρ = 1.56 et 3.24 %, alors qu’il ne la
prévoit par dans le cas du tirant moins armé : ce comportement est confirmé pas les résultats
des essais (figure 4.10-b).

4.2.3.2 Essais de Bishoff [Bis03]

Bishoff [Bis03] a étudié expérimentalement l’influence du retrait sur la fissuration. On consi-
dère ici deux tirants avec une longueur de mesure de 2000 mm et une section transversale
carrée (250 x 250 mm). Les tirants sont renforcés avec 4 barres φs = 20 mm (fsy = 458 MPa).
Le béton a une résistance à la compression d’environ 45 MPa, et les propriétés des matériaux
pour la simulation du comportement sont admises selon les indications du Code Modèle pour
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un béton de cette résistance. La taille maximale des granulats a été admise égale à 32 mm.
L’auteur a mesuré le retrait libre jusqu’au moment du test pour deux tirants : ces valeurs
(135 µm/m et 230µm/m) sont utilisées pour la simulation, avec χ = 0.7 et ϕ = 1.
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Fig. 4.11 : Simulation des essais de Bishoff [Bis03]

Les résultats de la simulation sont montrés à la figure 4.11. Seules les courbes obtenues
avec modèle de fissuration stabilisée sont montrées. Les courbes grises ont été tracées en
considérant le raccourcissement initial des tirants dû au retrait. Les courbes noires ont été
tracées à partir de l’origine comme il a été fait par Bischoff. Le modèle permet de décrire
deux aspects essentiels de l’influence du retrait sur la fissuration : la diminution de la force
de première fissuration et le fait que les courbes grises convergent toutes sur la même courbe
en phase de fissuration stabilisée.
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4.3 Comportement expérimental des tirants en béton fibré et
armé

Le but de cette section est de décrire le comportement des tirants armés réalisés avec du
béton fibré à hautes performances. Le sujet est introduit par un état de l’art des observations
expérimentales et théoriques proposés par d’autres auteurs qui ont étudié l’interaction entre
armatures et béton fibré à hautes performances. Par la suite, les résultats principaux et les
aspects spécifiques mis en évidence par une campagne d’essais effectuée à l’EPFL sur tirants
en BFUHP armé sont présentés.

4.3.1 État de l’art sur les tirants armés en béton fibré à hautes performances

De nombreuses recherches théoriques et expérimentales ont été dédiées, avec des résultats
similaires, à l’étude des effets des fibres sur le comportement des tirants ou des poutres armées
réalisées en béton ordinaire ou à haute résistance [Esp93, Abr97, Van00, Nog00, Bis03, Tho06,
Sch06]. Grâce aux fibres, la contribution après fissuration du béton tendu à la rigidité des
éléments augmente (figure 4.12-b), alors que la distance entre fissures, et donc l’ouverture
moyenne des fissures, diminuent (figure 4.12-c). Si l’action des fibres est efficace jusqu’à des
ouvertures de fissure importantes, comme cela est par exemple le cas des fibres métalliques
avec crochets, les fibres peuvent contribuer à la résistance du tirant pendant la plastification
des armatures (figure 4.12-a) et, éventuellement, jusqu’à la ruine.

Fig. 4.12 : Effet des fibres sur la fissuration des éléments armés. a) et b) : comportement structurel
de tirants armés et fibrés, adapté de [Nog00] ; “HSCREF ” = béton sans fibres. c) : relevé
des fissures flexionnelles de poutres avec différents taux de fibres, adapté de [Van00]

Dans le cas des éléments réalisés en béton fibré à ultra-hautes performances, des aspects spé-
cifiques apparaissent. L’étude de littérature présentée dans cette section ne considère pas les
éléments en béton fibré ordinaire, mais se concentre sur les tirants réalisé avec des matériaux
fibrés à hautes et ultra-hautes performances.

À cette fin, trois types de matériaux “à hautes performances” peuvent être distingués : des
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bétons à résistance modérément haute (fc ' 60−80 MPa), renforcés par des fibres polymères
et caractérisés par un comportement durcissant très ductile en traction (paragraphes 4.3.1.1,
4.3.1.2) ; des bétons à haute et ultra-haute résistance (fc ' 130−160 MPa) renforcés par une
quantité de fibres insuffisante pour assurer un comportement pseudo-plastique (paragraphes
4.3.1.3 et 4.3.1.4) ; des BFUHP à comportement durcissant en traction (paragraphes 4.3.1.5,
4.3.1.6 et 4.3.1.7).

4.3.1.1 Observations expérimentales de Fischer et Li [Fis02] sur tirants en ECC armés

Fischer et Li [Fis02] sont les premiers auteurs qui soulignent les aspects spécifiques de la
fissuration des tirants armés fabriqués avec un béton à comportement durcissant en traction.
Ils utilisent le béton ECC (section 2.2.1, [Li03]) renforcé par 1.5 % en volume de fibres en
polyéthylène (fc = 80 MPa, Ec = 45 GPa, fctm = 4.5 MPa, fct = 6.5 MPa et εct = 4 %). Les
tirants sont armés par une barre φs 12 mm (fsy = 420 MPa, Es = 210 GPa, ρ = 1.3− 1.8%).
La figure 4.13-a compare le comportement de tirants sans et avec fibres : le tirant en ECC fibré
est plus rigide après fissuration et atteint une résistance plus grande que celle des armatures
seules ; la force transmise par les tirants fibrés augmente de façon continue jusqu’à la rupture
des barres.

a) b)

Fig. 4.13 : Comportement structurel et schématisation de la fissuration pour les tirants décrits en
[Fis02]

Les conclusions que Fischer et Li tirent des observations expérimentales peuvent être résumées
ainsi : la distance entre fissures des éléments en ECC armé ne dépend pas de l’adhérence
acier-béton, mais de l’action des fibres qui forcent la formation d’un réseau de micro-fissures
avec une distance moyenne d’environ 10 mm. L’effort de traction est transmis au travers des
fissures principalement par les fibres, et non par adhérence (figure 4.13-b) : les variations de
contraintes le long de la barre sont modestes et la déformation de l’acier peut être considérée
comme constante et égale à la moyenne du béton micro-fissuré. Le mécanisme d’ancrage par
appui direct de bielles de compression inclinées sur les nervures des barres, typique pour un
béton ordinaire en présence de glissement acier-béton importants, ne se manifeste pas pour
un tirant en ECC armé. Il n’y a donc pas d’endommagement par poinçonnement local du
béton à proximité des fissures ni par fissuration longitudinale de fendage.

Les conclusions proposées par Fischer et Li ne peuvent pas être appliquées sans réserve aux
éléments en BFUHP armé. Premièrement, le béton ECC a un comportement durcissant en
traction et une capacité en déformation beaucoup plus importants que ceux d’un BFUHP
typique (εct vaut environ 4% pour l’ECC, seulement 0.25% pour le BSI) : le béton est donc
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en phase de comportement durcissant pendant la plastification des armatures et jusqu’à
la rupture finale du tirant. Deuxièmement, la validité de la description physique proposée
par [Fis02] dépend en partie du fait que le béton ECC a une matrice ordinaire et donc
une adhérence acier-béton inférieure que celle d’un BFUHP typique. Pour un BFUHP, des
contraintes d’adhérence importantes peuvent théoriquement se développer même en présence
de micro-fissures.

4.3.1.2 Observations expérimentales d’Otsuka et al. [Ots03] et analyse de Fantilli et
al. [Fan05, Fan07] sur tirants en béton fibré et armé

Otsuka et al. [Ots03] utilisent deux types de béton : un béton renforcé avec 1.5 % en volume de
fibres en polyéthylène (PE) et un béton renforcé avec 1.0 % de fibres en PE et 0.5 % de cordes
métalliques obtenues à partir de 5 fils métalliques torsadés longs de 32 mm. La matrice n’est
pas à ultra-hautes performances. Le comportement en traction a une phase durcissante, plus
évidente pour le matériau avec fibres métalliques. La fissuration est observée à la surface avec

a) ε = 0 b) Cracking c) ε = 0.002 d) ε = 0.007 e) ε = 0.011

Fig. 4.14 : Mise en évidence par rayon-X avec liquide de contraste de la fissuration d’un tirant en
béton fibré et armé [Ots03]

un microscope et dans le volume de l’échantillon avec une technique de rayon-X avec injection
de liquide de contraste (figure 4.14). Les résultats montrent une formation progressive de
fissures avant et pendant la plastification des armatures. Les premières fissures ont leur origine
au droit des nervures de la barre. Dans le béton renforcé par des fibres métalliques les fissures
sont plutôt orthogonales à la direction de la barre et, même si elles sont très proches, elles
occupent toute la section transversale (figure 4.14-a - 4.14-c). À l’état ultime, une zone de
rupture fortement endommagée existe avec de nombreuses fissures transversales très proches
(figure 4.14-e). Pour les tirants sans fibres métalliques, la fissuration est par contre similaire
à celle d’un béton armé ordinaire, avec des fissures principales et des fissures secondaires
coniques qui n’occupent pas toute la section [Got71].

Le comportement des tirants testés par Fischer et par Otsuka a été modélisé par Fantilli et
al. [Fan05, Fan07]. Ces auteurs montrent que le comportement peut être modélisé par une
approche homogène jusqu’à la rupture, si les fibres demeurent dans la phase de comportement
durcissant (figure 4.15, [Fan05]). En outre, ils étudient théoriquement l’effet des fibres sur la
forme d’une fissure. Pour un béton non fibré la fissure est moins ouverte à proximité de
l’armature, alors que pour un béton fibré la fissure a une ouverture presque constante et pour
un béton à comportement durcissant la fissure est plus ouverte à proximité de la barre qu’au
bord de l’échantillon.
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Fig. 4.15 : Résultats de la modélisation proposée par [Fan05] pour un tirant en béton fibré et armé

4.3.1.3 Observations de Shionaga [Shi06] sur tirants en B130 et B180 fibrés et armés

Shionaga [Shi06] compare le comportement de tirants fibrés (fibres métalliques droites,
`f = 13 mm, df = 0.16 mm) et non fibrés réalisés avec deux bétons à haute résistance
(fc = 130 MPa et fc = 180 MPa). Il varie le taux de fibres (0, 0.8 et 1.6 %) avec le même
taux d’armature (φs = 10 mm, A = 50 × 50 mm, ρ = 3.24 %).

Fig. 4.16 : Différente fissuration et comportement de tirants en béton armé et fibré en fonction du
taux de fibres [Shi06]

Pour les tirants fibrés, de nouvelles fissures continuent à se créer entre les fissures existantes
pendant toute la phase avant le pic (figure 4.16). Dès l’écoulement, la force dans le tirant
diminue progressivement et la déformation se concentre dans une seule fissure. Les distances
moyennes entre fissures valent environ 55, 22 et 14 mm pour ρ respectivement égal à 0, 0.8
et 1.6 %.

4.3.1.4 Observations de Leutbecher [Leu07] sur des tirants en béton armé à haute
résistance et renforcé par différents taux de fibres

Leutbecher [Leu07] étudie l’influence du taux de fibres (0.9 - 2.5 %), du retrait et du type
d’armature sur le comportement en service des tirants armés. La géométrie des échantillons
est donnée à la figure 4.17. Le processus de fissuration est progressif et fortement affecté
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par la variabilité statistique de la résistance le long de l’élément : des fissures se forment
initialement à des positions aléatoires, mais d’autres fissures apparaissent ensuite entre les
premières jusqu’à atteindre des distances entre fissures de 2 à 3 mm pour les taux de fibres les
plus importants (figure 4.17-c). Cette multi-fissuration est atteinte même si le comportement
du béton fibré n’est pas durcissant en traction. Leutbecher affirme que le comportement en
service des tirants armés et fibrés ne peut pas être décrit correctement par une approche
homogène, mais seulement en considérant la fissuration. Il effectue des mesures de retrait et
propose un modèle de calcul capable de tenir compte de la formation progressive et aléatoire
des fissures ainsi que de l’influence du retrait sur la loi σ(w) en traction des fibres et sur la
réponse structurale des tirants.

Fig. 4.17 : a) Géométrie des échantillons armés, b) comportement mesuré et modélisation pour trois
taux de fibres différents, c) évolution de la distance entre fissures, adapté de [Leu07]

4.3.1.5 Observations de Jungwirth [Jung04a, Jung06] sur des tirants en BSI armé

Jungwirth [Jung04a] a effectué une série d’essais sur tirants en BSI avec un taux d’armature
variable entre 1.8 et 5.2%. Il a également testé un élément précontraint avec 4 torons T15.
Les résultats de ces essais montrent l’effet bénéfique des fibres et de la précontrainte sur
la rigidité des éléments en service. La résistance ultime des tirants est plus grande que la
résistance des armatures seules. La déformation se concentre précocement dans une seule
fissure et la rupture est atteinte avec un allongement total très limité. Deux types de fissures
sont mis en évidence : un réseau de micro-fissures, distantes de 10 à 15 mm et difficilement
visibles à l’oeil nu, et d’autres fissures, plus nettes, distantes de 40 à 60 mm. Jungwirth
[Jung06] associe le premier type de fissures à l’effet du comportement pseudo-plastique du
BSI tendu et modélise la première partie de la réponse du tirant fissuré avec une approche
de superposition homogène. Lorsque le comportement adoucissant en traction du BFUHP
commence, Jungwirth propose de modéliser le comportement en admettant l’existence d’un
réseau de fissures, qu’il appelle méso-fissures, dont la distance moyenne et le comportement
sont contrôlés par l’adhérence armatures-béton. Il propose un modèle de calcul qui permet
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de prévoir le comportement avant pic ainsi que la rupture des tirants en BFUHP armés.

4.3.1.6 Observations de Sigrist et Rausch [Sig08] sur des tirants en BFUHP armé

Sigrist et Rausch [Sig08] effectuent des essais sur des tirants en BFUHP renforcé par 2.5% en
volume de micro-fibres métalliques droites (`f = 9 mm, df = 0.18 mm). Le système de mise
en charge choisi se base sur la traction directe des barres d’armature et ne permet pas de
mesurer correctement la résistance du tirant armé, la rupture se manifestant toujours dans
la barre nue à l’ancrage. Du même que [Jung06], Sigrist et Rausch distinguent une phase de
micro-fissuration, liée au comportement durcissant du BFUHP tendu, et une phase d’ouver-
ture de fissures principales, qu’ils appellent macro-fissures (figure 4.18). À la différence de
[Jung06], les auteurs n’admettent pas que les fissures principales forment un réseau régulier,
mais ils postulent la présence de quelques fissures principales, dont une (la plus faible) est
déterminante pour la résistance de l’élément. Ils proposent un modèle de calcul qui admet
un comportement homogène dans la phase de micro-fissuration et qui analyse le problème de
l’adhérence pour décrire le comportement de la fissure critique principale. Pour la modélisa-
tion du problème de l’adhérence, il est admis que le matériau micro-fissuré au dehors de la
zone de rupture, où la barre qui traverse la fissure critique s’ancre, continue à se charger et
à se déformer en suivant indéfiniment la branche durcissante de la loi bilinéaire du BFUHP
tendu (figure 4.18 à droite).

Fig. 4.18 : Hypothèses pour la modélisation du comportement des macro-fissures et des zones micro-
fissurées de tirants en BFUHP armé, selon [Sig08]

4.3.1.7 Observations de Oesterlee [Oes08] sur des tirants en BFUHP armés

Oesterlee [Oes08] a investigué l’effet du type d’acier (fsy = 360, 520, 560, 700 MPa) et de
la géométrie superficielle des barres d’armature (nervurées, lisses) sur la réponse de tirants
en BFUHP armé et renforcé par 3-4% de fibres métalliques. Il a effectué de nombreux essais
d’arrachement de barres d’armature et des essais sur tirants armés. Les résultats des essais
montrent que tous les échantillons présentent une phase de micro-fissuration, suivie par la
localisation de la rupture sur une seule fissure. Les éléments armés par des barres lisses
permettent néanmoins d’atteindre une plus grande déformabilité à la rupture.

4.3.1.8 Conclusion sur l’état de l’art

L’étude bibliographique met en évidence trois approches différentes pour l’analyse des tirants
en béton renforcés avec fibres et armatures.
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Les auteurs qui travaillent avec des matériaux à comportement fortement durcissant en trac-
tion admettent que la fissuration est contrôlée par les fibres, comme dans les éléments sans
barres d’armatures. Ils modélisent le comportement, en service et à la rupture, avec une ap-
proche de simple superposition des contributions du béton fibré et de l’acier, en admettant
que la déformation dans l’acier est constante et égale à la déformation moyenne du béton
tendu et micro-fissuré.

Les auteurs qui travaillent avec des bétons à haute ou ultra-haute résistance et comportement
adoucissant en traction indiquent que la fissuration est au contraire contrôlée par l’adhérence
acier-béton, comme dans le cas d’un tirant armé en béton ordinaire. Les fibres influencent
la distance entre fissures et favorisent la formation progressive de fissures entre les fissures
existantes, jusqu’à atteindre des distances minimales entre fissures de quelques millimètres.

Le comportement des éléments en BFUHP se situe dans une condition intermédiaire. Un
BFUHP typique a un comportement faiblement durcissant, ou pseudo-plastique. La fissura-
tion en service est donc fortement influencée par l’effet des fibres, qui permettent la formation
d’un réseau de micro-fissures très proches comme dans un tirant non armé. Cependant, tous
les auteurs indiquent que la résistance ultime est atteinte en présence de fissures macrosco-
piques qui dominent le comportement local et dont la réponse doit être modélisée en tenant
compte de l’adhérence entre armature et béton.

4.3.2 Essais effectués à l’EPFL

Dans le cadre de cette thèse, deux séries d’essais sur tirants en BFUHP armés ont été effectuées
au sein du laboratoire de structures en béton de l’EPFL. Les résultats détaillés des essais
effectués par l’auteur sont donnés dans l’Annexe C. Les résultats d’une autre série sont décrits
en [Jung04a].

A−A

16
0

8 barres 4 barres

300 mm

AA

34
1 

m
m

16
82

 m
m

Z
on

e 
de

 m
es

ur
e 

de
 1

00
0 

m
m

34
1 

m
m

160

T-S41 T-S42 T-S81 T-R41 T-R42 T-R81
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σfu,th [MPa] 0.458 0.055 0.447 0.059 0.018 0.396
∆`pic [mm] 3.3 3.1 2.8 3.5 3.4 4.6
∆`u [mm] 15.5 16.0 15.9 10.2 10.4 10.5
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Fig. 4.19 : Géométrie des tirants testés à l’EPFL. Propriétés et résultats principaux pour six tirants
réalisés en BFUHP BSI (Annexe C)
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Les résultats expérimentaux obtenus sur six tirants réalisés en BFUHP BSI et renforcés par
des armatures en acier fsy = 500 MPa sont considérés dans ce chapitre [Red06]. Deux nuances
différentes d’acier (acier étiré à froid et acier déformé à chaud) et deux taux d’armatures
différents sont considérés (Annexe C). La figure 4.19 montre schématiquement la géométrie des
échantillons et la position des armatures dans la section transversale. Le tableau dans la même
figure résume les propriétés des tirants et les résultats principaux des essais : une partie des
variables indiquées dans le tableau sont définies à la figure 4.23, alors que d’autres symboles
seront décrits plus loin dans cette section. Les tirants T-S41 et T-R41 sont respectivement
similaires aux tirants T-S42 et T-R42.

4.3.2.1 Réponse structurale globale

Une représentation schématique du comportement d’un tirant en BFUHP armé (figure 4.23)
et une description détaillée des différentes phases de comportement sont données à la section
4.3.2.2.
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Fig. 4.20 : Résultats des essais sur tirants en BFUHP. À gauche : armatures en acier ordinaire
étiré à froid. À droite : armatures en acier ordinaire déformé à chaud

La figure 4.20 rassemble les courbes contrainte nominale-allongement moyen des six tirants
considérés. La figure 4.21 compare la réponse de deux tirants (T-R41 et T-S42) à la réponse
d’un tirant armé réalisé en béton fibré avec une résistance à la compression d’environ 90 MPa
et armé avec 4 barres φ 16 mm. Dans la même figure, le comportement théorique de l’acier seul
et du béton seul sont également montrés. Les courbes théoriques ont été calculées à partir
du comportement mécanique mesuré pour l’acier (Annexe C) et pour le BFUHP (section
3.2.2, [Jung04]). L’effet de la longueur sur la fragilité après pic du BFUHP non armé est
également montré sur la figure. Grâce à la résistance et à la ductilité en traction du BFUHP,
sa contribution à la rigidité du tirant est importante avant et après fissuration. La résistance
des tirants en BFUHP est plus grande que la résistance des armatures seules, mais elle est
atteinte pour une déformation petite et environ égale à celle d’écoulement de l’acier. Après
le pic, la force diminue et la déformation se concentre sur une seule fissure critique. L’état
ultime est atteint par rupture séquentielle des barres d’armatures dans la section fissurée
critique. À la rupture, la déformation moyenne des tirants en BFUHP armé est inférieure à
2% (tableau de la figure 4.19) et clairement plus petite que la déformation ultime de l’acier
d’armature (6-15 %).

Le béton fibré ordinaire donne une contribution plus petite que le BFUHP à la rigidité du
tirant. Comme pour les tirants en BFUHP, et à différence des tirants en béton ordinaire, la
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Fig. 4.21 : Comparaison entre le comportement de deux tirants en BFUHP (a et b) et d’un tirant
en béton fibré (c). Moitié supérieure de la figure : comportement avant plastification des
armatures. Moitié inférieure : rupture

résistance maximale du tirant BFs est plus grande que la résistance des armatures seules.
Cependant, la force n’atteint pas son maximum au début de la plastification des armatures,
mais elle suit une évolution similaire à celle de la force transmise par les armatures. La ré-
sistance maximale est atteinte à la fin de la phase écrouissante de l’acier, en correspondance
avec un allongement important et après que l’acier est plastifié sur de nombreuses fissures.
La figure 4.22 compare la fissuration à la rupture pour les tirants T-S42 et BFs : le tirant en

a)

b)

Fig. 4.22 : Fissuration à la rupture pour (a) un tirant en BFUHP (T-S42) et (b) un tirant en béton
fibré (BF-s, Annexe C)

BFUHP atteint la rupture avec l’ouverture d’une seule fissure, alors que le reste de l’échan-
tillon se décharge. Pour le tirant en béton fibré, de nombreuses fissures s’ouvrent pendant la
plastification des armatures. Cela contribue à donner à cet élément une déformabilité ultime
beaucoup plus importante que celle de l’élément en BFUHP.
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4.3.2.2 Fissurations et état de déformation locale pendant les différentes phases de
comportement d’un tirant en BFUHP armé

Les mesures d’allongement local effectuées pendant les essais permettent de mettre en évi-
dence des aspects spécifiques liés à la fissuration des éléments en BFUHP armés. Ces aspects
sont discutés ici en se référant aux différentes phases de comportement d’un tirant en BFUHP
armé, schématiquement montrées à la figure 4.23 et énumérées ci-dessous :

I. avant pic, non fissuré
II. avant pic : a) micro-fissuré, b) fissures à comportement adoucissant
III après pic : a) ouverture d’une fissure critique, b) décharge du reste de l’éprouvette
IV. rupture des armatures.

La rupture des barres peut être clairement appréciée sur la figure 4.20. Le comportement en
phase élastique-linéaire ne diffère pas du cas des tirants en béton ordinaire. Les valeurs de
rigidité axiale mesurées pour les tirants moins armés (ρ = 3.2%) correspondent à la rigidité
axiale théorique calculée avec Ec = 60 GPa et Es = 205 GPa. Les tirants les plus armés
(ρ = 3.5%) montrent par contre une rigidité axiale inférieure aux attentes, presque égale à
celle des tirants moins armés.

w

εct

Fpic

Fissure adoucissante

Barre nue

BFUHP seul

IV - Rupture des armatures

Fu

II-bII-a

F

∆`pic

∆`

I - Non fissuré

III-b
III-a

∆`u

II - Fissuré

Micro-fissure

Fig. 4.23 : Représentation qualitative du comportement d’un tirant en BFUHP armé

Phase fissurée avant pic

D’un point de vue théorique, le BFUHP tendu manifeste deux phases distinctes de com-
portement fissuré avant-pic : une phase de micro-fissuration pseudo-plastique ou légèrement
durcissante (II-a), suivie par une phase à comportement adoucissant (II-b). Si les propriétés
mécaniques du matériau sont uniformes, la limite entre les deux phases est théoriquement
atteinte en même temps sur tout le tirant, pour une déformation moyenne environ égale à
εct (figure 4.23). En outre, si le comportement est pseudo-plastique ou durcissant, la rigidité
axiale Kmes = ∆F/∆` du tirant fissuré doit être égale ou supérieure à la rigidité axiale Kth

des barres d’armature seules :

Kth =
Es ·As

`mes
(4.50)

La figure 4.24 montre le comportement mesuré localement grâce aux jauges placées en dif-
férentes positions le long des tirants. Le comportement mesuré est comparé à la rigidité
théorique des barres d’armature seules. La pente des courbes mesurées montre une grande
variabilité parmi les différents tirants, mais aussi le long de chaque tirant. Cependant, la
valeur moyenne de la rigidité des tirants est bien approximée par sa valeur théorique (figure
4.28-a).

68



4 Comportement des éléments tendus
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Fig. 4.24 : Courbes contrainte nominale-allongement moyen local mesurées par différentes jauges
pour six tirants en BFUHP et comparaison avec la rigidité de l’acier seul

Deux types de réponse locale peuvent être distingués (figure 4.25) : les courbes bilinéaires et
avec une pente après fissuration de la matrice égale ou supérieure à la rigidité des armatures
seules correspondent à des zones des tirants où le BFUHP a un comportement durcissant (b)
ou pseudo-plastique (a). Les courbes qui ont une pente inférieure à la rigidité des armatures
(c) et les courbes qui présentent un plateau à effort constant après la fissuration de la matrice
(d) ne s’expliquent que si le béton n’a localement pas un comportement pseudo-plastique. Il
est très important de souligner que des zones de ce dernier type sont présentes dans tous les
tirants essayés.

F/A (a)

(b)

(c)
(d)

Es · As/Atot

∆`/`

(d)

ε ; w

σ

(c)

(a)

(b)

Fig. 4.25 : Comparaison qualitative entre le comportement local mesuré sur les tirants et le compor-
tement local du BFUHP

La figure 4.26 montre l’effet de la variabilité des propriétés mécaniques sur la définition des
phases II-a et II-b. Dans le cas théorique d’un matériau à comportement uniforme (figure
4.26, “Matériau uniforme”), la transition entre phase II-a et phase II-b est représentée par
un point. Si le rapport ∆`εctm/∆`εsy est petit, le comportement avant pic est fortement
influencé par la présence de fissures à comportement adoucissant : le cas limite dans ce sens
correspond à celui d’un élément en béton fibré ordinaire, pour lequel εctm = εct (figure 4.26,
“Matériau uniforme”, cas a). Si le rapport ∆`εctm/∆`εsy est proche ou supérieur à l’unité, le
comportement avant pic est contrôlé par la phase de micro-fissuration : le cas limite dans ce
sens (figure 4.26, “Matériau uniforme”, cas b) se manifeste pour des matériaux comme l’ECC
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Fig. 4.26 : a) Importance relative de la phase de micro-fissuration et de la phase de fissuration avec
comportement adoucissant sur le comportement d’un tirant en fonction de la relation
entre εctm et εsy. b) Superposition des deux phases en fonction de la variabilité du com-
portement en traction du matériau le long d’un élément

(section 4.3.1.1, [Ots03]).

Dans un cas plus général, les propriétés mécaniques du matériau présentent une certaine
variabilité statistique (figure 4.26, “Variabilité des propriétés”) : la phase II-a et la phase II-b
sont donc partiellement superposées. Si la variabilité statistique des propriétés le long d’un
tirant est très grande (figure 4.26, “Variabilité des propriétés”, cas b), la zone de superposition
peut occuper toute la phase avant pic. Les éléments testés à l’EPFL se situent dans ce cas :
des fissures à comportement adoucissant existent dès la fissuration de la matrice (figures 4.24,
4.25). Cependant, le rapport ∆`εctm/∆`εsy pour le BSI et pour un acier d’armature ordinaire
est proche de l’unité.
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Fig. 4.27 : a) Comparaison entre comportement à la décharge mesuré (tirant T-R42) et simulé en
admettant l’hypothèse (b) pour le comportement à la décharge du BFUHP
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Comportement à la décharge pendant la phase avant-pic

Des cycles de charge et décharge ont été effectués pour l’échantillon T-R42. La rigidité de la
décharge peut être estimée de façon approchée (figure 4.27-a) en admettant la compatibilité
des déformations entre acier et béton, une décharge avec pente élastique pour l’acier et une loi
de comportement homogène σ(ε) pour le béton micro-fissuré avec évolution de la pente de la
décharge Ede(εc) estimée avec la méthode du point-pivot (figure 4.27-b). La validité de cette
approximation pour Ede(εc) pendant la phase pseudo-plastique a été démontrée également
dans le cas des éléments minces en BFUHP non armés et fléchis [Spa08].

Comportement après pic

Après le pic, la déformation se concentre dans une seule fissure et le reste de l’échantillon se
décharge. Dans cette phase, l’allongement total du tirant dépend de sa longueur et vaut :

∆` = ∆`pic −∆`de + ∆w (4.51)

où ∆`de est le raccourcissement de la partie de tirant qui se décharge, ∆`pic est l’allongement
du tirant au pic et w est l’augmentation de l’ouverture de la fissure critique. Pour les éléments
testés, le comportement à la décharge est pratiquement linéaire (Annexe C). La figure 4.28-b
montre le rapport entre les valeurs mesurées de rigidité axiale à la décharge Kmes,de et une
valeur de référence Kth,de. La valeur de référence est calculée pour le point à la fin du plateau
(ε = εct) avec les mêmes hypothèses montrées à la figure 4.27. La dispersion des valeurs à
la figure 4.28-b est plus grande que celle observée pour la rigidité avant pic (figure 4.28-a).
Cependant, pour les tirants considérés, la valeur Kth,de représente une estimation adéquate
de la valeur moyenne de la rigidité axiale à la décharge. À la ruine, la contrainte dans les
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Fig. 4.28 : Comparaison entre valeurs de rigidité axiale mesurées et valeurs théoriques

barres d’armature est connue et vaut fsu. La contrainte σfu,th transmise par les fibres à la
ruine est égale à la différence entre la force totale Fu à la rupture et la force théoriquement
reprise par les barres Fsu,th. L’ouverture de fissure à la ruine peut être indirectement estimée
au moyen de σfu,th et de la courbe σf (w). Le rapport Fu/Fsu,th est très proche de l’unité pour
tous les tirants : la contrainte σfu,th est toujours inférieure à 0.5 N/mm2, qui correspond à
des ouvertures de fissures supérieures à 7.5 mm.

Mise en évidence de l’effet du retrait

Le comportement rhéologique du BFUHP n’a pas été mesuré dans le cadre de cette recherche.
Cependant, l’effet du retrait peut être indirectement apprécié en observant le comportement
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Fig. 4.29 : Mise en évidence du décalage entre le point d’écoulement de l’acier dans les tirants et
pour l’acier nu. a) Tirant T-S81 ; b) tirants T-S41 et T-S42

des tirants armés avec acier déformé à chaud (figure 4.29) : pour ces tirants, le point qui
correspond à l’écoulement de l’acier d’armature peut être graphiquement repéré de façon
relativement aisée, et est décalé par rapport à la déformation d’écoulement nominale de l’acier.
Ce décalage ne peut s’expliquer qu’en admettant qu’un état de compression est présent au
début des essais dans l’acier d’armature.

Fissuration par fendage au droit des armatures

Pratiquement tous les échantillons ont montré une fissuration par fendage en correspondance
avec la position des armatures et à proximité des fissures transversales principales (figure
4.30). La présence de ces fissures est indicative d’un état de traction tangentiel qui existe
autour des barres d’armature à cause de l’introduction de l’effort d’adhérence. Cet aspect
sera analysé en plus de détail à la section 4.5.1.

Fig. 4.30 : Fissuration par fendage longitudinal au droit des armatures, tirant T-S41
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4.4 Étude des aspects spécifiques de la fissuration pour un tirant
en BFUHP armé

Grâce aux observations tirées des essais et en s’appuyant sur l’outil de simulation numérique
décrit à la section 4.2.2.5, il est possible de mettre en évidence les aspects spécifiques qui
différencient la fissuration dans des éléments armés réalisés en béton ordinaire ou en BFUHP.

4.4.1 Calcul de la distance entre fissures pour divers types de béton

Dans un tirant en béton armé ordinaire, la distance minimale entre fissures pendant la phase
de formation des fissures, sr,min, peut être estimée sur la base d’un critère mécanique simple
(section 4.2.2.3 et figure 4.31). Elle est en fait théoriquement égale à la valeur de la longueur
d’introduction `intr au moment où la force dans le tirant atteint de nouveau la force de
première fissuration et σc,hom = fctm (point C sur la figure 4.31)2 :

sr,min = `intr|(σc,hom=fctm) (4.52)

x

C

σc,hom = fctm

`int = sr,min

F = Fcr

B

σc,hom < fctm

`int

F < Fcr

ε

σ(w) 6= 0 F = Fcr

A

σc,hom = fctm

∆`

F

CA

B

Fcr

εs,hom = εc,hom

σ(w) = 0

Fig. 4.31 : Comportement d’un tirant en béton armé ordinaire lors de la fissuration

Fantilli et al. [Fan99] ont montré par une analyse numérique que, si la contribution en trac-
tion du béton fissuré est considérée (σf (w)6= 0), la force transmise par un tirant armé peut
légèrement augmenter après la fissuration de la matrice, pour ensuite diminuer (ligne fine
après le point A dans la figure 4.31). Fantilli et al. ont considéré des éléments en béton or-
dinaire, pour lesquels cette contribution est très petite et généralement négligeable. Dans le
paragraphe 4.4.1.1, la même approche est étendue à des matériaux comme les bétons fibrés ou
les BFUHP, qui ont un comportement σ(w) moins fragile que le béton ordinaire. Les résultats
obtenus donnent des informations importantes sur la façon dont on peut estimer la distance
entre fissures pour des éléments en BFUHP. Cette section reprend et développe les résultats
présentés dans [Red07].

4.4.1.1 Comparaison entre le comportement après fissuration d’un BO, un BF et un
BFUHP

Soit un tirant en béton armé de géométrie connue (figure 4.32). Les comportements de l’acier
d’armature (Es = 210 GPa) et du béton non fissuré sont admis élastiques linéaires. Pour
σc = fctm, une fissure isolée se produit dans le béton. Le comportement après fissuration
du béton est complètement caractérisé par sa loi σ(w) [Hil76]. Trois lois σ(w) différentes et

2En réalité la force de deuxième fissuration peut être légèrement plus haute que Fcr, à cause de la variabilité
statistique de la résistance à la traction du béton. Cela ne change pas la validité du critère pour la détermination
de la distance minimale sr,min
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Fig. 4.32 : Courbes σ(w) pour béton ordinaire, béton fibré et BFUHP. Avant pic Ec = 33.5 GPa
pour BO et BF, Ec = 60 GPa pour le BFUHP.

représentatives du comportement typique d’un béton ordinaire (BO, [MC90]), d’un béton fibré
ordinaire (BF) et d’un BFUHP (figure 4.32) sont considérées. La phase de micro-fissuration
du BFUHP, qui correspond au cas limite de comportement adoucissant avec pente nulle,
est négligée. Une loi d’adhérence τ(δ) identique est admise pour tous les matériaux afin de
focaliser l’attention sur l’effet de la courbe σ(w). La loi τ(δ) proposée en [MC90] pour un
béton ordinaire (fc = 30 MPa) en conditions de bonne adhérence et enrobage suffisant est
utilisée. L’effet d’une variation de la loi τ(δ) sera étudié par la suite.
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Fig. 4.33 : Influence de la courbe σ(w) sur le comportement après fissuration

La figure 4.33 montre les résultats de la simulation. Les diagrammes 4.33-a à c montrent
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la variation de l’effort de traction dans le tirant F en fonction de l’ouverture de fissure w.
Les diagrammes 4.33-d à f montrent l’évolution de la contrainte dans le béton de la section
homogène σc,hom en fonction de la longueur d’introduction `intr de l’effort.

Pour une mise en charge monotone, `intr augmente constamment si les matériaux ont un
comportement élastique. Par contre, la valeur de σc,hom évolue de façon affine à la force F .
En accord avec l’approche présentée à la figure 4.31, la distance minimale théorique entre
fissures peut être lue sur les diagrammes σc,hom(`intr) aux points où σc,hom = fctm. Pour le
béton ordinaire (figure 4.33-a et d), l’effort dans le tirant et la contrainte σc,hom augmentent
légèrement après fissuration [Fan99]. Cet effet est plus important pour les éléments fortement
armés, mais demeure petit par rapport à la variabilité statistique de la résistance à la traction
du matériau.

Pour le BFUHP (figure 4.33-c et f), le comportement est complètement différent. À cause de
la pente très faible de la courbe σ(w) et grâce à l’activation des armatures sur la fissure, la
force dans le tirant et la contrainte σc,hom augmentent de manière continue avec l’ouverture
de fissure. Cela est vrai pour tous les taux d’armature, sauf pour le taux extrêmement faible
(φs = 4 mm, ρs = 0.2%) qui correspond à un tirant sous-armé. Comme il est évident en
considérant la figure 4.33-f, la distance minimale entre fissures ne peut pas être estimée avec
le même critère que celui utilisé pour le béton ordinaire. Pour le BF (figure 4.33-b et e), la
situation est intermédiaire.
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Fig. 4.34 : Effet de l’adhérence sur le comportement d’une fissure isolée dans un tirant armé en
béton ordinaire. BO avec φs = 12 mm et ρs = 1.8%

Les différences de comportement entre BO, BF et BFUHP dépendent de la pente de la
courbe σ(w) pour des petites ouvertures de fissure (figure 4.32). La valeur totale de l’énergie
de fissuration GF , égale à la surface couverte par la courbe contrainte-ouverture de fissure,
n’a par contre pas une influence directe sur le comportement dans cette phase.

La qualité de l’adhérence acier-béton joue un rôle important, comme la figure 4.34 le montre
pour le BO : si l’adhérence augmente (figure 4.34-a), le comportement après fissuration est
moins fragile et la valeur théorique de sr,min diminue. L’adhérence est beaucoup plus forte
pour un BFUHP que pour un BO (section 3.4) : la différence de comportement après fissu-
ration entre un tirant en BO et un tirant en BFUHP est donc en réalité encore plus évidente
que sur la figure 4.33, où la même adhérence a été admise pour tous les matériaux.

La rigidité de la partie ascendante de la courbe τ(δ) influence également le comportement
après-fissuration. La figure 4.35 montre l’influence de la valeur du glissement δ1 au pic de
τ (section 3.4) sur le comportement après fissuration, toutes autres conditions étant égales
(τ1 = 30 MPa). La valeur δ1 = 1 mm est celle indiquée dans le [MC90] pour le béton ordinaire.
La valeur δ1 = 0.014 mm représente, avec τ1 = 30 MPa, une bonne estimation de la rigidité
de la courbe d’adhérence mesurée par [Jung04] pour le BSI.
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Fig. 4.35 : Effet de l’adhérence sur le comportement d’une fissure isolée dans un tirant armé en
béton ordinaire. BO avec φs = 12 mm et ρs = 1.8%

4.4.1.2 Facteurs autres que l’adhérence qui influencent la distance minimale entre
fissures

Dans les éléments de structures, la distance minimale entre fissures est influencée par des
facteurs qui ne sont pas directement liés à l’adhérence entre armatures et béton. Ces facteurs
sont énumérés dans cette section avec une discussion de leur importance dans le cas des
éléments en BO armé et en BFUHP armé.

Éléments de structure en BO

Les facteurs suivants sont considérés :

- la variabilité statistique de la résistance à la traction ;
- la non uniformité de l’état de contraintes dans le béton à proximité d’une fissure existante

[Bro65, Bro65a, Got71] ;
- la présence d’armatures transversales.

L’effet de la variabilité statistique de fctm sur la distance minimale entre fissures peut être
apprécié grâce aux diagrammes σc,hom(`intr) de la figure 4.33-d et e : une valeur théoriquement
plus grande est obtenue pour sr,min si le matériau où la deuxième fissure doit apparaitre a
une résistance à la fissuration supérieure à celle la première fissure (une différence de 5% est
considéré dans la figure 4.33, à titre d’exemple).

Fig. 4.36 : Influence de la géométrie sur la distance entre fissures, d’auprès [Bro65a]

76



4 Comportement des éléments tendus

Du fait que le béton à côté d’une fissure est complètement déchargé et que les contraintes
d’adhérence transmises par les armatures nécessitent une certaine distance afin de se diffuser
dans la totalité de la section transversale, l’état de contraintes dans le béton est localement
non uniforme et des nouvelles fissures qui traversent toute l’aire de la section ne peuvent pas
se former à proximité d’une fissure existante [Got71]. Cette distance dépend principalement
de la géométrie de l’élément et de l’enrobage (figure 4.36, [Bro65a]).

Dans les éléments de structures en béton ordinaire, la position effective des fissures est très
souvent influencée par la position des armatures transversales, dont la présence crée une
discontinuité qui affaiblit la résistance à la fissuration de la section.

Éléments de structure en BFUHP

Variabilité statistique du comportement en traction

Si la variabilité statistique du comportement en traction est prise en compte, la distance
minimale entre fissures peut être calculée pour un tirant en BFUHP avec la même approche
que celle utilisée pour un béton ordinaire (figure 4.31 et équation 4.52). En admettant que
la résistance à la fissuration d’une section particulièrement faible, fct,fiss, est inférieure à la
résistance à la fissuration fctm du matériau voisin, la valeur de sr,min est théoriquement égale
à la distance nécessaire pour transmettre au béton, par adhérence, une contrainte égale à la
différence fctm − fct,fiss (figure 4.37-a).
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Fig. 4.37 : a) Variabilité de la résistance à la traction de la matrice ; b) comportement du béton tendu
proposé par [Wal08] pour calculer la distance entre fissures ; c) diagrammes σc,hom(`intr)
obtenus avec le comportement “b” , ρs = 0.8, 1.6, 3.2, 6.7% et une chute de contrainte
de 1 MPa

Pour un BFUHP, la variabilité statistique du comportement σ(w) après fissuration peut avoir
le même effect. Walraven et al. [Wal08] ont récemment proposé de déterminer la distance entre
fissures pour un BFUHP en admettant qu’une chute de contrainte de traction se produit lors
de la fissuration de la matrice (figure 4.37-b). Pour le calcul de sr,min, les deux cas a et b sur
la figure 4.37 donnent des résultats similaires.

L’importance effective de la différence entre fct,fiss et fctm sur la valeur de sr,min doit être éva-
luée au cas pas cas. La figure 4.37-c montre les diagrammes σc,hom(`intr) obtenus avec une di-
minution de 1 MPa, le comportement en traction et la loi d’adhérence du BSI (fctm = 9 MPa,
Ec = 60 GPa, sections 3.2.2.3 et 3.4.5.2). La valeur théorique de sr,min est variable entre 15
à 45 mm selon le taux d’armature. Cette distance, petite pour un béton ordinaire, est signi-
ficative pour un BFUHP.
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État de contraintes à proximité d’une fissure existante

Pour un BFUHP, l’état de traction à proximité d’une fissure existante est très uniforme grâce
à la présence des fibres qui assurent une transmission de contraintes repartie sur toute la
section transversale (figure 4.13-b, [Fis02]).

Si le béton a un comportement pseudo-plastique ou durcissant, ce sont les fibres qui forcent
la formation de nouvelles fissures. Dans ce cas, la distance nécessaire pour la diffusion de
l’effort transmis par les armatures n’influence pas la valeur théorique de sr,min. Des situations
intermédiaires existent si le béton fibré a un comportement adoucissant ou, pour un BFUHP,
pour des grandes ouvertures de fissure. Dans ce cas, l’effort est transmis en partie par les
armatures et en partie par les fibres, et l’état de contrainte à proximité des fissures résulte de
la superposition des deux contributions.

Pour un élément en BFUHP, la distance minimale entre fissures est aussi limitée par la dis-
tance nécessaire pour que les fibres transmettent l’effort de traction au béton. Cette distance,
égale à une fraction de la longueur des fibres, ne dépasse en tout cas pas quelques millimètres
pour un BFUHP renforcé avec micro-fibres métalliques.

Position des armatures transversales

Dans un élément de structures en BFUHP, les armatures transversales ne sont généralement
pas utilisées. En outre, l’espacement de ces armatures est plus grand que la distance entre
les micro-fissures d’un BFUHP. L’échelle de la fissuration dans un BFUHP est telle que, en
revanche, la distance et la position des nervures peuvent influencer la position des fissures,
comme cela a été mis en évidence par [Ots03].

4.4.2 Définition du tension stiffening pour un béton fibré

Dans un tirant en béton armé ordinaire le béton ne participe pratiquement pas à la trans-
mission des contraintes au travers d’une fissure. Cependant, la rigidité du tirant fissuré est
plus importante que la rigidité des barres d’armature seules grâce à la contribution (tension
stiffening) du béton tendu entre les fissures.
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Fig. 4.38 : Effet du tension stiffening et de la contrainte transmise par les fibres sur le comportement
de tirants armé réalisés en béton ordinaire, en béton fibré et en BFUHP

78



4 Comportement des éléments tendus

La déformation moyenne des armatures et du tirant

∆`/` = εsm (4.53)

est plus petite que la déformation εs,0(σs,0) de la barre au droit de la fissure. Dans un dia-
gramme force-allongement (figure 4.38 à gauche), cette différence est représentée graphique-
ment par la distance ∆`ts mesurée sur l’axe des déplacements entre la courbe F -∆` du tirant
et celle des armatures seules.

Pour un tirant en béton fibré (figure 4.38 au centre) la distance entre la courbe F -∆` du
tirant et celle des armatures est généralement plus grande que pour un tirant en béton armé
ordinaire (figure 4.12-b). L’effet structurel est similaire au cas d’un tirant non fibré, mais
le phénomène est qualitativement différent. En admettant que les fibres n’influencent pas
l’adhérence, l’effet de tension stiffening proprement dit (∆`ts) diminue pour un tirant en béton
fibré, car la distance entre fissures diminue à cause de la présence des fibres. Néanmoins, pour
un état de contrainte σs,0 dans les armatures donné, les fibres peuvent encore transmettre
une contrainte sur la fissure. Cette contribution du béton fibré à la résistance du tirant est
représentée graphiquement par une translation de la courbe F −∆` dans la direction de l’axe
des forces F (figure 4.38 au centre).

Pour tous les types de béton, les deux contributions du béton (à la rigidité et à la résistance)
participent au comportement du tirant. Le béton fibré représente un cas intermédiaire. Le
béton ordinaire et le BFUHP représentent deux cas extrêmes. Pour le béton ordinaire, la
contribution à la résistance est pratiquement nulle et la différence entre la courbe du tirant et
la courbe des armatures est uniquement due au tension stiffening. Pour un tirant en BFUHP
armé micro-fissuré (figure 4.38 à droite), l’adhérence joue un rôle moins important car elle agit
sur des distances très courtes entre fissures. L’effet de tension stiffening proprement dit est
donc fortement réduit : la différence entre la courbe du tirant et la courbe des armatures est
presque entièrement due à la contribution des fibres à la résistance. Cet aspect sera quantifié
de façon plus précise à la section 4.6.2.1.

4.4.3 Influence de la variabilité des propriétés mécaniques sur l’évolution de la
fissuration

Pour un élément en béton ordinaire, la variabilité du comportement en traction influence la
phase de formation des fissures mais n’a aucune influence sur les phases suivantes, quand la
contribution du béton est nulle dans toutes les fissures. L’état de contrainte et de déformation
entre deux fissures tend ainsi à atteindre rapidement une condition symétrique (figure 4.5-b)
qui est conservée jusqu’à la rupture.

Pour un tirant en BF ou en BFUHP, le comportement de chaque fissure est différent à cause
de la variabilité locale du nombre et de l’orientation des fibres : un comportement symétrique
entre deux fissures voisines n’est donc pas toujours atteint. Si une asymétrie existe, on dira
que la fissure la plus faible “domine” le comportement local. Dans ce cas, l’état de contrainte
dans les armatures, l’ouverture de fissure et le glissement acier-béton sont plus grands pour
la fissure dominante.

Lors de la plastification des armatures, le caractère dominant de la fissure la plus faible
est favorisé : l’écoulement de l’acier est atteint plus rapidement dans la fissure faible, et
cela entrâıne une perte d’adhérence et le développement de glissements importants. Pour un
élément en BFUHP micro-fissuré, le caractère dominant d’une fissure par rapport aux autres
peut être également influencé par des facteurs très locaux tels que la position relative des
nervures des armatures par rapport à la position des fissures, ou bien la qualité locale du
matériau, qui influence l’adhérence.
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Fig. 4.39 : Évolution de la fissuration en fonction de la différence de comportement entre fissures
voisines

À cause de ces facteurs, il se peut qu’une situation de fissuration stabilisée ne soit pas atteinte
dans un élément caractérisé par une grande variabilité du comportement local. Dans ce cas,
la phase de formation des fissures n’est pas suivie par la phase de fissuration stabilisée, mais
par une phase où le caractère dominant des fissures faibles se manifeste 4.39.
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4.5 Adhérence dans les éléments de structure

Dans un élément de structure, l’adhérence entre béton et barres d’armature dépend de plu-
sieurs facteurs, qui ne sont pas complètement mis en évidence par un essai d’arrachement de
la barre d’armature. Les facteurs les plus influents sont décrits dans cette section. Des pro-
positions pour la modélisation de l’adhérence dans les tirants testés à l’EPFL et de manière
plus générale dans les éléments en BFUHP armés sont faites.

4.5.1 Effet de la fissuration radiale sur l’adhérence

Si l’épaisseur de l’enrobage est trop petite, l’adhérence est contrôlée par la résistance à la
traction des anneaux tendus en béton. Les premières analyses quantitatives sur l’influence
de l’épaisseur de l’enrobage sur l’adhérence ont été proposées par Tepfers [Tep79] sur la
base des évidences expérimentales fournies par [Got71] et [Bro65]. Tepfers a proposé une
schématisation à trois dimensions du problème (figure 4.40-a) et a modélisé le comportement
des anneaux tendus en béton sur la base d’une analogie avec le comportement d’un tuyau épais
soumis à une pression interne uniforme p (figure 4.40-c). Selon cette approche de modélisation,
la contrainte d’adhérence τ est directement liée à la pression p par une relation du type (figure
4.40-b) :

τ = p · tanα (4.54)

où α est l’angle entre les bielles comprimées et l’axe de la barre d’armature. L’approche
de Tepfers néglige l’influence de la géométrie réelle des nervures ainsi que l’existence
d’une contribution cohésive à l’adhérence, qui ne nécessite pas la mobilisation des efforts
de traction dans les anneaux [Cai96]. Cependant, l’analogie proposée par Tepfers permet
une compréhension intuitive et une modélisation simplifiée et efficace des aspects essen-
tiels du phénomène, et a été successivement reprise et enrichie par de nombreux auteurs
[Pli87, Nog95, den96, Gam98, Dup02].
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Fig. 4.40 : Schématisation de [Tep79] du mécanisme d’adhérence et approches possibles de modéli-
sation de l’état de contrainte tangentiel

Tepfers considère trois états possibles de contraintes dans l’anneau (figure 4.40-c) : élastique
non fissuré (a), élastique fissuré parfaitement fragile (b) et plastique (e). Les cas (a) et (e)
donnent les limites inférieure et supérieure de la résistance de l’anneau tendu. L’étude du
deuxième cas montre que [Tep79], même si la contribution après fissuration du béton est
nulle, la pression de confinement maximale n’est pas atteinte dans la condition (a), mais avec
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une certaine pénétration des fissures radiales. Dans les trois cas, la pression de confinement
maximale pmax peut être exprimée analytiquement en fonction de la résistance à la traction
du béton fctm et du rapport c/φs entre enrobage et diamètre de la barre. Dans le cas (a) la
pression maximale est atteinte quand la contrainte tangentielle vaut fctm à xr = 0 [Cor92] :

pmax,a =
(φs/2 + c)2 − (φs/2)2

(φs/2 + c)2 + (φs/2)2
· fctm (4.55)

Dans le cas (b) la pression maximale est atteinte avec une pénétration xr de la fissure égale
à 0.486 · c et vaut [Tep79] :

pmax,b =
c + φs/2
1.664 · φs

· fctm (4.56)

La solution plastique (e) est obtenue par simple équilibre :

pmax,e =
c

φs/2
· fctm (4.57)

Si la contribution après pic du béton tendu est considérée (cas (c) et (d) à la figure 4.40-c),
pmax se situe entre les valeurs pmax,b et pmax,e. Cela présente un intérêt spécifique pour le
béton fibré, où la contribution après fissuration des fibres permet, dans le cas de rupture par
fissuration radiale, d’augmenter la valeur maximale de l’adhérence, la rigidité et la ductilité
de la courbe τ(δ) [Eze89, Har95, Cai04]. Dans le cas des BFUHP, ces effets devraient être
encore plus remarquables, grâce à la ductilité du comportement pseudo-plastique en traction.

Des modèles capables de tenir compte de la contribution après fissuration du béton ont été
proposés, entre autres, par [Nog95, den96, Ros92]. Balaguru, Gambarova et al. [Bal95] ont
proposé un modèle élasto-plastique-fissuré (Cas (d) sur la figure 4.40-c) et démontré que, pour
un matériau au comportement pseudo-plastique, pmax est pratiquement égale à la valeur issue
d’un calcul plastique (type (e) sur la figure), en particulier si le rapport c/φs est petit (< 3).
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Fig. 4.41 : Calcul de la pression maximale à l’intérieur d’un anneau en béton fissuré : a) lois σ(w)
considérées, avec wu = 0.1, 1, 10 mm ; b) résultats du calcul. Pl. : plastique, El.F. :
Élastique-fissuré, El. : Élastique

Un comportement pseudo-plastique du BSI peut ne pas se manifester à cause de la variabilité
de distribution des fibres [Spa08], qui est fortement affectée par les modalités de bétonnage.
Pour les tirants testés à l’EPFL, la mise en place du béton était influencée par la forme des
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échantillons et par la présence des armatures [Jung06]. Il n’est donc pas prudent admettre
une efficacité tangentielle totale des fibres. Pour estimer la résistance à la fissuration de
l’enrobage dans le BFUHP, nous utilisons donc plutôt un modèle élastique-fissuré du type
(c). En outre, des variantes de la courbe contrainte-ouverture de fissures sont considérées afin
d’investiguer l’effet d’un comportement après fissuration plus fragile. Sur la figure 4.41-a, la
courbe de référence est celle définie à la section 3.2.2.2 pour le BFUHP, avec fct = 9 MPa et
wu = 10 mm. Deux courbes avec un comportement plus fragile sont obtenues pour wu = 1 mm
et wu = 0.1 mm.

Afin de résoudre le problème, des hypothèses cinématiques sont nécessaires dans la zone
fissurée. Les hypothèses introduites par [Big95] sont reprises et adaptées au cas présent :

- la partie non fissurée de l’anneau est modélisée selon la théorie élastique linéaire [Cor92] ;
- le critère de fissuration est donné par la condition de contrainte tangentielle égale à fctm ;
- dans la zone fissurée, l’allongement tangentiel total de chaque anneau est égal à la somme

de l’ouverture de n fissures plus l’allongement du béton non fissuré, qui se décharge de
manière élastique après fissuration ;

- dans la zone fissurée, l’allongement tangentiel total de chaque anneau est égal à l’allonge-
ment tangentiel total du dernier anneau non fissuré [Big95] ;

- le nombre de fissures est une variable du problème.
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Fig. 4.42 : a) Modélisation de l’évolution de la pression interne en fonction de l’épaisseur de la
partie d’anneau fissurée. b) Résultats expérimentaux avec barres de 10 mm et enrobage
variable [Leu07]

La figure 4.41-b présente l’évolution du rapport pmax/fct en fonction du rapport c/φs entre
enrobage et diamètre de la barre. Dans la même figure, les courbes correspondantes aux
équations 4.55, 4.56 et 4.57 sont données. La figure 4.42-a montre en outre l’évolution de p
en fonction du niveau de propagation des fissures dans l’enrobage (figure 4.40) et du rapport
c/φs. Les résultats montrent que :

- pmax est atteinte quand la fissure occupe toute l’épaisseur de l’enrobage (figure 4.42-a) ;
- pour la courbe σ(w) typique d’un BFUHP, la différence entre pmax et la valeur plastique

pmax,e est très petite, même en absence de phase pseudo-plastique ;
- pour un BFUHP et les rapports c/φs considérées, pmax est peu sensible au nombre de

fissures3 ;
3Sur la figure 4.41-b, les points correspondants à wu = 10 mm et n = 4 fissures n’ont pas été dessinés car

ils se trouvent entre la courbe plastique et les points calculés pour n = 1, et ils cöıncident pratiquement avec
ces derniers.
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- dans les cas avec wu = 1 mm et wu = 0.1 mm, l’influence du nombre des fissures augmente
et pmax s’éloigne de la valeur plastique.

La figure 4.42 compare les valeurs calculées de pmax avec des résultats d’essais d’arrachement
[Leu07]. La relation entre τ et p est donnée par l’équation 4.54. Sur la base de la figure
3.29-b, α = 45◦ et τ = p. Les courbes de la figure 4.42-b ont été mesurées pour un béton à
comportement adoucissant en traction, fctm environ égale à 9 MPa et 1 % en volume de fibres
métalliques avec une longueur de 9 mm. L’estimation de la contrainte d’adhérence maximale
est satisfaisante dans les cas de rupture par fissuration radiale. Le modèle prévoit uniquement
la résistance pour ce mode de rupture : la résistance à la rupture par arrachement (type f sur
la figure 3.28 et courbe avec c/φ = 4.5 sur la figure 4.42-b) est déterminante si l’épaisseur de
l’enrobage est suffisante (c/φs > 3 [Wei03]) et doit être déterminée par un essai.

Pour les tirants armés testés à l’EPFL, fct = 10 ÷ 12 MPa. Pour les tirants avec 4 barres
d’armature φs = 16 mm, l’enrobage est égal à 20 mm et on obtient :

τmax = pmax,e =
2 · (10÷ 12) · 20

16
= 25÷ 30MPa (4.58)

Pour les tirants avec 8 barres, la distance nette entre barres (30 mm) est déterminante pour
le calcul de l’épaisseur de l’anneau de confinement. On a ainsi :

τmax = pmax,e =
2 · (10÷ 12) · 30/2

16
= 22.5÷ 27MPa (4.59)

L’épaisseur de l’enrobage peut influencer d’une manière importante la contrainte d’adhérence
maximale τ1. Pour les éléments testés dans le cadre de cette thèse, cet effet se traduit par une
réduction de τ1 d’environ 50% par rapport à la valeur mesurée lors d’essais d’arrachement en
conditions confinées (τ1 ' 60 MPa, section 3.4.5.2)

4.5.1.1 Modification de la courbe τ(δ) en présence de fissuration radiale

Si l’adhérence est contrôlée par la propagation des fissures radiales, la forme de la courbe
τ(δ) change, notamment après le pic.
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Fig. 4.43 : a) Changement de la courbe d’adhérence d’un béton ordinaire en présence de rupture par
fissuration radiale [MC90]. b) Comparaison entre la courbe d’adhérence de deux bétons
de différente résistance à la compression, en présence de rupture par fissuration radiale
[Har04]
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Fig. 4.44 : a) Effet du volume de fibres sur le comportement après pic de la loi d’adhérence en
présence de fissuration radiale [Eze89]. b) Proposition de [Har95] pour modéliser la loi
d’adhérence du béton ordinaire et fibré

Pour un béton ordinaire, la fissuration radiale influence l’adhérence si c/φs ≤ 5 [MC90] : dans
ce cas, l’évolution de la loi d’adhérence en fonction du rapport c/φs est montrée à la figure
4.43-a. Un béton à plus haute résistance montre un comportement plus fragile qu’un béton
ordinaire, à cause de la plus grande fragilité de la matrice (figure 4.43-b, [Har04]). L’ajout des
fibres peut exercer un effet bénéfique sur la partie après pic de la loi d’adhérence. Ezeldin et
Balaguru [Eze89] montrent que la ductilité après pic augmente en fonction du taux de fibres
et que le saut de contraintes en correspondance du pic peut être pratiquement annulé grâce
à l’ajout d’environ 1 % de fibres métalliques (figure 4.44-a). [Har95] obtient des résultats
qualitativement similaires. Il propose la loi d’adhérence montrée à la figure 4.44-b : dans le
cas de rupture par arrachement, l’ajout des fibres n’a aucun effet sur l’adhérence. En cas de
rupture par fissuration radiale, l’effet positif des fibres se manifeste sur la ductilité après pic.
Nous admettons que pour un BFUHP la ductilité en traction donnée par les fibres suffit à
produire une transition progressive au pic. Il n’y a actuellement pas une quantité de données
expérimentales suffisante pour tirer des indications définitives, mais les résultats des essais de
[Leu07] semblent confirmer cette supposition (figure 4.42-b à titre d’exemple).
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Fig. 4.45 : Loi d’adhérence proposée pour l’analyse des éléments en BFUHP. a) courbes complètes ;
b) agrandissement de la phase initiale
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Pour l’analyse du comportement structurel des éléments en BFUHP armés, les hypothèses
suivantes sont admises (figure 4.45). La courbe τ(δ) mesurée par [Jung04] est adoptée pour
décrire le cas de rupture par arrachement, avec τ1 = 60 MPa. Si la fissuration radiale est
déterminante, la contrainte d’adhérence maximale τ1 est limitée à la valeur τ1 = pmax,e issue
d’un calcul plastique (équation 4.59, cas (e) à la figure 4.40) et avec l’hypothèse que α = 45◦.
La contrainte résiduelle τ2 est réduite par le même facteur de réduction appliqué à τ1. Une
diminution linéaire entre τ1 et τ2 est admise. τs est atteint pour un glissement égal à la
distance entre nervures.

Ces hypothèses nécessitent, à l’heure actuelle, une validation expérimentale complète.

4.5.2 Effet de l’état de déformation des armatures

Lorsque les armatures sont soumises à un effort dans la direction axiale, elles subissent une
déformation transversale par effet de Poisson, qui modifie l’état de contact avec le béton et
influence l’adhérence :

τ = τ(δ, εs) (4.60)

Pour les barres lisses, l’adhérence est principalement due au frottement et est fortement
influencée par les variations de diamètre de l’armature, déjà dans la phase élastique.

Pour les barres nervurées, l’adhérence est principalement donnée par l’ancrage mécanique
réalisé par les nervures : l’influence de l’effet de Poisson sur l’adhérence est dans ce cas beau-
coup moins importante que pour une barre lisse, car la réduction de la dimension transversale
de la barre demeure faible par rapport à la hauteur des nervures. L’effet de εs sur l’adhé-
rence peut être complètement négligé en phase élastique. Cependant, l’adhérence diminue
significativement dès le début de la plastification de l’acier [Shi87a]. Les mécanismes de cette
diminution ne sont à ce jour pas complètement clairs, mais peuvent être liés à la perte totale
de la contribution résiduelle par frottement entre les nervures, ou bien au changement de
la géométrie des nervures, plastifiées et fortement sollicitées par la concentration locale des
efforts des bielles comprimées.

τ(δ)

τ

δ

εs = 0

εs > εs,y

τ(δ) · g(εs)

Fig. 4.46 : Représentation schématique de la loi d’adhérence proposée par [Shi87]

En s’appuyant sur des mesures détaillées de déformation locale le long de barres ancrées,
[Shi87] et al. indiquent que la loi d’adhérence ne dépend pas de la position le long de la
barre mais de l’état de déformation εs(x) locale des armatures. Ils proposent pour τ(δ,εs)
une expression qui est le produit d’une loi monotone croissante en τ(δ) et d’un facteur de
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réduction g(εs) (figure 4.46) :

τ(δ, εs) = τ(δ, fc, φs, c) · g(εs) = 0.73 · fc · [ln (1 + 5 · δ/φ)]3 ·
[

1
1 + εs · 105

]
(4.61)

Salem et Maekawa [Sal99] adaptent la loi proposée par [Shi87] pour inclure l’effet de la
rupture par splitting : le même facteur de réduction g(εs) proposé par Shima est utilisé.
L’augmentation de τ(δ) s’arrête à partir du glissement pour lequel la résistance au splitting
est atteinte.

Huang et al. [Hua96] proposent une adaptation de la loi τ(δ) du [MC90] pour le béton
à haute résistance en présence de plastification des armatures. La loi varie localement en
fonction de l’état de déformation dans les armatures : si la barre est plastifiée, une courbe τ(δ)
différente s’applique pour chaque section de l’élément armé. Marti et al. [Mar98] proposent
une définition très simple de la loi d’adhérence (section 4.2.2.4). L’adhérence est modélisée
par une loi rigide plastique. L’effet de la plastification des armatures est pris en compte par
une réduction de 50 % de la valeur constante de τ (figure 4.47-a).

δ > δy → τ = 0.5 · τMax (4.62)

Pour le BFUHP, [Jung06] utilise la même approche mais avec une réduction de 75% de la
contrainte maximale pour la phase de plastification (figure 4.47-a).
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Fig. 4.47 : Comparaison entre les facteurs de réduction de l’adhérence dans la phase d’écoulement
des armatures proposées par a) [Mar98] et [Jung06] et b) [Fer06a]

En analogie avec [Shi87], Fernández et Muttoni [Fer06a] proposent d’utiliser un coefficient
de réduction de l’adhérence Kb(εs) qui dépend uniquement de l’état de déformation des
armatures (équation 4.27). L’expression analytique du facteur Kb(εs) dépend de la loi choisie
pour modéliser la relation τ(δ). Pour τ = τMax · (δ/δMax)1/3 :

Kb(εs) =
(

εbu − εs(x)
εbu − ε′sy

)
·
(

ε′sy
εs(x)

)α

(4.63)

La valeur 0.5 est donnée par [Fer06a] pour le paramètre α. Avec α = 0, le facteur Kb donne
une diminution linéaire de τ entre la déformation ε′sy et la déformation où l’adhérence s’an-
nule, indiquée par εbu. Selon [Fer06a], la valeur de εbu est en relation avec la géométrie des
nervures : une valeur comprise entre 6 et 12 % est indiquée dans l’article. Dans le cadre
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de cette recherche, la déformation εbu est admise égale à la déformation ultime de l’acier
d’armature, εsu (figure 4.47-b). La déformation εsy est égale à fsy/Es pour l’acier déformé
à chaud, alors que pour l’acier étiré à froid une valeur plus petite que fs,y0.2 (section 3.7) et
correspondant à la déformation de déviation de la linéarité est utilisée.

4.5.3 Réduction locale de l’adhérence à proximité d’une fissure

À une certaine distance d’une section fissurée, la loi d’adhérence ne dépend pas de la position le
long de la barre. À proximité d’une fissure, par contre, l’efficacité de l’adhérence est fortement
réduite. Les premières nervures à côté d’une fissure s’appuient sur des anneaux de traction
de diamètre réduit. En outre, la résistance au cisaillement du béton peut être localement
dépassée et un phénomène de poinçonnement local peut se produire. Pour le béton ordinaire,
le [MC90] propose un facteur de réduction λ(x) :

λ(x) =
x

5 · φ ≤ 1 (4.64)

qui s’applique à toutes les valeurs τ et δ de la loi d’adhérence ordinaire (section 3.4.3). Ce
facteur a été défini pour tenir directement compte du phénomène de poinçonnement local et
indirectement de la plastification locale des armatures [FIB00] et de l’efficacité réduite des
anneaux de béton [Alv98]. Pour les éléments en BFUHP testés à l’EPFL, un endommage-
ment significatif du béton à été observé après rupture sur une distance de seulement de 1-2
nervures des fissures. En outre, l’effet de la plastification des armatures est considéré de façon
indépendante (section 4.5.2).

Nous proposons ainsi une approche de réduction de l’adhérence qui considère uniquement la
taille réduite des anneaux de traction à proximité d’une fissure. En admettant α = 45 degrés,
le modèle montré à la figure 4.45 est utilisé. Pour les points qui se trouvent à une distance
x de la fissure inférieure à c, néanmoins, la courbe τ(δ) locale est obtenue en remplaçant la
valeur de c par celle de x.
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4.6 Modélisation du comportement des tirants en BFUHP

4.6.1 Typologies de réponses des tirants en BFUHP

En s’appuyant sur l’ensemble des observations expérimentales et théoriques décrites dans les
sections précédentes, la figure 4.48 montre un tableau qui vise à résumer les réponses possibles
que l’on peut observer pour un tirant armé jusqu’au pic de l’effort de traction.
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Fig. 4.48 : Phases de comportement d’un tirant en BFUHP en fonction de l’uniformité des proprié-
tés mécaniques et du type d’armature

Dans le tableau, le chemin B1-D1-E1 correspond aux phases de comportement traditionnelles
d’un tirant en béton armé ordinaire. L’influence du comportement σ(w) du béton sur le
passage entre la phase non fissurée (A) et la phase (B) a été décrite dans la section 4.4.1 :
si la force transmise par le tirant continue à augmenter lors de la fissuration, la distance
entre fissures n’est pas contrôlée uniquement par l’adhérence armatures-béton. Dans le cas
des éléments en BFUHP, la distance entre fissures est contrôlée par la présence des fibres
et elle correspond à une fraction de la longueur des fibres. Cela entrâıne la formation d’un
réseau de fissures très proches (Cas B2).

Le comportement du matériau le long d’un élément en BFUHP est caractérisé par une va-
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riabilité qui peut être très importante [Wue07] et qui influence l’évolution de la fissuration
dans les phases C et D (section 4.4.3). Si le comportement du matériau est très uniforme le
long du tirant, les micro-fissures peuvent continuer à s’ouvrir jusqu’au pic de la force (figure
4.48-C1). Si les propriétés mécaniques sont très dispersées, les fissures les plus faibles tendent
à dominer le comportement local (figure 4.48-C2). Les essais effectués à l’EPFL montrent
que des zones micro-fissurées à comportement relativement homogène coexistent le long d’un
tirant avec quelques fissures à comportement nettement plus faible.

La plastification des armatures agit comme facteur favorisant le caractère dominant des fis-
sures les plus faibles (section 4.4.3). Si la plastification intervient lorsque le comportement est
encore localement peu homogène (par exemple, si des fissures à comportement adoucissant et
des micro-fissures à comportement durcissant coexistent) les fissures les plus faibles gardent
leur caractère dominant et la fissuration évolue vers la situation D3, puis vers la rupture. Dans
le cas contraire, de nombreuses fissures “faibles” peuvent s’ouvrir avant que l’acier atteigne
l’écoulement et, le cas échéant, produire un schéma de fissuration stabilisée lorsque les zones
d’influence de fissures faibles mais similaires parviennent à interagir (figure 4.48-D2).

Dans le cas D1 (tirant en BO armé), la force maximale est égale à la force transmise par
les armatures et elle est atteinte après que l’acier a plastifié et écroui dans toutes les fissures
(figure 4.48-E1). Dans les cas D2 et D3, un maximum de l’effort dans le tirant est atteint
lors de la plastification des armatures, si les fibres sont en phase adoucissante. Dans ce cas,
la résistance du tirant est égale à la résistance de la fissure statistiquement la plus faible
et la force au pic est égale à la somme de la contribution de l’acier et des fibres. La force
diminue après le pic et une seule fissure continue à s’ouvrir (figure 4.48-E2). Cette phase de
comportement sera analysée plus en détail à la section 4.6.4. Dans le cas D3, la fissure la plus
faible est entourée par un matériau plus résistant. Dans les cas D1 et D2, la force maximale
est par contre atteinte avec un schéma de fissuration symétrique.

Le comportement des tirants en BSI armés avec armatures ordinaires testés à l’EPFL suit le
chemin B2 - C2 - D3 -E2. Dans les sections suivantes, on se concentrera sur l’étude du compor-
tement dans ces régimes. L’étude des cas C1 et C2 est effectuée afin de vérifier si l’influence de
l’adhérence armatures-béton sur le comportement structurel d’un élément micro-fissuré peut
être négligée. L’effet de la présence de sections à comportement plus faible sur la réponse
structurale dans cette phase est également discuté. Le cas D3-E2 est étudié pour déterminer
quels paramètres influencent la résistance et la réponse après pic des tirants.

4.6.1.1 Choix de modélisation de l’adhérence

La loi τ(δ) de base est celle définie à la section 3.4.5.2 en s’appuyant sur les mesures effectuées
par [Jung04]. Des hypothèses en partie différentes sont admises pour la modélisation de
l’adhérence pendant la phase de micro-fissuration (cas C1 et C2 de la figure 4.48) et à la
rupture (cas D3-E2 de la figure 4.48).

L’étude du cas C est effectuée afin de mettre en évidence les différences qui existent entre une
approche de calcul qui modélise le BFUHP en phase pseudo-plastique comme un matériau
homogène et une approche qui considère la nature discrète des micro-fissures et l’effet de
l’adhérence armatures-béton. Pour cela, nous avons intérêt à maximiser l’effet de l’adhérence.
En outre, les ouvertures et les distances entre les fissures dans cette phase de comportement
sont modestes et les armatures sont en phase élastique. L’adhérence est donc modélisée par
la loi τ(δ) de base et en négligeant les effets de réduction décrits dans la section 4.5.

Sur le chemin C2-D3-E2 identifié, le comportement ultime est dominé par l’ouverture d’une
seule fissure. Au pic, les armatures atteignent la plastification sur toute la longueur du tirant
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et des ouvertures de fissures importantes se produisent. L’adhérence se développe sur une
longueur plus importante et par un mécanisme d’appui direct sur les nervures, qui est influencé
par la formation de fissures radiales. Pour la modélisation de cette phase, la loi τ(δ) de base
est utilisée avec tous les facteurs de réduction décrits dans la section 4.5.

4.6.2 Modélisation du comportement d’un tirant en béton armé micro-fissuré

4.6.2.1 Comparaison entre approches de modélisation homogène et à fissures dis-
crètes

Pour les tirants en BFUHP testés à l’EPFL, une partie importante de la réponse avant pic se
produit pour des déformations qui correspondent, nominalement, à la phase de comportement
pseudo-plastique du BFUHP.

Pendant cette phase, les tirants sont constellés de fissures. Plusieurs auteurs [Ots03, Jung06,
Sig08] modélisent la réponse dans cette phase par une loi σ(ε) moyenne pour le BFUHP
micro-fissuré et en admettant que la déformation de l’acier d’armature est uniforme le long
du tirant et égale à la déformation moyenne du BFUHP micro-fissuré. Avec cette approche,
que l’on dénotera comme “Approche homogène”, le comportement du tirant en phase micro-
fissurée est calculé comme en phase élastique non fissurée (figure 4.49-a), y compris les effets
du retrait. La possibilité de décrire le comportement moyen des tirants en BSI armés par
cette approche a été montrée dans [Jung06, Red07].
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Fig. 4.49 : Représentation schématique des approches de calcul possibles en phase pseudo-plastique :
a) approche homogène, b) approche à fissures discrètes, c) contraintes dans le béton entre
fissures selon l’approche à fissures discrètes

Cependant, des fissures discrètes existent effectivement dans le BFUHP pendant cette phase,
et les armatures interagissent avec les fibres pour transmettre les efforts au travers des fissures
et au béton non fissuré. Selon [Leu07], l’effet combiné des deux types de renforcement ne peut
être décrit que si le béton est considéré comme un matériau micro-fissuré et si le problème
de l’adhérence acier-béton est considéré. Cette approche de modélisation, que l’on appellera
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“à fissures discrètes”, considère des tranches idéalisées d’épaisseur égale à la distance entre
fissures (figure 4.49-b) : le béton au droit de la fissure est complètement déchargé, mais une
contrainte de traction lui est progressivement transmise par l’effet conjoint des fibres et des
armatures (figure 4.49-c).

En utilisant la méthode de calcul numérique décrite dans la section 4.2.2.5, les deux approches
de modélisation (homogène et à fissures discrètes) peuvent être comparées. Puisque la force
dans le tirant continue à augmenter après fissuration de la matrice, le modèle à fissures isolées
ne peut pas être utilisé efficacement pour déterminer la distance minimale entre fissures
(section 4.4.1). La distance entre fissures dépend de l’action des fibres et est égale à une
fraction de la longueur des fibres. Dans les éléments armés, à cause de la contrainte de
traction additionnelle qui est transmise au béton non fissuré par les armatures, la distance
entre fissures doit en principe être plus petite ou, à la limite, égale à celle que l’on retrouve
dans un élément en BFUHP non armé.

Le choix d’une distance très petite ne présente d’ailleurs pas d’utilité pour l’étude menée dans
cette section : afin de comparer l’approche “homogène” et l’approche “à fissures discrètes”,
nous avons en fait intérêt à admettre une distance entre fissures plutôt grande, qui maximise
les effets de l’adhérence et souligne les différences entres les deux approches. La distance entre
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92



4 Comportement des éléments tendus

fissures est donc admise égale à celle estimée pour un élément non armé : sr = 3/4·`f = 15 mm.
Le comportement du BFUHP est alternativement décrit par les lois σ(ε) et σ(w), équivalentes
entre elles selon l’approche décrite dans la section 3.2.2.4. Pour l’approche à fissures discrètes,
la transmission de l’effort des fibres au béton est modélisée avec les mêmes hypothèses que
celles utilisées pour les tirants non armés (section 3.2.2.4). L’adhérence est modélisée selon
les choix décrits au paragraphe 4.6.1.1, mais différentes valeurs de τ1 seront considérées afin
d’évaluer l’influence de l’adhérence sur les résultats de l’analyse.

La figure 4.50 compare le comportement modélisé par l’approche homogène (courbes grises
épaisses, parfois difficilement visibles) avec l’approche à fissures discrètes (courbes noires). La
différence en termes de comportement global est faible et ne change pas l’allure des courbes
(figure 4.50-a) : pour les valeurs les plus petites de τ , il est à peine possible de distinguer les
deux approches. Pour les cas considérés, la contrainte de traction dans le béton à mi-distance
entre fissures n’atteint jamais la résistance à la traction du BFUHP : la distance entre fissures
choisie ne doit donc pas être réduite.

D’un point de vue théorique, la différence entre approche homogène et approche à fissures
discrètes est donnée par le fait que cette dernière considère l’effet de tension stiffening et
conduit à une réponse légèrement plus rigide (voir également la figure 4.38). L’effet est plus
marquant pour les taux d’armature les plus élevés. La figure 4.50-b montre un détail de la
courbe avec As/Ac = 6.5%. L’effet de tension stiffening augmente avec une augmentation de
τ1, mais seulement jusqu’à τ1 ' 30 MPa. Pour les valeurs de glissement qui s’activent dans
cette analyse (δ0 = w/2 < 0.02 mm à la fin de la phase pseudo-plastique) et en considérant
la loi d’adhérence du BFUHP (δ1 = 0.08 mm, section 3.4), des contraintes d’adhérence plus
importantes ne peuvent pas s’activer.

La figure 4.50-c montre l’évolution de la contrainte dans l’armature au droit de la fissure
en fonction de la déformation moyenne du tirant. Dans un matériau micro-fissuré, la même
contrainte est atteinte dans l’acier pour une déformation plus petite que celle qu’on attendrait
sur la base d’un calcul homogène. Cette localisation de contraintes dans l’armature anticipe le
moment où la plastification de l’acier est atteinte. Cet aspect peut affecter le comportement
ultime du tirant, qui est influencé par la plastification des armatures.

4.6.2.2 Étude analytique de l’état de contraintes et déformation à la fin de la phase
pseudo-plastique

Afin d’étudier de façon paramétrique les différences entre le modèle homogène et le modèle à
fissures discrètes, un calcul analytique simplifié est effectué. Ce calcul considère uniquement
la point qui correspond nominalement à la fin du plateau pseudo-plastique. L’ouverture de
fissure vaut à ce moment wct (section 3.2.2.4). Le glissement vaut δ0 = wct/2 au droit de la
fissure (x = 0) et il est nul à x = sr/2. On peut écrire (équation 4.48) :

wct

2
=

∫ sr/2

0
[εs(x)− εc(x)] dx +

[
∆ε + εcs,res · E∗

c

Ec

]
· sr

2
(4.65)

La contribution due au retrait sera négligée par la suite. Le problème de l’adhérence est
simplifié en admettant une valeur τmoy constante et égale à la valeur moyenne entre x = 0 en
x = sr/2. La distribution effective de δ(x) est négligée et la valeur moyenne de τ sur x est
calculée directement par intégration de la fonction τ(δ) entre δ = 0 et δ = δ0. Pour une loi
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comme celle donnée dans le [MC90], on obtient :

δ0 < δ1 τmoy =

∫ δ0
0 τdδ

δ0
=

τM

α + 1
·
(

δ0

δ1

)α

(4.66)

δ0 = δ1 τmoy =
τM

α + 1
(4.67)

δ0 > δ1 τmoy =
τM

α + 1
· δ1

δ0
+ τM · δ0 − δ1

δ0
(4.68)

En considérant wct = 0.03675 mm à la fin de la phase pseudo-plastique (section 3.2.2.4) et
δ1 = 0.08 ÷ 0.01 mm pour le BFUHP (section 3.4.5.2), la condition 4.66 est déterminante.
L’état de déformations et de contraintes dans le béton est nul à la fissure et augmente vers sr/2
à cause de l’adhérence avec les armatures et à cause des fibres. L’intégrale de la déformation
du béton entre 0 et sr/2 correspond à la somme de l’aire gris clair et de l’aire gris foncé de
la figure 4.49-c et vaut :

∫ sr/2

0
εc(x) dx =

σf (w) · sr

6 · Ec
+ τmoy · π · φ · s2

r

8 ·Ac · Ec
(4.69)

L’état de contraintes dans l’acier diminue linéairement à cause de l’adhérence. Si le compor-
tement de l’acier est élastique linéaire et σs,0 est la contrainte dans l’acier au droit de la
fissure :

∫ sr/2

0
εs dx =

sr

Es
·
(

σs0

2
− τmoy · π · φs

8 ·As
· sr

)
(4.70)

Dans ce cas, σs0 peut être explicitée en fonction de la seule inconnue w :

σs,0 =
τmoy[δ(w)] sr

φ
· (1 + n · ρs) +

n · σ(w)
3

+
(

w

sr
− εcs,add

)
· Es (4.71)

Si l’acier a un comportement non linéaire, la solution n’est plus explicite. En considérant un
acier à comportement durcissant, on a par exemple (section 3.7) :

εs =
σ

Es
+

(
σ

kc

)αs1

(4.72)

∫ sr/2

0
εs dx =

σs0 · sr

2 · Es
− τmoy · s2

r

2 · φs · Es
− φs

4 · τmoy · kαs1
c · (αs1 + 1)

·

·
[
(σs0 − 2 · τmoy · sr/φs)

αs1+1 − (σs0)αs1+1
]

(4.73)

et σs0 doit être calculée itérativement. La force transmise par le tirant à la fin de la phase
pseudo plastique vaut en tout cas :

F = σs,0 ·As + fct ·Ac (4.74)

Tirant armé avec de l’acier d’armature ordinaire

La figure 4.51 montre les résultats de ce calcul pour un acier ordinaire (B500B) avec loi
contrainte-déformation non linéaire (équations 4.72 et 4.73). Les valeurs de la force F dans le
tirant et de la contrainte σs0 dans l’acier au droit de la fissure ont été calculées par l’approche

94



4 Comportement des éléments tendus

homogène (Fhom, σs0,hom) et par l’approche à fissures discrètes (Fdiscr, σs0). Les rapports
entre les valeurs calculées par les deux approches sont donnés en fonction du taux d’armature
(ρs = 1 ÷ 8%) et du diamètre des barres (φs = 4 ÷ 32 mm). Dans ce calcul paramétrique,
si la contrainte en traction du le béton à mi-distance entre fissures dépasse la résistance à la
traction du béton (fctm = 9 MPa), la distance entre fissures est réduite de moitié et le point
correspondant est indiqué par un cercle blanc sur les diagrammes.
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Fig. 4.51 : Comparaison entre approches de modélisation homogène et fissurée pour la valeur de la
force dans le tirant (a) et de la contrainte dans l’acier au droit de la fissure (b). Valeur
calculées pour une ouverture de fissure qui correspond à la fin de la phase pseudo plastique
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Fig. 4.52 : Comparaison entre approches de modélisation homogène et fissurée pour la valeur de la
force dans le tirant (a) et de la contrainte dans l’acier au droit de la fissure (b). Valeur
calculées pour une distance entre fissures réduite à 10 mm

La différence qui existe entre les résultats obtenus par un calcul homogène et par un calcul
à fissures discrètes augmente avec le taux d’armature et est plus sévère pour les barres de
diamètre plus petit, qui ont un rapport entre périmètre et aire plus grand et une adhérence
plus efficace. La différence en termes de force dans le tirant est en tout inférieure à 10 % et
inférieure à 5 % pour des barres de diamètre plus grand ou égal à 12 mm. D’un point de
vue structurel, cette différence peut être négligée. La différence en termes de contraintes dans
la barre d’armature est plus importante, pouvant atteindre environ 12% pour des barres de
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très faible diamètre. En considérant une distance entre fissures de 10 mm (figure 4.52), les
différences entre modèle fissuré et homogène diminuent significativement.

Tirant armé avec acier d’armature à haute résistance

Les résultats présentés aux figures 4.51 et 4.52 ont été obtenus avec un acier d’armature or-
dinaire, qui atteint la plastification pour une déformation proche de la fin du comportement
pseudo-plastique du BFUHP. Ce cas est représentatif du comportement des tirants armés
testés à l’EPFL. Avec le début de la plastification, la rigidité de l’acier diminue : l’augmen-
tation des ouvertures de fissures est possible grâce aux déformations qui se développent dans
l’acier sans variations de contraintes importantes. Cet effet est pris en compte dans l’analyse
par le biais de l’équation 4.73. Si le comportement de l’acier est linéaire élastique pendant
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Fig. 4.53 : Comparaison entre approches de modélisation homogène et fissurée pour la valeur de la
force dans le tirant (a) et de la contrainte dans l’acier au droit de la fissure (b). Cas
d’acier à haute résistance

toute la phase pseudo-plastique, la localisation des déformations a un effet plus direct sur
la localisation des contraintes. Dans ce cas, la différence entre modèle homogène et modèle
fissuré est plus importante. Cela est montré sur la figure 4.53, où les résultats obtenus pour
un acier avec limite d’écoulement supérieure à 1000 MPa et pour deux valeurs de distance
entre fissures (sr = 15 mm et sr = 10 mm) sont présentés.
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4.6.2.3 Discussion sur les résultats du modèle

L’étude menée au paragraphe 4.6.2 considère pour le calcul dans le cas fissuré des conditions
idéales, qui surestiment l’efficacité de l’adhérence. Cela afin d’évaluer l’écartement maximum
par rapport au cas du comportement homogène.

Dans ce cas idéal, il a été montré que pour un acier ordinaire et un BFUHP avec εct = 0.25%
l’effet de l’adhérence sur le comportement global d’un tirant peut être négligé pendant la
phase pseudo-plastique. Cependant, la localisation des contraintes dans la barre d’armature
en anticipe la plastification au droit de la fissure : cet aspect peut avoir une influence sur
le comportement ultime du tirant. Les valeurs obtenues dépendent en partie du fait que
l’acier commence à se plastifier pendant la phase pseudo-plastique du béton. Pour un acier à
haute résistance, qui a un comportement élastique pendant toute la phase pseudo-plastique
du béton, l’effet de l’adhérence sur la force transmise par le tirant et sur la localisation des
contraintes dans la barre est plus important. Ces effets peuvent être très importants pour des
barres de très faible diamètre.

En réalité, de nombreux aspects peuvent réduire l’efficacité de l’adhérence. La distance entre
fissures peut être inférieure à 3/4 · sr [Leu07]. En outre, les fissures n’ont généralement pas
une géométrie nette comme dans la schématisation de la figure 4.49, mais plutôt l’allure
représentée à la figure 3.9.

Il est important souligner qu’une incertitude très importante réside dans la façon dont l’adhé-
rence armatures-béton est modélisée. Dans le cadre de cette analyse, et comme cela a été fait
par d’autres auteurs [Leu07], l’adhérence acier-béton a été modélisée par une loi τ(δ) mesu-
rée lors d’un essai d’arrachement de barres. Cependant, les conditions que l’on retrouve dans
un élément micro-fissuré sont différentes. La longueur d’introduction de l’effort ne vaut que
quelques millimètres : l’ancrage qui peut effectivement se produire localement dépend de la
position des nervures par rapport à la position des fissures, de même que de la qualité locale
du béton durci. En outre, les efforts transmis par adhérence entre acier et béton n’ont pas la
possibilité de se diffuser sur toute la section transversale, comme il est évident en observant
l’élancement d’une tranche micro-fissurée (figure 4.49-b). Il est probable que l’aire de béton
effectivement intéressée par l’interaction avec les armatures soit limitée à une zone réduite
autour de la barre, le comportement dans la partie restante étant contrôlé uniquement par
l’action des fibres.

Toutes ces conditions indiquent que, dans un élément micro-fissuré, l’adhérence peut être
moins efficace que celle mesurée par un essai d’arrachement de barre. Le comportement réel
se situe donc probablement entre les résultats du modèle micro-fissuré et les résultats du
modèle homogène. Toutes autres conditions étant égales, l’utilisation d’un modèle homogène
ne conduit qu’à une légère sous-estimation de la rigidité structurale : l’implémentation d’un
modèle qui considère la fissuration du béton pendant la phase de comportement pseudo-
plastique ne semble donc pas indispensable.

En comparant les diagrammes de la figure 4.50 avec les courbes expérimentales de la figure
4.24, on remarquera enfin que la réponse structurale est influencée de façon plus significative
par la variabilité locale du comportement du béton que par l’effet de l’adhérence acier-béton
sur le comportement du béton micro-fissuré.

4.6.2.4 Effet d’un comportement adoucissant

Les fissures à comportement adoucissant apparaissent théoriquement à la fin de la phase
pseudo-plastique. Comme les résultats des essais le montrent (figure 4.24), pour un matériau
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comme le BSI des fissures de ce type existent dès la fissuration de la matrice.

La figure 4.54-a montre différentes lois contrainte-ouverture de fissure obtenues en annulant
le plateau pseudo-plastique et en variant de façon importante l’ouverture de fissure ultime
wu de la courbe σ(w) (wu = 10÷ 0.1 mm). La figure 4.54-b montre la réponse de tirants,
calculée par l’approche à fissures discrètes décrite aux paragraphes précédents, sr = 15 mm
et les lois σ(w) modifiées.
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Fig. 4.54 : Comparaison entre approche de modélisation fissurée et homogène dans le cas d’un com-
portement adoucissant en traction du béton. a) Variation de la courbe σ(w) ; b) résultats
de la modélisation

À titre de comparaison, la figure 4.54-b montre également des courbes de référence calculées
avec une approche homogène. Pour les courbes de référence, le comportement σ(ε) du béton
dans la phase adoucissante est calculé comme pour un tirant fissuré de longueur égale à la
distance entre micro-fissures.

Pour des éléments armés de manière similaire aux tirants testés à l’EPFL (ρ = 3.2%), la ré-
ponse structurale avant pic est très similaire pour un béton à comportement pseudo-plastique
et pour un béton qui a le même comportement σ(w) en phase adoucissante mais qui n’a pas
de plateau pseudo-plastique. Le même résultat a été obtenu par [Spa08] pour des éléments
fléchis minces non armés. En outre, même si wu et la pente de la courbe σ(w) sont réduits
à un dixième, le comportement demeure assez ductile. Exception faite pour le cas de com-
portement plus fragile (wu = 0.1 mm), la force dans le tirant continue d’augmenter après
fissuration de la matrice, même en admettant que wu et la pente de la courbe σ(w) valent un
vingtième de leur valeur nominale.

Si la loi σ(w) nominale est connue, une approche simplifiée pour estimer le comportement
avant pic consiste à admettre que la distance entre fissures est liée à la longueur des fibres
(sr = 3/4 · `f est une limite supérieure) et que le comportement du béton tendu est décrit par
la loi contrainte-déformation d’un tirant de longueur égale à la distance entre fissures. Cette
approche néglige le tension stiffening, surestime la distance entre fissures et néglige le fait
que le béton entre les fissures est dans un état de traction et de déformation plus important
que dans le matériau non armé. La courbe obtenue sous-estime la rigidité réelle.
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4.6.3 Modélisation de l’effet du retrait au jeune âge sur le comportement des
tirants

L’approche de modélisation de l’effet du retrait sur le comportement des tirants armés décrite
à la section 4.2.2.6 se base sur la méthode simplifiée du coefficient de vieillissement χ. Dans le
cas du BFUHP, le retrait est principalement endogène et se développe avec une cinématique
très rapide [Kam07]. Au jeune âge, le module d’élasticité du béton est plus bas, et le potentiel
de fluage est plus élevé. Les coefficients de fluage ϕ et de vieillissement χ à appliquer pour
une telle histoire de déformation imposée ne sont pas connus a priori.

Pour estimer l’effet du retrait au jeune âge sur l’état d’autocontraintes dans un tirant en
BFUHP armé, une résolution numérique de l’équation générale du fluage est proposée. La
déformation totale au temps t vaut :

ε(t) = εcs(t) + εel(t) + εfl(t) (4.75)

où les indices “cs”, “el” et “fl” représentent respectivement les contributions dues au retrait,
élastique et de fluage. La déformation totale peut s’exprimer en forme générale :

ε(t) = εcs(t) +
∫ t

t1

J(t′, t1)dσ(t′) (4.76)

où J(t, t1) est la fonction de fluage spécifique qui représente la somme de la déformation
élastique et de la déformation due au fluage qui se développent entre le temps t1 et le temps t
dans le béton à cause d’une contrainte unitaire appliquée à l’instant t′. Le temps est discrétisé
en intervalles ∆t. Pour chaque intervalle ∆ti = ti − ti−1, il est admis que la variation de
contraintes ∆σ(ti) est appliquée au temps 0.5 · (ti−1 + ti). L’équation 4.76 peut être écrite
sous forme discrète en mettant en évidence l’inconnue ∆σ(ti).

∆ε(ti) = [εcs(ti)− εcs(ti−1)] +
i−1∑

i=1

[
J(ti, tj−1/2)− J(ti−1, tj−1/2)

] ·∆σ(tj)+

[
J(ti, ti−1/2)− J(ti−1/2, ti−1/2)

] ·∆σ(ti) =

=∆εcs(ti) + J ·∆σ + J(ti, ti−1/2) ·∆σ(ti) (4.77)

Dans l’équation 4.77, la sommation a été remplacée de manière abrégée par la notation J·∆σ.
Si l’évolution du retrait dans le temps et la fonction J(t, t1) sont connues, l’équation 4.77 a
seulement deux inconnues : ∆σ(ti) et ∆ε(ti). Une autre équation est obtenue pour chaque
pas de charge à partir de la condition d’équilibre du tirant armé :

∆σ(ti) ·Ac + ∆σs(ti) ·As = 0 → ∆σ(ti) + ∆ε(ti) · Es · ρs = 0 (4.78)

Pour chaque pas de calcul on peut donc résoudre le système de deux équations 4.77 et 4.78
et obtenir :

∆σ(ti) = −
[
∆εct(ti) + J ·∆σ

1 + 1/(ρs · Es)

]
∆ε(ti) = −∆σ(ti)

ρs · Es
(4.79)

Les fonctions qui contrôlent le comportement rhéologique du BFUHP sont issues de la litté-
rature pour des matériaux similaires au BSI. L’expression analytique proposée pour le fluage
spécifique en compression par les Recommandations Provisoires françaises sur les BFUHP
([AFGC02],[Lou96]) est applicable uniquement pour t > 2.65 jours. L’équation 4.80, indiquée
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dans [Kam07] pour les BFUHP et originairement proposée par [Baz96] est donc utilisée dans
le cadre de cette analyse, avec A = 6. Dans le domaine temporel considéré pour cette analyse
(0 à 100 jours) et avec les autres hypothèses décrites ci-dessous, cette équation donne des
résultats similaires à celle proposée dans [AFGC02] (figure 4.55-d).

J(t, t′) =
1

Ec(t)
·
[
1 + ϕ∞(t) · (t− t′)0.6

A + (t− t′)0.6

]
(4.80)
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Fig. 4.55 : Données admises pour l’estimation approchée du comportement au jeune âge des tirants
en BFUHP armé

L’évolution de ϕ∞(t) indiquée par [Che01] pour le BFUHP Ductal sans traitement thermique
est admise (figure 4.55-c). L’évolution du module d’élasticité est décrite par l’équation 4.81
(s = 0.2) [MC90] :

Ec(t) = Ec,28 ·
√√√√exp

{
s ·

[
1−

(
28
t

)0.5
]}

(4.81)

Le développement du retrait dans le temps est décrit par l’équation 4.82, proposée par [Gra06]
pour le BFUHP Ductal. Dans les figures 4.55-a et b, les valeurs calculées pour εcs(t) et Ec(t)
sont comparées aux valeurs mesurées par [Che01] pour le BFUHP Ductal sans traitement
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thermique.

εcs(t) =
t

A + t
· εcs,∞ A = 5.5 (4.82)

La figure 4.56 présente les résultats de l’analyse. L’évolution des déformations et des
contraintes dans le temps est donnée pour des éléments armés et soumis à l’historique de εcs(t)
de la figure 4.55-a. Pour le béton, Ec,28 = 60 GPa a été utilisé. Les résultats sont donnés en
fonction du taux d’armature ρs (3.2, 6.4, 10 %) et de la valeur de εcs,∞ (450, 550, 650 µm/m).
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Fig. 4.56 : Résultats de la modélisation des effets du retrait au jeune âge : développement de la
déformation et de l’état de contraintes dans le béton en fonction du temps et pour trois
valeurs de taux d’armature

Le raccourcissement des tirants à 60 jours vaut entre 360 et 428 µm/m pour εcs,∞ compris
entre 550 et 650 µm/m et ρs = 3.2 %, entre 285 et 336 µm/m pour le même retrait libre total
et ρs = 6.4 %. Dans le même cas, la contrainte de traction développée dans le béton à 60 jours
vaut entre 2.37 et 2.80 MPa pour ρs = 3.2 %, entre 3.74 et 4.42 MPa pour ρs = 6.4 %.

Le BSI a un retrait total à temps infini égal à environ 750 µm/m, dont environ 650 µm/m de
retrait endogène et environ 100 µm/m de retrait de séchage. Les échantillons testés à l’EPFL
ont été stockés dans l’eau entre le jour du décoffrage et 1 à 3 jours avant de l’essai. Dans
ces conditions, le retrait de séchage n’a théoriquement pas pu se développer. Nous acceptons
donc εcs,∞ = 650 µm/m.

La figure 4.57 compare le comportement mesuré des tirants au comportement simulé en
considérant l’effet du retrait. La valeur fctm = fct = 11 MPa est utilisée pour la résistance à
la traction. Cette valeur est obtenue à partir de la résistance à la compression mesurée à l’âge
des essais et en admettant que la résistance à la traction et la résistance à la compression
évoluent dans le temps de façon affine. L’effet d’orientation des fibres dans un tirant armé,
différente de l’orientation dans un échantillon de caractérisation mécanique, a été considéré
selon les indications données dans [AFGC02]. Les courbes noires à ligne continue et épaisse
de la figure 4.57 correspondent à un calcul où le fluage en traction du béton et l’évolution
temporelle de Ec(t) ont été négligés (ϕ = 0, Ec = Ec,28). Les courbes noires discontinues ont
été par contre calculées en considérant le fluage du béton selon les résultats du calcul effectué
dans ce paragraphe. L’effet du fluage en traction et de la variabilité du module d’élasticité
sont visibles. Cependant, l’effet de la relaxation est sous-estimé pour certains tirants (T-R41,
T-R42, T-S81).
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0 1 2 3
0

200

400

600

800

∆` [mm] `mes = 1 m

 F
  [

kN
]

 

 

T−R41
T−R42
Non rel.
Relaxation
Acier

0 1 2 3
0

300

600

900

1200

∆` [mm] `mes = 1 m

 F
  [

kN
]

 

 

T−R81
Non rel.
Relaxation
Acier

0 1 2 3
0

200

400

600

800

∆` [mm] `mes = 1 m

 F
  [

kN
]

 

 

T−S41, pré−fissuré
T−S42
Non rel.
Relaxation
Acier

0 1 2 3
0

300

600

900

1200

∆` [mm] `mes = 1 m

 F
  [

kN
]

 

 

T−S81
Non rel.
Rel.
Acier

Fig. 4.57 : Comparaison entre le comportement expérimental des tirants et les résultats des simula-
tions qui admettent un comportement homogène et considèrent l’effet du retrait empêché

Cela peut s’expliquer par le fait que la relaxation a été modélisée en considérant le fluage
spécifique indiqué par [AFGC02], qui est issu de mesures de fluage en compression. Dans le
ces des tirants, le fluage agit en traction et est caractérisé par une évolution différente [Atr03,
Kam07]. En outre, des conditions de fluage non linéaire en traction peuvent se développer
au jeune âge [Kam07]. Finalement, la modélisation approchée présentée dans cette section
ne considère pas l’effet des variations thermiques sur l’évolution de l’état de déformation du
béton pendant les premières heures après la prise.

Des informations plus détaillées sont nécessaires afin de pouvoir prévoir de façon simple
l’effet du retrait au jeune âge sur l’état de contraintes dans des éléments en BFUHP armés.
Du point de vue expérimental, une méthode alternative est celle de mesurer directement le
raccourcissement des éléments armés. Cela permet de déterminer l’état de contraintes dans
les armatures et, par équilibre, dans le béton.
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4.6.4 Comportement ultime de la zone de rupture d’un tirant en BFUHP armé

L’évolution de la fissuration pour un tirant en BFUHP dépend de nombreux aspects, résumés
sur la figure 4.48 : la résistance du tirant peut être atteinte en présence de plusieurs fissures
à comportement adoucissant et qui interagissent entre elles (figure 4.48-C1 ou D2), ou d’une
fissure particulièrement faible entourée par du béton fissuré mais plus résistant (figure 4.48-
D3). De toute façon, dans la phase après pic une seule fissure continue à s’ouvrir.

En considérant le comportement observé lors des essais, la modélisation se focalise dans cette
section sur le cas où la rupture est contrôlée par une fissure particulièrement faible. Les
hypothèses suivantes sont admises :

a. la fissure critique a, par définition, une résistance inférieure à la valeur moyenne ;
b. le problème de l’adhérence pour la fissure critique est modélisé par l’approche de fissure

isolée (section 4.2.2.2, figure 4.5-c) ;
c. le matériau à proximité de la fissure critique, quoique fissuré, est considéré homogène et

son comportement est décrit par une loi σ(ε) ;
d. les hypothèses a à c s’appliquent dans la zone de la fissure critique avant et après pic.

fctm,fiss

fctm,fiss

σ

εct

σ

ε, ww

ε, w

fct

Fig. 4.58 : Fissure critique à comportement en traction plus faible que le matériau voisin

L’avantage principal de l’approche proposée est qu’elle utilise un seul modèle pour décrire le
comportement avant et après pic. Des hypothèses additionnelles sont cependant nécessaires
pour définir les propriétés de la “section faible” et la loi σ(ε) à utiliser pour modéliser le
comportement du béton dans la zone autour de cette section faible.

Comportement moyen et comportement de la section critique

La distinction entre le comportement de la section critique et le comportement moyen du reste
du tirant devrait se faire sur la base de la distribution statistique du comportement en traction
d’un BFUHP. À la connaissance de l’auteur, il n’existe pourtant pas dans la littérature de
données suffisantes pour définir de façon rationnelle une telle distribution statistique qui, en
outre, ne dépend pas seulement du matériau utilisé, mais également des modalités de mise
en place. La dispersion statistique peut affecter les valeurs de fctm, fct, εct ainsi que le type
de réponse, durcissante ou adoucissante en traction [Wue07].

En s’appuyant sur les observations effectuées lors des essais (figures 4.24 et 4.25), il est
raisonnable admettre pour les éléments testés que la section critique a un comportement non
pseudo-plastique et une résistance fctm,fiss inférieure au reste du matériau. Un comportement
élastique-pseudo-plastique, puis adoucissant, est en revanche admis pour le reste du tirant
(figure 4.58).
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Modélisation de la zone à proximité de la fissure critique

Le béton autour de la fissure critique et tout le long du tirant est, en réalité, constellé de micro-
fissures. Les limites du domaine d’intégration du problème de l’adhérence ne correspondent
donc pas à une section fissurée et à une section à comportement homogène, comme pour
un tirant en béton ordinaire, mais à deux section fissurées, dont une (critique) est moins
résistante (figure 4.59).

x xτ τ

Béton + fibres

σs

wi wi+1

σ

x

σ

x

Fig. 4.59 : Représentation schématique de l’évolution de l’état de déformation et de l’adhérence
autour de la fissure critique

Une modélisation qui prend en compte la nature discrète de la fissuration dans la zone à
proximité de la fissure critique serait particulièrement complexe à cause de la présence de
plusieurs fissures sur le domaine d’intégration et du fait que la position de la deuxième
limite du domaine d’intégration change au fur et à mesure que la fissure principale s’ouvre.
Nous proposons donc de modéliser le béton micro-fissuré par une loi contrainte-déformation
homogène. Dans ce cas, une limite du domaine d’intégration est donnée par une section
homogène fictive (figure 4.58), sur laquelle la compatibilité des déformations (εs,hom = εc,hom)
et la condition de glissement nul (δhom = 0) sont recherchées comme dans le cas d’un tirant
en béton armé ordinaire (section 4.2.2).

Pendant la phase de comportement pseudo-plastique ou durcissant, le comportement de la
zone à proximité de la fissure critique est décrit par la loi σ(ε) homogène du BFUHP (section
3.2.2.2). L’évolution de l’état de déformation et de contraintes dans la zone autour de la fissure
au moment de la fissuration et pour trois niveaux d’ouverture de fissure est schématiquement
montrée à la figure 4.60.

À la différence des éléments en béton armé ordinaire, dans le cas des éléments en BFUHP
le comportement du béton à proximité de la fissure est non linéaire. Cela entrâıne deux
conséquences. Dès que la résistance fctm à la fissuration du béton est dépassée, la compatibilité
des déformations dans la section homogène fictive est atteinte avec un saut de εc, dû au plateau
pseudo-plastique. D’un point de vue physique, cette augmentation de déformation représente
une mesure moyenne de l’ouverture d’une fissure locale ainsi que le fait que l’ancrage de la
barre se produit dans un matériau micro-fissuré.

Deuxièmement, certains points de part et d’autre de la fissure subissent une augmentation
initiale de leur état de sollicitation, suivie par une décharge avec pente réduite (pas numéro
(3) pour la section kk de la figure 4.60) . Dans le modèle, le comportement à la décharge
est modélisé par l’approche présentée à la section 4.3.2.2, figure 4.27. L’endommagement et
la fermeture incomplète des fissures sont ainsi introduits de façon équivalente grâce à la loi
contrainte-déformation homogène. Dans l’algorithme de résolution du problème de l’adhé-
rence, l’état de contraintes et de déformations local est enregistré en fonction de x pour
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Fig. 4.60 : Évolution de l’état de contraintes et déformations à plusieurs endroits dans la zone de
la fissure critique

chaque pas de calcul et est utilisé pour déterminer le comportement local au pas de calcul
suivant.

Si la force dans le tirant continue à augmenter, la résistance fct est à un certain moment
atteinte dans la section homogène fictive. À partir de ce moment, le comportement est adou-
cissant également sur la deuxième limite du domaine d’intégration. Ce comportement ne
peut pas être modélisé par l’approche homogène. Nous proposons l’approximation suivante
(figure 4.61) : un plateau à contrainte constante pour ε ≥ εc est utilisé à la place de la loi
contrainte-ouverture de fissure. La fissure à comportement adoucissant est ainsi remplacée
par une fissure à résistance constante. En adoptant cette approximation, l’erreur commise
sur l’estimation de l’ouverture de fissure et de l’état de déformation dans les armatures est
petite, si l’ouverture de la deuxième fissure demeure faible (Cas C2-D3 sur la figure 4.48).

Fissure adoucissant “réelle” Section homogène fictive

“réel”
Comportement

x

ε

Approche proposée

εct

σ

ε/w

εct

Approche proposée

“Réel”

Fig. 4.61 : Approximation admise pour modéliser l’état de déformation de la section homogène fic-
tive dans la phase de comportement adoucissant
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Dans le calcul numérique, une légère pente doit être attribué à la courbe σ(ε) dans la phase
pseudo-plastique afin de favoriser la convergence de l’algorithme de recherche de la section
homogène fictive. Une pente d’environ 22 à 44 MPa, correspondant à une augmentation de
contrainte de 0.05 à 0.1 MPa pendant la phase pseudo-plastique, est suffisante pour les cas
considérés dans cette recherche.

4.6.4.1 Modélisation du comportement de la fissure critique pour les tirants testés à
l’EPFL

Le modèle à fissure isolée présenté dans la section précédente est utilisé pour simuler le
comportement de la zone de rupture des tirants testés à l’EPFL. Grâce aux mesures de défor-
mation locales, le résultat de la modélisation peut être directement comparé au comportement
mesuré localement par les jauges qui croisent la fissure critique.
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Fig. 4.62 : Simulation du comportement de la zone de rupture des tirants en BFUHP armés

La déformation moyenne mesurée sur la longueur de mesure `mes d’une jauge est comparée
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à celle calculée par intégration des déformations de l’acier :

εmoy,mod =

∫ `mes/2
0 εs(x)dx

`mes/2
(4.83)

Le retrait est modélisé par la méthode décrite à la section 4.6.3, εcs,∞ = 650 µm/m,
fct,fiss = 11 MPa, fctm = fct = 12 MPa, wu = 10 mm. L’adhérence est modélisée par
la courbe donnée à la section 3.4.5.2 et les hypothèses décrites aux section 4.5.1 et 4.5.3 pour
l’effet de l’enrobage et de la distance de la fissure. L’effet de la plastification de l’armature sur
l’adhérence est simulé par un facteur K(εs) linéaire (section 4.5.2). Les propriétés mécaniques
mesurées lors des essais (Annexe C) sont utilisées pour modéliser le comportement de l’acier
d’armature.

La figure 4.62 montre les résultats de la modélisation (x = 0 correspond à la section fissu-
rée). Les courbes contrainte moyenne-déformation moyenne mesurées sur la zone de rupture
sont en accord avec le comportement simulé. Cependant, la déformabilité ultime mesurée est
systématiquement plus grande que celle prévue par le modèle. Cela peut s’expliquer par des
contraintes d’adhérence encore plus faibles que celles prévues en tenant compte des facteur
décrits aux sections 4.5.1 à section 4.5.2.

4.6.4.2 Rôle de l’adhérence sur le comportement ultime des tirants

La figure 4.63 montre les diagrammes des contraintes d’adhérence normalisées, τ/τ1, calculées
pour différents pas de charge pour les tirants T-R41 et T-R42. À cause de la plastification
des armatures, de la valeur réduite d’enrobage (c/φs = 1.25) et de la proximité à la fissure,
la valeur moyenne de l’adhérence dans la zone d’ancrage est nettement inférieure à la valeur
maximale d’adhérence τ1 mesurée par un essai d’arrachement de barre (section 3.4.5.2). Selon
le modèle, le diagramme de contraintes τ a une forme triangulaire ou trapézöıdale, avec valeur
maximale qui dépend de l’épaisseur de l’enrobage.
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Fig. 4.63 : Distribution des contraintes d’adhérence, obtenue avec le modèle de calcul

Afin de montrer l’importance de l’adhérence sur le comportement de la fissure critique, un
cas simplifié est considéré. La même géométrie et le même type d’acier des tirants T-R41
et T-R42 sont admis. La figure 4.64-a montre le comportement admis pour le béton tendu :
afin de se concentrer sur le comportement au pic et après pic, nous admettons que la fissure
critique commence à s’ouvrir à la fin du plateau pseudo-plastique. Dans cette analyse, l’effet
d’une variation de l’adhérence est pris en compte en utilisant des lois d’adhérence avec τ1
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variable (Figure 4.64-b) qui ne dépendent ni de la position x ni de l’état de déformation des
armatures.
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Fig. 4.64 : Hypothèses admises pour (a) le comportement en traction du béton et pour (b) l’adhérence
armatures-béton pour le calcul des courbes de la figure 4.65

La figure 4.65-a montre le comportement de la fissure critique calculé avec le modèle. La force
dans le tirant est normalisée par la résistance ultime des armatures, comme dans la partie
inférieure de la figure 4.62. Une résistance plus petite et une déformabilité plus importante
sont atteintes si l’adhérence est faible. Si l’adhérence est modélisée avec τ1 > 20 MPa, la
rupture est atteinte avec des ouvertures de fissure petites et pratiquement sans développer
une phase après pic. D’un point de vue structurel, une valeur réduite de l’adhérence a donc
un effet favorable sur le comportement ultime d’un tirant en BFUHP armé, car elle permet
d’atteindre une certaine ductilité dans la phase après pic.
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Fig. 4.65 : Modélisation de l’effet de l’adhérence sur le comportement ultime de la fissure critique.
a) Variation de l’adhérence obtenue en utilisant différentes courbes τ(δ) ; b) variation de
l’adhérence due à l’épaisseur de l’enrobage et au facteur de réduction λ(x) à proximité
de la fissure

En comparant la figure 4.65-a avec les courbes F/(As · fsu)(w) calculées pour les tirants
de la série T-R4 (figure 4.62), nous pouvons observer que l’effet produit par les facteurs de
réduction de l’adhérence utilisés pour la modélisation des tirants (figure 4.63) est équivalent
à ce que l’on obtiendrait avec une contrainte d’adhérence moyenne très faible, qui vaut 2 à
5 MPa. Cela est dû au fait que la réduction locale de l’adhérence à proximité de la fissure,
due au facteur λ(x) et à la plastification des armatures, agit où les déformations dans l’acier
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sont plus grandes et a un effet plus important sur l’ouverture de la fissure.

La figure 4.65-b montre les résultats d’une analyse similaire à celle montrée à la figure 4.65-a,
mais pour laquelle une loi τ(δ) fixe est admise (τ1 = 60 MPa) et la réduction de l’adhérence
est prise en compte par les effets de l’épaisseur de l’enrobage et du facteur λ(x). Comme
il est logique, une valeur faible de l’enrobage a un effet similaire à une forte réduction de
τ1. Cependant, le résultat de la simulation ne varie pratiquement plus pour c/φs ≥ 1. Cela
s’explique par le fait que, selon le modèle, l’adhérence à proximité de la fissure ne dépend
pas de c, mais de la distance x de la fissure, et est donc constante pour différentes valeurs de
l’enrobage. Pour les éléments en BFUHP, l’adhérence entre armatures et BFUHP est tellement
forte que l’ancrage de la barre d’armature se produit pratiquement entièrement dans la zone
en proximité de la fissure, où τ1 = τ1(x).

Si le modèle proposé pour l’effet de l’enrobage et pour la réduction λ(x) de l’adhérence à
proximité de la fissure est physiquement correct, l’épaisseur a une influence limitée sur le
comportement de la fissure critique car l’ancrage se développe sur une longueur réduite, où
le comportement est contrôlé par le facteur λ(x). Sur une distance de quelques centimètres
seulement, les effets de réduction locale de l’adhérence jouent un rôle évidemment très im-
portant. L’éventualité d’une rupture par poinçonnement local du béton au droit de la fissure
et l’effet de la position des nervures de la barre par rapport à la fissure n’ont pas été étudiées
par manque de données, mais peuvent s’avérer déterminants.

Des essais supplémentaires et plus spécifiques qu’un essai d’arrachement simple sont néces-
saires afin de distinguer et quantifier plus précisément les trois effets influençant l’adhérence
entre armature et béton, montrés sur la figure 4.63 et de mettre en évidence d’autres effets
éventuels qui n’ont pas été considérés dans l’analyse.

4.6.4.3 Le tirant en BFUHP armé comme tirant sous-armé

Puisque la force maximale transmise par un tirant en BFUHP armé est plus grande que la
force maximale qui peut être reprise par les armatures seules, le tirant en BFUHP armé doit
être considéré comme un tirant “sous armé” selon la définition donnée à la section 4.2 (figure
4.3).

Après le pic, la déformation se localise dans la zone à proximité de la fissure la plus faible.
Le pic de la force transmise par le tirant, observé lors des essais, est dû au comportement
σ(w) adoucissant des fibres et à la plastification des armatures. Le pic et la diminution de
force qui le suit sont la conséquence du fait que, à partir d’une certaine ouverture de fissure,
la diminution de la force σ(w)·Ac transmise par les fibres est plus grande que l’augmentation
de la force σs(εs)·As dans les armatures. La force maximale transmise par le tirant est définie
par la condition différentielle ∂F = 0, qui s’applique à la section fissurée la plus faible et qui
peut être écrite de la façon suivante :

ρs · ∂σs0 + ∂σc = 0 (4.84)

ρs · ∂σs0

∂εs0
· ∂εs0 +

∂σf

∂w
· ∂w = 0 (4.85)

ρs · E(εs0)
H(w)

· ∂εs0

∂w
+ 1 = 0 (4.86)

Selon l’équation 4.86, la condition de pic de la force dépend de la relation entre la déformation
εs0 de l’acier dans la fissure critique et l’ouverture w de la fissure critique. À cause de la non
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linéarité de la loi σ(w), du comportement de l’acier et de la loi d’adhérence, la condition 4.86
doit être trouvée numériquement, comme il a été décrit auparavant. Une résolution de type
analytique nécessiterait des simplifications sur les lois décrivant les matériaux et l’adhérence
(Section 4.2.2.4). L’état des connaissances expérimentales est à l’heure actuelle trop pauvre
pour pouvoir proposer des simplifications de validité générale.

Comme le montrent les résultats expérimentaux, il est possible que la force transmise par un
tirant commence à augmenter à nouveau après le pic, car la pente H(w) de la courbe σ(w)
diminue, mais le comportement de l’acier est encore durcissant. Cette phase, de même que le
comportement autour du pic, dépendent très fortement du type de comportement durcissant
de l’acier. Pour les échantillons testés à l’EPFL, la force ultime Fu atteinte dans la première
fissure à la fin de la phase durcissante de l’acier était toujours inférieure à la force Fpic au
pic. Par conséquent, aucune autre fissure ne s’est propagée après la première localisation.

D’autres fissures peuvent se propager si la condition suivante est vérifiée4 :

Fu ≥ Fpic (4.87)
fsu ·As + σf [w(∆`u)] ·Ac ≥ σs0[εs0(∆`pic)] ·As + σf [w(∆`pic)] ·Ac (4.88)

ρs ≥ σf [w(∆`pic)]− σf [w(∆`u)]
fsu − σs0[εs0(∆`pic)]

=
σf,pic − σf,u

fsu − σs0,pic
(4.89)

D’un point de vue technologique et constructif, la condition 4.89 peut se produire si une des
trois conditions suivantes est vérifiée :

a. fsu À σs0,pic

b. ρs plus grand
c. σf,pic ' σf,u

Pour des éléments en BFUHP, la contrainte dans l’armature au pic est plus grande (acier sans
plateau de plastification) ou égale (acier avec plateau de plastification) à la limite d’écoule-
ment de l’acier. En général, fsu/fsy ' 1.1÷ 1.2. Pour les éléments testés à l’EFPL, σf,u ' 0
et la contrainte de traction transmise par les fibres au pic est seulement peu plus petite que
fct. La condition “b” donne donc :

ρs ≥ fct

(0.1÷ 0.2) · fsy
(4.90)

Si fct = 10 MPa, fsy = 500 MPa, on obtient ρs ≥ 10%, qui représente un taux d’armature très
important. La condition “c” est satisfaite si les deux valeurs σf,pic et σf,u sont toutes les deux
grandes, ou bien si elles sont toutes les deux petites. Pour que σf,u soit grande, le matériau
fibré devrait avoir une ductilité en traction très importante, difficilement atteignable avec du
BFUHP. Sinon, la ruine doit se produire pour une ouverture de fissure petite, ce qui n’est
pas compatible avec la recherche d’un comportement ductile.

En alternative, la valeur de σf,pic devrait être petite. Une telle solution ne devrait pour-
tant pas influencer négativement l’efficacité des fibres en service. Une solution technologique
intéressante serait atteinte par un matériau fibré caractérisé par une résistance en traction
importante et presque constante pour des ouvertures de fissure petites, mais par une perte de
capacité des fibres relativement brusque qui se manifeste avant de la plastification de l’acier.

4En réalité, la force de pic F ii
pic d’une éventuelle deuxième fissure sera généralement supérieure à la force

de pic F i
pic de la première fissure : F ii

pic ≥ F i
pic
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4.6.5 Discussion sur la mesure et la modélisation de l’adhérence pour les élé-
ments en BFUHP

L’adhérence est généralement décrite par une loi τ(δ) mesurée avec des essais de pull-out
(section 3.4). Cependant, l’adhérence est un phénomène 3D qui dépend de la position le long
de la barre (section 4.5). Les essais de pull-out ne permettent pas de caractériser complètement
l’adhérence. Cet aspect a été mis en évidence par d’autres chercheurs pour le BO [Tep79,
Giu91, Cai04], mais il est encore plus significatif pour le BFUHP :

- pour éviter la plastification de la barre, les essais de pull-out sont effectués pour le
BFUHP avec une longueur d’ancrage réduite à environ 2 · φs (section 3.4.5). Seulement
2 ÷ 4 nervures sont actives pendant les essais et les résultats peuvent être fortement
influencés par la géométrie et la position des nervures ;

- dans les éléments de structures, la barre est ancrée dans un matériau tendu et forte-
ment endommagé à cause de la micro-fissuration (section 4.3). Ces conditions diffèrent
fortement de celles qui existent lors d’un essai de pull-out ;

- en phase micro-fissurée les fissures ont une distance comparable à l’espacement des ner-
vures. L’adhérence agit avec signé alterné sur des longueurs très petites et est influencée
par la position des nervures. Lorsqu’une fissure particulièrement faible tend à dominer
la réponse locale (section 4.4.3, figure 4.39), l’adhérence change localement de signe ;

- les facteurs décrits aux sections 4.5.1 à 4.5.3 limitent l’adhérence. À l’exception de
l’épaisseur de l’enrobage c, ces facteurs ne sont pourtant pas mis en évidence par un
essai de pull-out standard.

Suite à toutes ces considérations, la possibilité d’utiliser une loi τ(δ) mesurée par des essais
de pull-out pour modéliser l’adhérence dans les éléments de structure en BFUHP doit être
mise en question. Deux possibilités sont envisageables :

- poursuivre une approche de modélisation détaillée de la fissuration, qui se base sur
la résolution du problème différentiel de l’adhérence, mais qui nécessite de quantifier
et séparer les effets des différents facteurs de réduction de l’adhérence (épaisseur de
l’enrobage, plastification des armatures, poinçonnement local, adhérence en conditions
cycliques, etc...) ;

- abandonner une modélisation détaillée de l’adhérence et adopter des modèles d’ancrage
simplifiés qui utilisent une valeur moyenne de l’adhérence mesurée dans des conditions
structurales et mise en relation avec des paramètres structuraux.

La première approche nécessite le développement de dispositifs d’essais spécifiques, différents
de l’essai de pull-out standard. La deuxième approche nécessite un nombre important d’essais
sur éléments de structures, en variant les paramètres (type et géométrie des barres, enrobage,
état de sollicitation dans l’élément, etc...) pour pouvoir tirer des indications moyennes à mettre
en relation avec les paramètres structuraux. Dans les deux cas, l’approche de modélisation
numérique développée dans le cadre de cette thèse peut être un support utile pour identifier
les paramètres déterminants et réduire ainsi le nombre d’essais de laboratoire.
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4.7 Conclusions

Le comportement des tirants en BFUHP armé a été étudié en suivant une approche expéri-
mentale et théorique.

1. Un dispositif d’essais original a été développé, qui permet d’effectuer des essais de
traction directe sur des éléments en BFUHP renforcés par des armatures ordinaires,
avec une section transversale de 160×160 mm et une zone de mesure de 1 mètre de
longueur.

2. Une série d’essais sur tirants en BFUHP armés a été effectuée, qui a permis de mettre
en évidence les aspects principaux du comportement global et local de ces éléments :
– la résistance et la ductilité en traction du BFUHP contribuent de manière importante

à la rigidité et à la résistance des tirants ;
– la résistance des tirants testés est plus grande que la résistance des armatures seules

et elle est atteinte au début de la plastification des armatures. Pour tous les tirants
testés, la rupture se produit par localisation de la déformation sur une seule fissure
critique et par rupture finale des armature au droit de cette fissure, après une phase de
comportement structurel adoucissant. Cela confirme les observations expérimentales
d’autres auteurs [Jung06] ;

– après fissuration de la matrice, le comportement le long d’un tirant est caractérisé
par une grande variabilité locale : dès la fissuration de la matrice, des zones où le
BFUHP est en phase pseudo-plastique coexistent avec des fissures à comportement
adoucissant ;

– à la rupture, tous les échantillons développent une fissuration longitudinale par fen-
dage le long des armatures ; l’ouverture de ces fissures est contrôlée par la présence
des fibres.

3. Un modèle de résolution numérique du problème différentiel de l’adhérence a été implé-
menté et adapté à l’analyse du comportement des éléments en béton fibré. Le modèle
permet d’implémenter des lois de comportement non linéaires complexes pour le béton,
les armatures et l’adhérence. Il permet également de tenir en compte des effets d’un
état d’autocontraintes, tel que le retrait du béton, sur la fissuration ;

4. Des expressions ont été proposées pour tenir compte des différents facteurs qui peuvent
influencer l’adhérence dans un élément de structure en BFUHP. L’effet positif des fibres
sur la résistance à la fissuration par fendage a été démontré avec un modèle de calcul
simplifié.

5. Le modèle de résolution du problème de l’adhérence a été utilisé pour comparer le
comportement après fissuration de la matrice pour différents types de béton :
– pour un matériau caractérisé par une pente initiale de la courbe contrainte-ouverture

de fissure faible, la force transmise par le tirant après fissuration continue à augmenter.
Dans ce cas, la distance minimale entre fissures ne peut pas être calculée avec la même
approche que celle utilisée pour les éléments en béton armé ordinaire ;

– pour les tirants en BFUHP, la distance entre fissures est principalement contrôlée par
la variabilité statistique de la résistance et par le mécanisme de transmission d’efforts
des fibres.

6. Le modèle a été utilisé pour comparer deux approches alternatives de modélisation du
comportement en service d’un tirant en BFUHP armé et micro-fissuré : une approche
qui décrit le BFUHP micro-fissuré comme un matériau homogène et une approche, plus
exigeante, qui considère la nature discrète des fissures et l’adhérence armature-béton.
– les deux approches donnent des résultats pratiquement identiques vis-à-vis de la ré-

ponse globale du tirant ;
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– le comportement d’un tirant en BFUHP armé micro-fissuré peut être modélisé par
une approche homogène ;

7. Le modèle a été utilisé pour modéliser le comportement ultime de la fissure critique des
tirants testés à l’EPFL
– le modèle est capable de reproduire le comportement observé ;
– la longueur d’ancrage prévue par le modèle à la rupture vaut approximativement

quelques dizaines de millimètres ;
– l’effet de la plastification des armatures et des facteurs de réduction locale de l’adhé-

rence dominent dans ce cas le comportement de la zone de rupture ;
– la contrainte moyenne d’adhérence sur la zone d’ancrage à la rupture est nettement

plus faible que la contrainte d’adhérence mesurée lors d’essais d’arrachement.

8. En s’appuyant sur les observations expérimentales effectuées lors des essais, sur l’état
de connaissances du comportement des tirants armés et sur les résultats obtenus par
le modèle théorique, les paramètres qui contrôlent la fissuration d’un tirant en béton
armé et fibré ont été identifiés ; la variabilité des propriétés mécaniques le long du
tirant influence la fissuration et la manière dont le comportement d’un tirant peut être
modélisé.
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5 Comportement du béton confiné dans les
éléments de structure comprimés

5.1 Introduction

L’utilisation de colonnes en béton à haute résistance permet d’économiser le matériau, de
réduire les charges de poids propre et de maximiser le volume de construit exploitable pour
l’utilisation [ACI94]. Ces avantages, ensemble avec une meilleure résistance au feu du bé-
ton par rapport à l’acier, a une grande importance dans la construction, par exemple des
bâtiments de grande hauteur.

L’aspect le plus critique lié à l’utilisation du béton à haute résistance dans les éléments
comprimés est la fragilité à la rupture qui caractérise son comportement [Raz94, ACI94,
Fos01]. En outre, la sensibilité des éléments minces aux effets de second ordre augmente à
cause de la réduction des sections transversales [Men00].

La ductilité et la résistance à la compression du béton peuvent être fortement améliorées si
le béton est confiné transversalement [Con03, Ric28]. Alternativement, la ductilité du béton
peut être augmentée grâce à l’ajout de fibres. Les BFUHP réunissent résistance, rigidité et
une ductilité en traction et en compression supérieures aux autres sortes de bétons.

Il est donc intéressant d’étudier l’utilisation du BFUHP pour la construction de colonnes.
Grâce aux très bonnes propriétés du BFUHP, son utilisation peut être étudiée sous différents
points de vue :
- colonnes de conception traditionnelle, fabriquées en BFUHP à la place de BO ;
- colonnes partiellement sans armatures (pas d’armatures transversales) ou totalement sans

armatures ;
- utilisation de la résistance à la traction du BFUHP pour confiner le béton ordinaire.

Ce chapitre est constitué de la façon suivante : la section 5.2 présente un état de l’art sur
l’utilisation de colonnes en béton à haute résistance et à ultra-haute résistance. L’état de
l’art considère de manière séparée les colonnes armées avec des armatures longitudinales et
des étriers et les colonnes mixtes constituées par un tube métallique rempli de béton. Cet
état de l’art sert également d’introduction pour les sujets traités au chapitre 6. La section
5.3 présente un modèle pour décrire le comportement du béton confiné : les paramètres du
modèle sont calibrés à partir des résultats de nombreux essais de la littérature sur le béton
testé en conditions triaxiales. Dans la section 5.4, le modèle du comportement du béton confiné
est utilisé pour simuler le comportement du béton confiné dans des éléments de structures.
Pour cela, des hypothèses sont proposées pour décrire le comportement des éléments qui
exercent l’effet de confinement, c’est-à-dire les étriers et le tube en acier. Finalement, le
modèle est utilisé dans la section 5.5 pour étudier le cas spécifique d’une colonne hybride
constituée par un noyau en béton ordinaire et par une couche mince d’enrobage en BFUHP.
L’application de couches minces en BFUHP autour de colonnes en béton armé ordinaire est
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une solution qui a déjà été utilisée pour profiter de la grande résistance du BFUHP aux
agressions environnementales et à l’abrasion et pour protéger des éléments existants en béton
ordinaire. L’étude menée à la section 5.5 vise à déterminer si un effet structurel bénéfique
peut être obtenu par l’interaction entre noyau confiné et couche tendue.

5.2 Colonnes armées en béton à haute et ultra-haute résistance

Les systèmes couramment utilisés pour obtenir un effet de confinement du béton dans les
colonnes sont :

- confinement exercé par la cage d’armatures transversales (étriers ou spirales) ;
- colonnes constituées par un tube en acier rempli de béton ;
- renforcement par des lamelles synthétiques externes collées.

Les deux premiers systèmes sont utilisés couramment pour la fabrication de nouveaux élé-
ments. Le troisième est plutôt utilisé pour le renforcement d’éléments existants. Il s’agit dans
tous les cas d’un confinement passif, dont l’efficacité dépend de la géométrie structurale et
des propriétés mécaniques des éléments qui exercent le confinement.

5.2.1 Colonnes en béton armé confinées par des armatures transversales

Les indications de la littérature résumées dans cette section s’appuient principalement sur les
études effectuées par Sheikh et ses collaborateurs [She80, She82, Sak89] et par Mander et ses
collaborateurs [Man88, Man88a] pendant les années 80 pour le comportement des colonnes en
béton ordinaire, les études effectuées par Razvi et Saatcioglu [Saa92, Raz99], par Paultre et
ses collaborateurs [Cus94, Cus95, Cus96, Leg00, Pau01, Leg03], par Liu et Foster [Liu00] pour
les colonnes en béton à haute résistance, les études effectuées par Foster et ses collaborateurs
[Fos01, Fos01a, Fos01b], par Campione et al. [Cam02a] et la thèse de doctorat récente de
Aoude07 [Aou07] pour les colonnes en béton fibré. Des études récentes sur colonnes en béton
fibré à ultra-haute performance, rapportées par Empelmann [Emp08a] et par Kimura et al.
[Kim07, Kim07a, Sug07], sont également discutées.

La possibilité d’augmenter la résistance et la ductilité des colonnes par des armatures trans-
versales a été explorée pour la première fois par Considère au début des années 1900 [Con03].
Richart et al. [Ric28] ont démontré expérimentalement que l’effet de confinement des arma-
tures transversales est similaire à l’effet d’une pression de confinement active.

L’efficacité structurale des colonnes armées dépend de la relation entre le comportement de
la partie de colonne enrobée par les étriers, qui bénéficie du confinement et que l’on appellera
“noyau” (Aint), et le comportement de la partie externe aux étriers, dont la résistance peut
être défavorablement influencée par la présence des armatures, et que l’on appellera “couche
externe” (Aext = Atot −Aint). Les limites géométriques du noyau sont nominalement définies
par la ligne d’axe des étriers (d0 et ao à la figure 5.1).

5.2.1.1 Comportement du noyau confiné

La pression transversale nominale qui agit sur le noyau peut être obtenue par simple équilibre
des efforts qui agissent sur une coupe longitudinale de hauteur égale à l’espacement s entre
étriers :

σlat,nom =
σsw ·Asw,tot

a0 · s (5.1)
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où σsw est la contrainte dans les armatures transversales, Asw,tot = n · Asw,i, Asw,i est l’aire
d’une barre transversale et n est le nombre équivalent de barres orthogonales mises en évidence
par une coupe longitudinale sur la hauteur s (figure 5.1).

Dans le cas des éléments armés par des étriers ou par une spirale, la pression de confinement
n’est pas appliquée de manière homogène sur le noyau interne. Les efforts de confinement,
introduits localement au droit des étriers, se diffusent progressivement dans le béton. Le
volume effectivement confiné, montré en gris foncé en figure 5.1, est donc inférieur au volume
nominal du noyau [She82]. Deux approches existent pour tenir en compte de cet effet.

a

a0

xi,n

d
0 d

n = 2 + 2/
√

2n = 2 n = 2

xi,n

a

a0

a

K1

s n

Aeff

K2

s

As,i

Asw,i

Fig. 5.1 : Colonnes confinées avec armatures transversales : définition des paramètres géométriques

Section confinée effective Cette approche a été proposée par Sheick et Uzumeri [She82].
La pression de confinement σlat est calculée avec l’équation 5.1, mais l’aire de la section qui
bénéficie du confinement est réduite et correspond à l’aire Aeff mesurée à mi-distance entre
nappes d’armatures transversales. Elle vaut :

Aeff = K ′
1 ·K ′

2 ·Aint (5.2)

où les facteurs K ′
1 et K ′

2 mesurent la réduction de la surface effectivement confinée, respec-
tivement dans le plan des armatures transversales (figure 5.1 à gauche) et dans l’axe de la
colonne (figure 5.1 à droite). Ils sont calculés en admettant que les forces de confinement
agissent aux points où les étriers sont fixés aux barres longitudinales et que la pression se
diffuse selon des lignes paraboliques.

Pression de confinement effective Une approche alternative a été proposée par [Man88a].
L’aire confinée est admise égale à l’aire nominale (Aint), mais la pression agissante est réduite
à une valeur effective :

σlat,eff = K1 ·K2 · σlat (5.3)

Les facteurs K1 et K2 sont définis avec une approche similaire à celle de Sheikh. Différentes
expressions sont données pour sections de forme différente, renforcées par des étriers ou par
une spirale. Pour une section rectangulaire (a× b) avec étriers :

K1 =
1

1− ρcc
·
(

1−
N∑

i=1

x2
i,n

6 · a0 · b0

)
K2 =

(
1− sn

2 · a0

)
·
(

1− sn

2 · b0

)
(5.4)
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où ρcc = As/Aint et N est le nombre de barres longitudinales tenues par les étriers. Dans le
cas d’une section carrée (figure 5.1-a, b) :

K1 =
1

1− ρcc
·
(

1−
N∑

i=1

x2
i,n

6 · a2
0

)
K2 =

(
1− sn

2 · a0

)2

(5.5)

Pour une section ronde armée par des étriers :

K1 =
1

1− ρcc
K2 =

(
1− sn

2 · d0

)2

(5.6)

et pour une section ronde armée par une spirale :

K1 =
1

1− ρcc
K2 =

(
1− sn

2 · d0

)
(5.7)

Pour les étriers de forme carrée ou rectangulaire, l’efficacité du confinement dépend égale-
ment du nombre et de la disposition des barres d’armature longitudinales, dont la présence
augmente les points d’appui rigide pour les armatures transversales et la rigidité globale de
la cage de confinement.

5.2.1.2 Éclatement de la couche d’enrobage

Lors des essais de compression, les colonnes en béton armé montrent systématiquement un
éclatement progressif de l’enrobage, qui se termine par son détachement et la perte totale
de sa capacité portante (figure 5.2). Ce phénomène peut se produire avant que la résistance
à la compression nominale du béton de la couche soit atteinte et réduire la résistance de la
colonne. Si la capacité portante du noyau confiné seul est inférieure à la capacité portante
de la colonne lors de l’éclatement de l’enrobage, l’éclatement cöıncide avec la rupture de
l’élément.

Fig. 5.2 : Essai de flexion avec effort normal effectué dans le cadre de cette recherche sur une colonne
en béton à haute résistance armée : éclatement complet de la couche d’enrobage.

L’éclatement de l’enrobage se manifeste pour tous les types de béton [Fos01], mais ses effets
sont plus sévères pour les éléments fortement armés et pour les éléments réalisés en béton
à haute résistance [Saa92, Raz99, Fos01, Cus95, Pau01]. Dans le cas du béton ordinaire,
l’éclatement est un phénomène progressif qui se produit généralement après que le béton
d’enrobage a atteint sa résistance à la compression et qui n’affecte pas de manière significative
la résistance de l’élément [ACI94].

Les mécanismes à l’origine de l’éclatement de l’enrobage sont nombreux, et une explication
définitive n’a pas encore été donnée. Selon [Fos01], pour que l’éclatement se produise, deux
phénomènes doivent intervenir : la fissuration initiale à l’interface entre noyau et couche
externe, qui les sépare physiquement et une poussée transversale qui permet l’éclatement
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Fig. 5.3 : Mécanisme d’initiation de la fissuration dans la couche d’enrobage selon [Col93]

progressif et complet de la couche. Selon certains auteurs, l’éclatement est un phénomène
brusque de flambage de la couche : [Pau96] propose de limiter la résistance du béton d’enro-
bage à la contrainte critique de flambage d’une plaque ; [Dha02] analyse l’éclatement comme
un problème de stabilité énergétique d’un sous-système constitué par la couche d’enrobage, les
étriers et les armatures longitudinales, qui tendent à flamber. L’augmentation de l’épaisseur
de l’enrobage semble jouer un rôle favorable vis-à-vis de la résistance de la couche, confirmant
l’hypothèse d’une rupture par instabilité.

Fig. 5.4 : Incompatibilité de déformations transversales entre couche d’enrobage (“cover”) et noyau
(“core”) à l’origine de contraintes de traction transversale dans la couche externe ; critère
de rupture simplifié proposés par [Fos01]

La présence d’une quantité importante d’armatures influence négativement la résistance de
l’enrobage. En phase élastique, le coefficient de Poisson de l’acier d’armature est plus grand
que celui du béton : le gonflement de l’acier produit un état de traction transversal dans le
béton qui peut le fissurer et en réduire la résistance à la compression. Cet effet est amplifié
si l’acier plastifie avant que le béton atteigne sa résistance à la compression, comme dans les
éléments en BHR armés avec une armature ordinaire. En outre, les armatures longitudinales
tendent à se dérober latéralement lorsqu’elles sont comprimées en direction axiale [Thü59,
Mut90, Mon92, Dha02, Bae05]. Cet effet dépend principalement du rapport entre la longueur
libre de la barre (' égale à la distance entre étriers) et le diamètre de la barre (section 3.7)
et peut être minimisé par le choix de l’espacement entre étriers.

Selon [Col93], la fissuration à l’interface est une conséquence du retrait important du béton
à haute résistance, empêché dans la couche d’enrobage à cause de la présence de la cage
d’armature rigide (figure 5.3). Selon [Fos01], la fissuration est une conséquence naturelle
d’un état de sollicitation triaxial qui se crée à l’interface noyau-couche à cause du fait que
la couche d’enrobage, non confinée, développe une déformation latérale plus grande que le
noyau confiné. L’incompatibilité des déformations transversales produit des contraintes de
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traction transversales et détermine la fissuration à l’interface (figure 5.4).

Pour le béton ordinaire (εc1 = 0.20 − 0.25%) la fissuration de l’enrobage commence à être
visible pour une déformation de 0.15 à 0.25% et l’éclatement est complet après le pic, pour une
déformation de 0.30 à 0.40% (figure 5.5). [She82] admet que l’éclatement est complet (σc = 0)
à εc50 ; [Man88a] propose d’utiliser la courbe contrainte-déformation nominale jusqu’à une
déformation égale à 2 · εc1, et d’adopter une diminution linéaire ensuite ; [Aou07] conseille
d’utiliser la courbe nominale jusqu’à une déformation de 0.30%, d’admettre ensuite une chute
à 0.50 · fc et une diminution linéaire, avec σ = 0 pour εc1 = 0.40%.

Mander, 1988

εεεεc50

Sans
éclatement

εc1 εc1 εc1 0.3% 0.4%

Sheick, 1982 Aoude, 2007σ σ σ

2 · εc1

Fig. 5.5 : Modèles proposées par [She82], [Man88a] et [Aou07] pour simuler le comportement de la
couche d’enrobage pour le BO

Pour les bétons à haute résistance, l’éclatement se produit avant le pic et de façon extrê-
mement fragile pour les éléments fortement armés, alors que pour les éléments faiblement
armés la résistance à la compression peut être entièrement développée [Saa92, Ger06]. [Fos01]
observe l’éclatement pour une contrainte égale à 60 à 90 % de 0.85 · fc et propose un fac-
teur de réduction égal à 0.8 % sur la base d’un critère de rupture en compression-traction
simplifié (figure 5.4 à droite). [Cus95] observe l’éclatement à 0.82 - 1.00 de la résistance à la
compression et propose une valeur moyenne de 0.92.

5.2.1.3 Effet d’un état de flexion

La présence d’un état de flexion ne modifie substantiellement pas le comportement de la
couche d’enrobage. En ce qui concerne le comportement du noyau confiné, la géométrie de la
zone confinée varie en fonction de la position de l’axe neutre. En outre, la déformation axiale
varie pour chaque fibre de l’axe neutre, de même que la valeur théorique du gonflement. Le
[MC90] conseille d’admettre l’axe neutre comme ligne de bord parfaitement rigide vis-à-vis
de l’entrave au gonflement du béton. Cet effet est, selon [She86], négligeable dès que la partie
comprimée de la section dépasse la moitié de la hauteur statique.

5.2.1.4 Utilisation du béton fibré

L’utilisation du béton fibré améliore la résistance à l’éclatement de la couche d’enrobage et
l’efficacité du confinement du noyau1 [Pau96, Fos01, Fos01a, Cam02, Aou07].

[Fos01, Fos01a] a étudié expérimentalement et théoriquement l’influence des fibres sur la
ductilité des colonnes. Il a montré que des colonnes peuvent être réalisées en remplaçant une
partie des étriers par des fibres, tout en gardant un niveau similaire de ductilité.

Selon [Cam02], la présence des fibres augmente l’aire effective qui bénéficie du confinement.
Il propose d’adopter pour le calcul de l’aire effectivement confinée une valeur de la distance

1On considère ici des bétons renforcés par fibres métalliques en quantité suffisante pour produire un effet
structurel : les essais de la littérature analysés dans le cadre de cette recherche ont Vf ≥ 1.0%.
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sn entre étriers réduite en fonction des propriétés des fibres :

s′n = sn − 10 · Vf · `f

φf
(5.8)

L’équation 5.8 dépend de l’index de renforcement R.I. = Vf · `f/φf , qui est un paramètre
très utilisé pour caractériser la quantité et la qualité du renforcement fibreux dans les bétons
ordinaires ou à haute résistance renforcés par des fibres métalliques. La formule n’a pas été
validée dans le domaine des BFUHP, où les mécanismes d’action des fibres diffèrent.

Fig. 5.6 : Effet des fibres et du taux d’étriers sur le comportement des colonnes soumises à un effort
normal centré [Aou07]

[Aou07] effectue des essais sur échantillons à section carrées avec 0 à 2% en volume de fibres
métalliques avec crochets, renforcés par différentes quantités d’étriers. Les résultats des essais
montrent l’effet bénéfique des fibres sur la résistance et sur la ductilité structurale (figure 5.6).
Une partie des essais sont effectués sur des échantillons sans couche d’enrobage, afin de mettre
en évidence l’effet des fibres sur le noyau (figure 5.7). Pour la modélisation, Aoude propose
de considérer, en présence de fibres, toute l’aire du noyau comme effectivement confinée.
En outre, Aoude indique que l’effet des fibres sur le comportement de l’enrobage dépend
principalement de la distance entre étriers : plus cette distance est grande, plus le déplacement
transversal des armatures longitudinales est important, et plus faible est la contribution de
l’enrobage.

Fig. 5.7 : Effet des fibres et du taux d’étriers sur le comportement des colonnes soumises à un effort
normal centré et sans couche d’enrobage [Aou07]

5.2.1.5 Utilisation du BFUHP

Une discussion sur l’efficacité de l’utilisation de colonnes en BFUHP armé dans les bâtiments
de grande hauteur a été proposée par Cheyrezy et autres [Che97]. Une étude expérimentale
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approfondie des bénéfices liés à l’utilisation de colonnes en BFUHP armé dans la construction
de bâtiments résistant aux séismes est proposée par Kimura et ses collaborateurs [Kim07,
Kim07a, Sug07]. [Emp08a] effectue des essais sur colonnes courtes en BFUHP renforcées
par différentes configurations et taux d’étriers. Les résultats des essais (figure 5.8) montrent
que des colonnes en BFUHP renforcées par des étriers peuvent atteindre, grâce aux fibres,
un niveau de ductilité similaire à celui atteint par des colonnes en béton armé ordinaire et
supérieur à celui atteint par des colonnes en BHR armé. Empelmann propose également une
méthode de calcul et de dimensionnement qui se base sur la définition empirique de la partie
de section qui contribue à la résistance avant et après pic [Emp08].

Fig. 5.8 : Essais de [Emp08] : courbes charge-déformation

Sugano et al. [Sug07] étudient la possibilité d’utiliser des colonnes en BFUHP pour la réa-
lisation de bâtiments tours. Ils testent des colonnes renforcées par des étriers, avec ou sans
fibres. Ils rapportent une augmentation de résistance négligeable pour le béton non fibré mais
significative pour le béton fibré. Pour tous les échantillons, une augmentation de la ductilité
est rapportée (figure 5.9).

Fig. 5.9 : Essais de [Sug07] : géométrie des éprouvettes et résultats
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5.2.2 Colonnes mixtes constituées par un tube en acier rempli de béton

Les colonnes mixtes constituées par un tube en acier rempli en béton présentent de nombreux
avantages :

- la ductilité du béton est augmentée grâce au confinement exercé par le tube ;
- la rigidité du tube est augmentée par le remplissage en béton ;
- le tube participe à la transmission de l’effort tranchant ;
- certains modes de voilement local du tube sont empêchés par la présence du béton.

La résistance en cas d’incendie est meilleure que pour un tube vide et peut être assurée de deux
manières : en considérant uniquement la colonne en béton, qui dans ce cas doit être armée de
façon conséquente ; en considérant le béton et le tube en acier, qui doit donc être protégé avec
un produit spécifique. Vitesse et économie de construction sont obtenues en dimensionnant
les tubes pour résister à la totalité des charges de construction et en les utilisant comme
coffrages. Le tube en acier est une alternative intéressante si une grande quantité d’armature
est nécessaire mais son placement dans la section transversale est problématique.

Les connexions avec les autres éléments de structures sont des détails complexes pour ce type
de colonnes. Des noeuds plus simples à réaliser, très résistants et ductiles, peuvent être en
revanche réalisés si un profilé métallique est enrobé dans le noyau en béton.

5.2.2.1 Comportement structurel

La rigidité, la résistance et la ductilité des colonnes dépendent de l’interaction entre le tube et
le béton. Pour une colonne soumise à une compression centrée, le tube est en général comprimé
dans la direction axiale et tendu dans la direction tangentielle, à cause de la déformation
latérale imposée par le gonflement du béton. L’interaction entre béton et acier et le niveau de
confinement dépendent de nombreux facteurs, qui sont discutés dans les paragraphes suivants.

Forme de la colonne Le confinement du béton est plus efficace pour les tubes à section transver-
sale ronde, qui réagissent à l’expansion du béton par des contraintes tangentielles de traction
et produisent une pression de confinement homogène sur le noyau ([Tom77], figure 5.10). Dans
les colonnes à section rectangulaire, les éléments de parois du tube sont sollicités en flexion
et n’opposent pas une retenue efficace au gonflement du béton. La pression de confinement
est activée par des efforts de compression concentrés dans les coins de la section et n’agit pas
uniformément sur le béton. Les résultats expérimentaux obtenus sur des éléments en béton

Confinement efficace

Confinement inefficace

a d

N/(As · fsy + Ac · f)

Raccourcissement axial

1

Fig. 5.10 : Représentation schématique de l’action de confinement et de la réponse structurale de
colonnes à section carré et à section ronde

ordinaire montrent que les colonnes à section ronde ont un comportement structurel très
ductile, une relation effort normal-raccourcissement axial plastique ou durcissante et une ré-
sistance généralement plus grande que la somme des résistances axiales du béton et de l’acier
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considérés séparément (figure 5.10, [Tom77, Sak04]). Les colonnes à section rectangulaire ont
un comportement ductile, mais une relation effort normal-raccourcissement dégradante et une
résistance qui peut être légèrement supérieure voire légèrement inférieure à la somme de la
résistance du béton et de l’acier.

Phénomènes d’instabilité locale du tube métallique Le remplissage en béton empêche les
phénomènes d’instabilité locales qui se produisent avec une composante de déplacement vers
l’intérieur du tube (figure 5.11-a). Cependant, les modes d’instabilité qui se produisent avec
des déplacements vers l’extérieur ne sont pas empêchés [OSh00] et peuvent être même plus
critiques pour les tubes remplis, à cause du déplacement transversal que le gonflement du
béton impose aux éléments de parois. Cet effet est plus sévère pour les colonnes de section
rectangulaire [Sak04, Sch98].

Fig. 5.11 : Variations des modes d’instabilité d’une colonne carrée sans ou avec remplissage en bé-
ton : mode de voilement local d’une colonne carrée ; ovalisation de la section transversale
d’une colonne à section ronde

Le voilement local du tube peut se produire avant, en correspondance ou après l’écrasement
du béton en compression [Sha97], et influencer la ductilité et la résistance de la colonne. En
règle générale, l’épaisseur du tube doit être dimensionnée pour éviter le voilement local en
phase élastique [EC4].

État de contraintes et déformations dans le tube Du point de vue structurel, il est im-
portant de pouvoir évaluer les contributions axiale et latérale du tube (figure 5.12-a). La
contribution axiale du tube augmente la rigidité et la stabilité globale de la colonne, alors
que l’effet de confinement latéral sur le béton augmente la résistance et la ductilité de la
colonne.

Si l’état de déformation dans le tube est connu, l’état de contraintes peut être calculé avant
plastification par la théorie de l’élasticité et pendant la plastification en utilisant par exemple
le critère de Huber-Henky-Von Mises :

σ2
sy,ax + σ2

sy,lat − σsy,ax · σsy,lat = fs,0 (5.9)

et une loi d’incrément des déformations plastiques. À cause de l’état de sollicitation biaxial,
la contribution axiale σsy,ax et la contribution latérale σsy,lat à l’écoulement ne sont que
des fractions de la contrainte d’écoulement uniaxiale fs,0 = fsy (figure 5.12-b). L’état de
sollicitation dans le tube dépend de la manière dont la charge est appliquée sur la colonne.

Si la charge est appliquée sur la section mixte acier-béton (figure 5.12-c), εb,ax = εs,ax. En
phase élastique, le coefficient de Poisson de l’acier est plus grand que celui du béton et le
confinement est nul. Avec le début de la micro-fissuration du béton, sa déformation latérale
commence à augmenter plus rapidement que celle de l’acier : à partir d’un certain moment,
le contact et l’action de confinement s’activent.

Pour optimiser l’effet de confinement transversal, [Ori88] a proposé de n’appliquer la charge
que sur la section en béton (figure 5.12-d). Dans ce cas, le confinement est actif dès le début
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c) d) e)b)a)

εlat

εlat

εax

εax

τ

σlat, εlat

σax, εax

fsy

fsy N

εb,ax = εs,ax

(σsy,lat, σsy,ax)

(dεpl,lat, dεpl,ax)

N

σb,ax σs,ax

Fig. 5.12 : a) État de sollicitation biaxial dans le tube en acier, b) détermination du point d’écou-
lement par le critère de plastification de Von Mises, c) application de la charge sur la
section mixte, d) application de la charge sur la section en béton

de la mise en charge. À cause du contact entre acier et béton, une partie de l’effort normal
est néanmoins transmise au tube par adhérence (figure 5.12-e). En phase élastique (νs >
νc), le mécanisme selon lequel cette interaction tube-béton se développe est particulièrement
complexe [Mei01, McA04] : l’activation axiale du tube est produite par le contact acier-béton,
mais, dès que le tube est axialement comprimé , il tend à se déformer latéralement plus que
le béton et à perdre le contact qui est à l’origine de l’interaction. Cet effet, dénoté dans la
littérature anglo-saxonne par le terme lagging, a par conséquent un retard dans l’activation
de l’effet de confinement.

Dans les zones où l’adhérence se développe (τ 6= 0 dans la figure 5.12-e), l’état de contraintes
dans le tube, le niveau de confinement et donc le comportement du béton confiné varient
localement. La valeur de τ dépend des propriétés de surface des matériaux [Sha97], mais aussi
de la pression de contact, qui, elle aussi, varie localement [Joh02]. Des informations limitées
et relativement dispersées sont disponibles dans la littérature sur la valeur de τ dans ce type
d’élément [Joh02, Roe99]. La complexité du problème ne permet pas une résolution analytique
simple. Plusieurs auteurs proposent des approches de résolution numériques qui s’appuient
sur la méthode des éléments finis [Sha99, Joh02, Hu03, Mei01, Sch98]. Des approches de ce
type permettent de tenir compte de toutes les non linéarités géométriques et matérielles du
problème. Cependant, ces approches ne sont pas facilement accessibles, posent des limites aux
possibilités de modéliser le comportement constitutif du béton confiné et ne résolvent pas le
problème de la nécessité d’estimer la valeur de τ .

a) b)

(dεpl,lat,2, dεpl,ax,2)

fsy

fsy σlat, εlat

σax, εax

fsy

fsy

(dεpl,lat, dεpl,ax)

(σsy,lat, σsy,ax)

(dεpl,lat, dεpl,ax)

σlat, εlat

σax, εax

Fig. 5.13 : a) Redistribution des contraintes pour un matériau parfaitement plastique et, b) pour un
matériau écrouissant

L’évaluation de l’état de sollicitation dans le tube est donc faite le plus souvent de manière
empirique : l’état de contraintes dans le tube peut être calculé par intégration des lois consti-
tutives élasto-plastique de l’acier, si l’état de déformation biaxial est mesuré pendant un essai
[Tom77, Sak04, Sha97]. Les résultats des essais montrent que, suite à la plastification du tube
et pendant l’écrasement du béton, la déformation latérale augmente plus rapidement que la
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déformation axiale [Mei01]. Cela entraine une redistribution plastique des efforts dans le tube,
avec une diminution de la contribution axiale et une augmentation de la contribution latérale
([Tom77, Sha99, Joh02], figure 5.13-a).

En admettant un comportement élastique-parfaitement plastique, Tomii et al. [Tom77] ont
étudié analytiquement l’effet de la redistribution des efforts après plastification et ont proposé
les expressions 5.10 à 5.12 pour quantifier les contributions axiale et latérale du tube. Les
expressions 5.10 et 5.11 sont obtenues en admettant que le rapport β = εs,lat/εs,ax entre la
déformation latérale et la déformation axiale du tube est constant pendant toute la mise en
charge. Sur base expérimentale, [Tom77] proposent des valeurs de β comprises entre -0.5 et
-1.1, qui correspondent à des valeurs de σsy,ax et σsy,lat respectivement comprises entre 0 et
0.66 et entre 0.49 et 1. La résistance à l’effort normal de la colonne peut être calculée par
l’expression 5.12, où fcc est calculé par une approche de type Mohr-Coulomb et, par exemple,
k = 4.

σsy,ax =
2 · β + 1√

3 · (1 + β + β2)
· fsy (5.10)

σsy,lat =
β + 2√

3 · (1 + β + β2)
· fsy (5.11)

N = As · σsy,ax + Ac · fcc = As · σsy,ax + Ac ·
(

fc − k
2 · e

D − e
· σsy,lat

)
(5.12)

Selon le modèle de calcul proposé dans l’Eurocode 4 [EC4], la contribution axiale et latérale
du tube dépendent uniquement de l’élancement λ de la colonne et de l’excentricité e de l’effort
axial. La résistance à l’effort normal de la colonne vaut :

Nrd = η2 ·As · fsy

γs
+ Ac · fc

γc

(
1 + η1 · t

D

fsy

fc

)
(5.13)

où :

η1 = η10 ·
(
1− 10 · e

D

)
η2 = η20 + (1− η20) · 10 · e

D
(5.14)

η10 = 4.9− 18.5 · λ + 17 · λ2 ≥ 0 η20 = 0.25 · (3 + 2 · λ) ≤ 1.0 (5.15)

D et t sont respectivement le diamètre et l’épaisseur du tube, e est l’excentricité de l’effort
normal et λ =

√
Nrd/Ncr. Pour λ ≥ 0.5, la contribution latérale du tube est nulle.

Dans la littérature, des valeurs relativement dispersées sont proposées. [Elr02] présente des
valeurs caractérisés par une très grande dispersion. [Sha99, Elr02, Sak04] indiquent des va-
leurs σsy,ax ' 0.1 − 0.2 · fsy à la plastification. Selon certains auteurs [Mei01, McA04], la
contribution latérale augmente si le rapport entre l’épaisseur e et le diamètre D du tube
diminue. L’application de produits lubrifiants à l’interface tube-béton favorise la contribution
latérale du tube, mais elle ne permet pas d’éliminer complètement sa participation axiale :
pour des éléments lubrifiés à l’interface, [McA04] mesure σsy,ax ' σsy,lat et [Mei01] mesure
une déformation axiale de l’acier égale au moins à 50 % de la déformation axiale du béton.
Pour des échantillons en béton de petite taille, avec un rapport longueur/diamètre égal à 2 et
réalisés en béton à haute résistance, [Lah92] et [Dal96] considèrent σsy,lat = fsy et σsy,ax = 0
pour la modélisation. Cela peut s’expliquer par une transmission incomplète des efforts du
béton à l’acier, due à la longueur réduite des échantillons : selon [Roe99] une longueur de
transmission de l’effort égale à environ la moitié du diamètre de l’éprouvette est nécessaire.
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5.2.2.2 Utilisation du béton à haute résistance, du béton fibré et du BFUHP

[Lah92] et [Lah99] ont analysé expérimentalement le comportement en compression de tubes
en acier remplis de béton à haute résistance. À cause du comportement après pic plus fra-
gile pour un BHR que pour le béton ordinaire, un niveau de renforcement transversal très
important est nécessaire pour obtenir un comportement confiné ductile avec un BHR (figure
5.14).

Fig. 5.14 : Comparaison du comportement de bétons de différente résistance confinés par tubes en
acier [Lah99]

Peu de travaux ont été effectués pour étudier l’effet des fibres sur le comportement des
colonnes mixtes. L’utilisation de 1 % en volume de fibres métalliques avec crochet donne une
augmentation marginale de la résistance, mais une contribution à la rigidité et à la ductilité
des colonnes [Cam02, Cam02a]. Pour les éléments en compression centrée, l’utilisation des
fibres pour augmenter la ductilité structurale est moins efficace et moins économique que,
par exemple, une augmentation de l’épaisseur du tube. Pour les éléments élancées ou fléchis,
où l’efficacité du confinement du tube diminue, la contribution des fibres à la rigidité et à la
ductilité est plus évidente.

Des interprétations différentes ont été données sur l’efficacité de l’utilisation du BFUHP
avec des tubes métalliques. Dallaire et al. [Dal96] ont comparé le comportement de tubes
métalliques remplis d’un béton de poudres réactives (BPR) sans fibres et d’un BPR avec fibres.
Ils ont considéré principalement l’effet du confinement sur la résistance. Ils montrent qu’une
résistance à la compression de 350-400 MPa peut être atteinte si le BPR est soumis à une
pression pendant la maturation et ont observé des différences négligeables entre échantillons
avec ou sans fibres. [Tue04] présente des résultats d’essais sur tubes remplis de BUHP non
fibré : à cause du retrait au jeune âge important, du comportement avant pic pratiquement
linéaire et de l’augmentation modeste du coefficient de Poisson avant pic (νpic = 0.32), l’effet
de confinement du tube métallique n’est pratiquement pas activé dans la phase avant pic
et le comportement structurel est similaire à celui mis en évidence pour les bétons à haute
résistance (figure 5.14). [Yan08] obtient des résultats qualitativement similaires à [Tue04],
mais il juge de manière positive le comportement structurel en raison de l’activation après
pic du tube, qui confère de la ductilité à la réponse.
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5.3 Modèle de comportement du béton confiné

Afin d’analyser le comportement des colonnes renforcées par des étriers ou par un tube en
acier, il est nécessaire de modéliser le comportement en compression du béton confiné.

À partir des essais effectués par [Ric28], de nombreux auteurs ont étudié le comportement
triaxial de bétons de classes différentes en conditions de confinement actif (section 5.3.1 et
annexe A.1). Dans les éléments de structure armés par des étriers ou dans les colonnes mixtes
constitués par un tube en acier rempli de béton, le béton est en conditions de confinement
passif et l’effet du confinement s’active grâce à la déformation latérale du béton comprimé.

Deux approches peuvent être utilisées pour modéliser le comportement du béton confiné
dans les éléments de structure. La première se base sur l’utilisation de lois “bé-
ton confiné” spécifiques pour chaque type de confinement (étriers, tube métallique,
sections de forme différentes, ...). Le comportement du béton comprimé et confiné est déter-
miné à partir de résultats d’essais sur des éléments de structure et est exprimé en fonction des
propriétés géométriques et mécaniques de l’élément qui exerce le confinement (taux d’étriers,
épaisseur du tube, limite d’écoulement de l’acier). La compatibilité de déformations entre le
béton et l’élément qui exerce le confinement n’est pas directement considérée.

La deuxième approche consiste à définir une loi constitutive pour le béton confiné qui décrit
son comportement triaxial en fonction de la contrainte de confinement appliquée. Le com-
portement structurel est étudié en considérant les conditions d’équilibre et de compatibilité
entre le béton et l’élément qui exerce le confinement.

La première approche nécessite d’effectuer un nombre important d’essais sur éléments de
structures, si ces résultats ne sont pas disponibles. La deuxième approche, qui sera utilisée
dans la suite de ce travail, nécessite d’exprimer la loi contrainte-déformation axiale (section
5.3.1) et la déformation latérale du béton confiné (section 5.3.2) en fonction de la pression de
confinement.

5.3.1 Courbe σ(ε) du béton confiné

Dans la section 3.3.5.6 on a choisi de décrire le béton non confiné par deux expressions
analytiques différentes pour la partie avant et après pic : avant pic la loi est définie par Ec,
fc et εc1, après pic elle est définie par kc2, εc50 et par σres (équation 3.28). Les valeurs de ces
paramètres doivent être adaptées pour décrire le comportement du béton confiné2.

εcc50

kc2

σc,resEc

kcc2

εcc1, fcc

εax
εc1 εc50

σax

fc

Fig. 5.15 : Comportement du béton confiné et évolution des différents paramètres décrivant la courbe
σax(εax)

2Les paramètres relatifs à la courbe du béton confiné seront dénotés par la suite par l’indice “cc” : Ecc, fcc,
εcc1, εcc50, kcc2
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La pente initiale de la courbe σax(εax) dépend du mode de mise en charge (figure 5.16). Lors
d’un essai de compression triaxiale, l’effort axial et l’effort normal peuvent être appliqués de
manière proportionnelle jusqu’à atteindre la valeur préétablie de contrainte de confinement
(figure 5.16-a), ou bien l’effort latéral peut être appliqué entièrement avant la mise en charge
en direction axiale (figure 5.16-b). Dans le premier cas, selon la théorie de l’élasticité :

Ecc =
Ec

1− 2 · νc · σlat/σax
≥ Ec (5.16)

qui donne Ecc ' 1.7 · Ec pour σlat/σax = 1. Dans le deuxième cas, Ecc = Ec, mais le béton
a un allongement initial par effet de Poisson. Si l’effort de confinement est important par
rapport à fc, le béton peut être endommagé par la compression transversale et la valeur de
Ecc peut être inférieure à la valeur de Ec [Ric28, Sfer02]. Dans le cas du confinement passif
(figure 5.16-c), qui est l’objet de cette étude, la contrainte transversale est faible et elle crôıt
lentement au début de la mise en charge. Dans ce cas, l’estimation approchée

Ecc =
Ec

1− 2 · νc · σlat/fcc
≥ Ec (5.17)

est admise.

a) b) c)

fc

Ec
Ecc

σax

σlat

Ec

σax

εax

σlat

σlat

σax

fc

fcc fccσax

εax

σlat

Ec
σlat

fc

fcc

σax σax

fcc

Ec

εax

σlat

Fig. 5.16 : Effet du mode d’application de la contrainte de confinement sur la pente initiale de la
courbe σax(εax)

L’évolution des autres paramètres caractérisant la courbe σax(εax) est montrée qualitative-
ment dans la figure 5.15. Pour de grandes déformations dans la partie après pic, un nombre
très limité de résultats expérimentaux est disponible : dans cette phase, le béton confiné tend
à développer une certaine résistance résiduelle σres. En considérant également le fait que la
mesure des déformations dans la phase après pic est influencée par la localisation de la rup-
ture et par le système de mesure du raccourcissement, toutes les expressions analytiques de
la loi σax(εax) dans cette phase doivent être considérées comme des estimations approchées
de la capacité de déformation du béton confiné.

Cusson et Paultre [Cus95] et, par la suite, Légéron et Paultre [Leg03] ont étudié le compor-
tement du béton confiné dans les colonnes armées en BHR. Ils ont utilisé des expressions
similaires à celles adoptées ici pour décrire le comportement du béton confiné et ont proposé
les expressions 5.18 à 5.21 pour décrire l’évolution des paramètres sur la figure 5.15. Ces ex-
pressions sont calibrées pour le béton confiné de manière passive par des étriers : la contrainte
σ∗lat qui apparâıt dans ces équations est une pression latérale fictive, calculée à partir de l’état
de déformation estimé dans les étriers et qui tient compte du fait que le confinement exercé
par les étriers n’agit pas de manière homogène sur le noyau en béton (section 5.2.1.1).
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fcc = fc ·
[
1 + 2.4 ·

(
σ∗lat

fc

)0.7
]

(5.18)

kc2 = 1 + 25 ·
(

σ∗lat

fc

)2

(5.19)

εcc1 = εcc ·
[
1 + 35 ·

(
σ∗lat

fc

)1.2
]

(5.20)

εcc50 = εc50 ·
[
1 + 60 ·

(
σ∗lat

fc

)]
(5.21)

La généralité des expressions pour εcc1 et pour fcc peut être vérifiée en les comparant avec
d’autres propositions de la littérature (figure 5.17). Pour les petits niveaux de confinement,
l’expression 5.18 prévoit une augmentation de résistance légèrement plus grande que celle
prévue par un critère de rupture de Mohr-Coulomb avec un angle de frottement interne
du béton de 37◦ [Ric28]. Cette tendance est inversée pour des niveaux de confinement plus
importants (figure 5.17-a). L’évolution prévue est par contre en bon accord avec l’expres-
sion bilinéaire proposée par [MC90, EC2], ainsi qu’avec les observations expérimentales de
nombreux autres auteurs ([Xie95, Att96, Ans98] et [Can07] pour un état de l’art). L’ex-
pression 5.20 surestime fortement εcc1 par rapport aux autres propositions de la littérature
[Ric28, Man88a, Att96, Ans98, Can01, Teng07], qui conseillent des relations linéaires du type
(figure 5.17-b) :

εcc1 = εcc ·
[
1 + p ·

(
σlat

fc

)]
, p = 10− 20 (5.22)

Des formulations alternatives à celles proposées par [Cus95] et [Leg03] pour εcc,50 et κc2 n’ont
pas été trouvées dans la littérature. En outre, le modèle de [Cus95] et [Leg03] ne considère
pas la présence de la contrainte résiduelle après pic σc,res, qui est introduite dans le modèle
proposé ici.
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Fig. 5.17 : Comparaison entre différentes propositions pour l’évolution de fcc (a) et de εc1 (b) en
fonction du niveau de confinement

En considérant les différentes incertitudes liées à l’application directe des expressions 5.18 à
5.21, on a préféré calibrer un modèle de confinement (Annexe A). Les résultats de plusieurs
essais de béton confiné (confinement actif, fc comprise entre 20 et 120 MPa) trouvés dans la
littérature ont été considérés. Les résultats de cette étude montrent que :

- la relation entre fcc et σlat/fc est bien approchée par une loi de puissance 0.7 (équation
5.23, figure 5.18-a) ;

- une relation linéaire entre εcc1 et σlat/fc est acceptable (équation 5.25). La valeur de la
pente p est plus petite pour les bétons à très haute résistance (fc ≥ 75 MPa, figure 5.18-c)
que pour les bétons ordinaires (figure 5.18-b) ;
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a)

0 1
0

6

σlat/fc [-]

f c
c
/
f c

[-
]

 

 

1 + (2.4, 3, 3.6) ·

(
σlat
fc

)0.7

b)

0 1
0

30

σlat/fc [-]

ε c
c
1
/
ε c

1
[-

]

p = 30

p = 10

fc ≤ 75 MPa

c)

0 1
0

30

σlat/fc [-]

ε c
c
1
/
ε c

1
[-

]

p = 30

p = 10

fc > 75 MPa

Fig. 5.18 : Calibration des paramètres du modèle pour la partie avant pic
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Fig. 5.19 : Calibration des paramètres du modèle pour la partie après pic

- le comportement après pic du béton ordinaire et à haute résistance est bien décrit par
kc2 = 1.5 [Cus95]. Pour le béton à très haute résistance peu confiné, une valeur plus petite
(1.0 ≤ kc2 ≤ 1.5) fournit une meilleure description du comportement plus fragile après pic
(courbes de l’annexe A) ;

- le rapport entre σres et fcc augmente rapidement pour de petits niveaux de confinement
(figure 5.19-a) ;

- l’augmentation de la déformation εc50 est difficile à estimer précisément mais est en gros 1
à 3 fois plus grande que l’augmentation de la déformation εc1 (figure 5.19-b).

Dans le cadre de cette recherche, les expressions suivantes sont proposées pour décrire le
comportement du béton confiné. Elles permettent une description suffisamment bonne d’un
grand nombre d’essais sur bétons de classes différentes (voir Annexe A) :

fcc = fc ·
[
1 + 3 ·

(
σlat

fc

)0.7
]

(5.23)

σc,res = fcc ·
(

σlat

fc

)0.25

(5.24)

εcc1 = εcc ·
[
1 + p ·

(
σlat

fc

)]
(5.25)

εcc50 = εc50 ·
[
1 + p · q

(
σlat

fc

)]
(5.26)

Avec :

q = max
[(

σlat

fc
− 2

)
, 1

]
· εc1

εc,50
(5.27)

Le facteur p et le paramètre kc2 ont des valeurs différentes en fonction de la résis-
tance du béton : pour fc ≤ 75 MPa, p = 20 et kc2 = 1.5 ; pour fc > 75 MPa, p = 10 et

kc2 = 1 + 25 ·
(

σlat
fc

)2
≤ 1.5, cette dernière expression étant identique à celle proposée par
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[Leg03], mais limitée à la valeur maximale de 1.5. La figure 5.20 montre l’évolution
des courbes σax(εax) pour deux bétons de résistance différente : un béton caractérisé
par fc = 30 MPa, Ec = 30 GPa, εc1 = 0.22% et εc,50 = 0.5% et un béton caractérisé par
fc = 100 MPa, Ec = 45 GPa, εc1 = 0.3% et εc,50 = 0.35%.
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Fig. 5.20 : Modèle de calcul du comportement axial du béton confiné : a) béton ordinaire, b) béton
à très haute résistance

5.3.1.1 Béton fibré

La présence d’un état de compression triaxial améliore l’adhérence fibre-béton et l’efficacité
des fibres. L’influence de ce phénomène est importante seulement si la contrainte de confi-
nement est proche à la résistance à la compression uniaxiale [Che92]. Peu des résultats sont
disponibles dans la littérature pour le comportement du béton fibré confiné, et ils ont tous
été obtenus sur des bétons de résistance inférieure à 70 MPa [Che92, Pan01, Lu07]. Les ré-
sultats disponibles pour fcc et εcc1 montrent une plus grande variabilité que celle observée
pour le béton non fibré, mais, en absence d’informations plus précises, les mêmes expressions
proposées pour le béton non fibré peuvent être admises (figures 5.21-a et b).
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Fig. 5.21 : a et b : augmentation de la résistance à la compression et de la déformabilité au pic
du béton fibré confiné [Che92, Pan01, Lu07]. c : augmentation de la résistance à la
compression pour un BUHP non fibré et confiné [Gru07]
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5.3.1.2 BUHP

À la connaissance de l’auteur, une seule série d’essais de compression triaxiale est décrite
dans la littérature scientifique pour des éléments en BUHP [Gru07]. La figure 5.21-c compare
les résultats de cette série à l’expression proposée aux paragraphes précédents pour évaluer
l’augmentation de fcc en fonction de la pression de confinement latérale σlat. La comparaison
montre un accord relativement bon, mais les résultats expérimentaux considèrent des rapports
σlat/fc petits (< 0.3). Un plus grand nombre d’essais est nécessaire pour caractériser le
comportement triaxial du BFUHP et pour évaluer l’influence des fibres sur ce comportement.

5.3.2 Déformation latérale du béton confiné

En conditions de confinement passif, la contrainte σlat dépend du comportement mécanique
et de l’état de déformation de l’élément qui exerce le confinement (étriers, tube en acier,
lamelles en matériaux composites collées). Le cas axisymétrique idéalisé montré à la figure
5.22-a est considéré. L’épaisseur eI de l’élément qui exerce le confinement est admise faible
par rapport au diamètre d de l’élément confiné, de sorte que le comportement de l’élément
qui exerce le confinement peut être décrit en conditions de contraintes planes.

b)a)

εθ,I , σθ,I

εax,I , σax,I

eI

d
2

εlat, σlat

εax, σax

σθ,I σθ,I

σlat

Fig. 5.22 : Cas idéalisé de confinement passif considéré dans l’analyse

Le comportement de l’élément confiné et de l’élément qui exerce le confinement sont décrits
par des équations du type : Par équilibre (figure 5.22-b) et par compatibilité, deux conditions

σax, σlat = f(εax, εlat) (5.28) σax,I , σθ,I = f(εax,I , εθ,I) (5.29)

supplémentaires décrivent le système :

σlat = 2 · σθ,I · eI

d
(5.30) εlat = εθ,I (5.31)

Si un matériau ou les deux ont un comportement non linéaire, la résolution du problème est
généralement itérative. Dans le cadre de cette recherche, l’algorithme suivant est utilisé : les
déformations axiales εax et εax,I sont fixées pour un certain pas de calcul et une hypothèse est
faite sur la valeur de la déformation latérale εlat,I dans l’élément qui exerce le confinement.
Cela permet de déterminer σax,I et σθ,I au moyen de l’équation 5.29 et la contrainte σlat au
moyen de l’équation 5.30. σax et εlat sont ensuite calculées par l’équation 5.28 et l’hypothèse
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initiale sur εlat,I est vérifiée et éventuellement ajustée itérativement jusqu’à ce que la condition
5.31 soit remplie.

Si le béton confiné a un comportement élastique linéaire, les équations 5.28 s’écrivent :

εax =
σax

Ec
− 2 · νc · σlat

Ec
(5.32)

εlat =
(1− νc) · σlat

Ec
− νc · σax

Ec
(5.33)

et, dans l’algorithme, εlat et σax peuvent être calculées directement en fonction de εax et σlat.
Pour un matériau au comportement non linéaire, l’algorithme doit être modifié. L’approche
proposée ici se base sur la définition des courbes σax(εax) et εlat(εax) à σlat constante. Pour
chaque valeur de la déformation axiale, une solution compatible et en équilibre est trouvée
pour une valeur particulière de σlat, qui est admise constante pendant le calcul. La réponse
structurale effective est donnée par interpolation de plusieurs solution ponctuelles, chacune
obtenue avec des lois σax(εax) et εlat(εax) différentes et correspondant à des valeurs différentes
de σlat.

Les courbes σax(εax) à σlat constante sont obtenues par la méthode décrite dans la section
5.3.1. La méthode proposée pour calculer les courbes εlat(εax) à σlat constante est décrite
dans les paragraphes suivants : avant pic, les équations 5.32 et 5.32 sont utilisées avec une
approche d’élasticité sécante ; après pic, une méthode originale pour obtenir une estimation
approchée de εlat en fonction de εax est proposée.

5.3.2.1 Comportement avant pic

Les équations 5.32 et 5.33 peuvent être utilisées pour un matériau non linéaire si les valeurs
élastiques de Ec et νc sont remplacées par leurs valeurs sécantes Ec,sec et νc,sec, qui dépendent
de l’état de déformation et de contrainte actuel.

Il est important de souligner que, dans le cas le plus général de sollicitation multiaxiale, les
propriétés du béton ne sont pas isotropes et Ec,sec et νc,sec varient pour chaque direction.
Dans le cadre de cette recherche, et en se limitant à l’analyse du comportement avant pic du
béton confiné (compression triaxiale), des propriétés isotropes sont admises pour le béton.
Cette approche a été suivie par d’autres auteurs, et a l’avantage de simplifier la modélisation.
En outre, si les valeurs de εax, εlat, σax et σlat ont été mesurées lors d’un essai, les deux
variables Ec,sec(εax) et νc,sec(εax) peuvent être dérivées directement à partir des données
expérimentales, par solution des deux équations 5.32 et 5.33.

Dans l’algorithme de calcul, si Ec,sec est isotrope, il peut être éliminé des équations 5.32 et
5.33. On obtient ainsi une liaison directe entre εlat et εax :

εlat =
[1− νc,sec] · σlat − νc,sec · σax

σax − 2 · νc,sec · σlat
· εax (5.34)

La relation 5.34 et la loi σax(εax) du béton confiné permettent de calculer εlat en fonction de
εax, si νc,sec est connu.

Dans la littérature, νc,sec est généralement exprimé en fonction de la contrainte axiale σax.
L’approche proposée par Ottosen [Ott77] est, depuis son acceptation par le Code Modèle
[MC90], l’une des plus utilisées pour le calcul de νc,sec. L’approche s’applique uniquement à
la partie avant pic. νc,sec est exprimé en fonction du rapport β entre la contrainte σax et la
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résistance à la compression fcc du béton confiné dans la direction de compression principale :

νc,sec = νc,0 σax ≤ βσ · fcc (5.35)

νc,sec = νc,secpic − (νc,secpic − νc,0) ·
√

1−
(

β − βσ

1− βσ

)
βσ · fcc ≤ σax ≤ fcc (5.36)

où νc,0 est la valeur élastique du coefficient de Poisson et νc,secpic est la valeur du coefficient
de Poisson sécant au pic. Selon Ottosen, νc,secpic = 0.36 et βσ = 0.8. En s’appuyant sur les
résultats d’études expérimentales plus récentes [Imr96, Can01], on sait qu’un échantillon de
béton comprimé, avec ou sans confinement, atteint un point de déformation volumétrique εvol

nulle pour une déformation εax qui est en général très proche à la déformation εcc1 de pic.
Étant donné que :

εvol = ε1 + ε2 + ε2 = (1− 2 · νc,sec) · σax + 2 · σlat

Ec,sec
(5.37)

εvolpic = 0 implique νc,secpic = 0.5. Cette valeur est à préférer à la valeur 0.36 proposée par
Ottosen. [Can01] confirme la valeur βσ = 0.8 proposée par Ottosen pour les bétons à haute
résistance, mais indique une valeur plus petite et égale à 0.7 pour les bétons ordinaires.

Dans le cadre de cette recherche, on choisit d’exprimer νc,sec en fonction de εax. Une valeur
initialement constante est admise, suivie par une augmentation linéaire de νc,sec avec εax :

νc,sec = νc,0 εax ≤ βε · εcc1 (5.38)

νc,sec = νc,0 +
νc,secpic − νc,0

εcc1 − βε · εcc1
· (εax − βε · εcc1) βε · εcc1 < εax < εcc1 (5.39)

Ce choix permet d’exprimer εlat dans l’équation 5.34 en fonction uniquement de εax. Cela
facilite l’implémentation et permet les développements analytiques à la base de la description
du comportement après pic (section suivante). La valeur de βε est calculée à partir des valeurs
de βσ indiquées dans la littérature et en considérant la forme de la courbe σax(εax) du béton.
Si l’expression analytique 3.20 proposée par [Sar69] est utilisée3 :

βε =
1
2
· {[(1− βσ) ·A + 2 · βσ]−

√
[(1− βσ) ·A + 2 · βσ]2 − 4 · βσ} (5.40)

avec A = Ec · εc1/fc. Pour βσ = 0.7− 0.8 et A = 2.5, βε = 0.4− 0.5.

L’expression 5.40 est également applicable pour le béton confiné, mais le coefficient A doit
être adapté à cause de l’évolution de fcc, εcc1 et Ecc avec σlat (équations 5.17, 5.23 et 5.25) :

Acc = Ac · Ecc · εcc1

fcc
= Ac · 1 + p · σlat/fc

(1− 2 · νc,0 · σlat/fcc) · [1 + 3 · (σlat/fc)0.7]
(5.41)

La figure 5.23-a compare l’évolution de νc,sec en fonction de εax donnée par ce modèle à l’évo-
lution que l’on obtiendrait avec l’approche proposée par [Ott77], νc,secpic = 0.5 et βσ = 0.8.
Même si les expressions proposées par Ottosen ne sont pas linéaires, les résultats des deux
modèles sont proches. L’applicabilité du modèle est confirmée à la figure 5.23-b, qui com-
pare les résultats théoriques au comportement expérimental obtenu à partir des mesures de
[Imr96].

3Des résultats similaires peuvent être obtenus avec les autres expressions analytiques données dans la
section 3.3.5 pour σ(ε)
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Fig. 5.23 : Comparaison entre l’évolution de νc,sec prévue par le modèle proposé dans le cadre de
cette recherche (équations 5.38, 5.39 et 5.40) et : a) l’évolution prévue par le modèle de
[Ott77] (équations 5.35, 5.36) ; b) le comportement mesuré par [Imr96] (fc = 64 MPa,
Ec = 32.9 GPa, νc,0 = 0.28, σlat = 0− 51.2 MPa)

5.3.2.2 Comportement après pic

Comme le montre la figure 5.23-b, dans la première phase après pic (νc,sec > 0.5) le coefficient
de Poisson sécant peut encore être calculé, et sa valeur continue à augmenter. L’expression
5.34 ne peut néanmoins pas être utilisée sans réserves dans la phase après pic.

a) b)

σlat = 0

εlat

εvol

εlat

εax

εax

εax

εax

Points au pic

σlat,1 > 0

σlat,2 > σlat,1

εvol

Fig. 5.24 : Représentation schématique de l’évolution de la déformation latérale et de la déformation
volumétrique en fonction de la déformation axiale

Deux limitations s’imposent : du point de vue analytique, le dénominateur de l’expression
5.34 ne peut pas être nul (équation 5.42) ; du point de vue physique, la contrainte latérale σlat

et la déformation latérale εlat qui lui est associée doivent avoir le même signe (équation 5.43).
En outre, après pic la rupture en compression se produit par localisation des déformations
sur des bandes de rupture : l’hypothèse de décrire le comportement du matériau par des
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équations d’un milieu continu et isotrope n’est plus applicable dans cette phase.

σax − 2 · νc,sec · σlat 6= 0 → νc,sec 6= σax

2 · σlat
(5.42)

(1− νc) ≥ 0 → νc ≤ 1 (5.43)

L’équation 5.34 est donc abandonnée pour la description du comportement après pic, et
une approche alternative est proposée. L’approche se base sur l’estimation de la pente de la
courbe εlat(εax) et de son évolution après pic, afin de lier directement l’augmentation de la
déformation latérale à l’augmentation de la déformation axiale.

Les résultats des essais de la littérature [Pan95, Imr96, Can01, Lu06, Teng07] montrent que,
pour une augmentation de la déformation axiale dans la phase après pic, la déformation
latérale et la déformation volumétrique continuent à augmenter en valeur absolue, et leur
augmentation est plus rapide si le niveau de confinement est petit (figure 5.24). Lors du
passage à proximité du pic, les courbes εlat(εax) et εvol(εax) ne présentent pas de disconti-
nuité notable. La pente des courbes continue à augmenter après le pic, mais sur ce point les
indications de la littérature divergent : certains essais semblent indiquer une augmentation
continue de la pente (figure 5.24-a,[Pan95, Teng07]), alors que d’autres essais indiquent une
stabilisation de la pente à une valeur constante (figure 5.24-b), qui se manifeste à proximité
du pic [Lu06], ou bien pour une déformation légèrement plus importante que la déformation
au pic [Imr96].

Pour un point quelconque avant pic, le calcul de la pente de la courbe εlat(εax) nécessite une
dérivation en plusieurs variables (équation 5.34) :

εlat = f [εax, σax(εax), σlat, νc,sec(εax)] (5.44)

dεlat

dεax
=

∂εlat

∂εax
+

∂εlat

∂σax
· ∂σax

∂εax
+

∂εlat

∂σlat
· ∂σlat

∂εax
+

∂εlat

∂νc,sec
· ∂νc,sec

∂εax
(5.45)

Grâce aux hypothèses admises dans le cadre de cette recherche pour la description du com-
portement avant pic, la dérivation à l’équation 5.45 est fortement simplifiée. En particulier,
au pic (εax = εcc1 et σax = fcc), des expression analytiques simples peuvent être obtenues qui
expriment la première et la deuxième dérivée de εlat(εax). L’hypothèse de base de la méthode
proposée ici est que l’évolution de la déformation latérale après pic peut être décrite à partir
des valeurs de εlat(εax) et ses dérivées au pic.

Au pic, dσax/dεax = 0 par définition. De plus :

νc,secpic = 0.5 (5.46)

ν ′c,secpic
= dνc,sec/dεax =

νc,secpic − νc,0

εcc1 − βε · εcc1
(5.47)

ν ′′c,secpic
= d2νc,sec/dε2

ax = 0 (5.48)

En outre, pour une courbe calculée à σlat = const, dσlat/dεax = 0. L’expression 5.45 se réduit
donc à :

dεlat

dεax
=

∂εlat

∂εax
+

∂εlat

∂νc,sec
· ∂νc,sec

∂εax
(5.49)
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Avec µ = σlat/fcc, les dérivées de εlat(εax) au pic valent :

(
dεlat

dεax

)

pic

=

(
1− 2 · µ · νc,secpic

) · (−µ + (1 + µ) · νc,secpic

)

(1− 2 · µ · νc,pic)
2 + ...

= ... +
εcc1 · ν ′c,secpic

(1− µ) · (1 + 2 · µ)

(1− 2 · µ · νc,pic)
2 (5.50)

(
d2εlat

dε2
ax

)

pic

= 2 · ν ′c,secpic
· (µ− 1) · (2 · µ− 1)

(1− 2 · µ · νc,pic)
3 ·

[
1 + 2 · µ ·

(
εcc1 · ν ′c,secpic

− νc,secpic

)]

(5.51)

Les expressions 5.50 et 5.51 dépendent de σlat, de εcc1 et de βε (section 5.3.2.1). La valeur de
dεlat/dεax varie peu avec le niveau de confinement et est environ égale à l’unité (figure 5.25-
a) : cela est confirmé par les observations expérimentales de [Lu06], qui admet une valeur
de la pente constante et égale à 1 pour toute la phase après pic et pour tous niveaux de
confinement. Cependant, d2εlat/dε2

ax diminue clairement pour une augmentation de σlat/fc

(figure 5.25-b).
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Fig. 5.25 : Valeurs de dεlat(dεax) (a) et de sa dérivée (b) en fonction du niveau de confinement,
selon les expressions 5.50 et 5.51 et pour deux types d’évolution de εcc1 (p = 20 et p = 10)

Sur la base des observations expérimentales, deux scénarios peuvent être définis (figure 5.26).
Une limite inférieure de la déformabilité latérale est obtenue en admettant, comme indiqué
par [Lu06], que la pente de la courbe εlat(εax) demeure constante et égale à sa valeur au pic :

dεlat

dεax
=

(
dεlat

dεax

)

pic

= c ⇒ εlat = εlatpic +
(

dεlat

dεax

)

pic

· (εax − εaxpic) (5.52)

Une solution qui dans la plupart des cas surestime la déformabilité latérale est obtenue en
admettant que la pente de la courbe εlat(εax) continue à augmenter après le pic et que sa
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deuxième dérivée demeure constante après pic :

d2εlat

dε2
ax

=
(

d2εlat

dε2
ax

)

pic

= c (5.53)

dεlat

dεax
=

(
dεlat

dεax

)

pic

+
(

d2εlat

dε2
ax

)

pic

· (εax − εaxpic) (5.54)

εlat = εlatpic +
(

dεlat

dεax

)

pic

· (εax − εaxpic) +
(

d2εlat

dε2
ax

)

pic

·
(
εax − εaxpic

)2

2
(5.55)

La figure 5.26 compare les deux scénarios en termes de déformation latérale et de déformation
volumétrique. Dans le paragraphe suivant, les résultats obtenus en admettant une augmenta-
tion continue de la pente de la courbe εlat(εax) après pic sont comparés à différents résultats
expérimentaux issus de la littérature.
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Fig. 5.26 : Modélisation de l’évolution de la déformation latérale (a) et de la déformation volumé-
trique (b) en fonction de la déformation axiale et pour différents niveaux de confinement.
Lignes à trait continu : modèle avec augmentation progressive de la pente de la courbe
εlat(εax). Lignes à trait discontinu : modèle avec pente de la courbe εlat(εax) constante
et égale à sa valeur au pic. Point gris : valeurs au pic.

5.3.2.3 Comparaison avec des mesures expérimentales

La figure 5.27 compare les résultats du modèle numérique et des essais de la littérature.
Ces résultats ont été obtenus en admettant une augmentation continue de la pente de la
courbe εlat(εax) après pic (figure 5.26, lignes à trait continu). Le comportement axial du
béton confiné a été modélisé par les hypothèses décrites à la section 5.3.1. Pour les essais
rapportés par [Lu06], le modèle surestime légèrement la déformation latérale. Pour les essais
rapportés par [Can01] et de [Smi89], l’accord entre modèle et mesures est satisfaisant.

La figure 5.28-a compare la déformation volumétrique calculée par le modèle et les résultats
des essais de [Imr96]. Les hypothèses de calcul sont les mêmes que celles utilisées pour les
diagrammes de la figure 5.27. Les résultats de la modélisation sont satisfaisants.

La figure 5.28-b présente l’évolution de εlat/εcc1 en fonction de εax/εcc1 pour un même maté-
riau et différents niveaux de confinement : comme cela a été mis en évidence par [Lok05] sur
la base des résultats expérimentaux de Candappa et al. [Can01], les courbes normalisées ne
dépendent pratiquement pas du niveau de confinement.
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Fig. 5.27 : Comparaison entre résultats expérimentaux et modélisation par l’approche qui prévoit
une augmentation continue de la pente de la courbe εlat(εax) après pic.

5.3.2.4 Critique de la méthode proposée

Une méthode a été proposée pour estimer l’évolution de la déformation latérale après pic.
Deux cas limites ont été proposés, en accord avec les indications de différents essais de la
littérature : un cas où la pente de la courbe εlat(εax) est constante et égale à la valeur
de pic et un cas avec augmentation continue de la pente de la courbe εlat(εax). Ces deux
cas peuvent être respectivement appliqués lorsque une sous-estimation ou une surestimation
de la déformabilité latérale sont du côté de la sécurité. La comparaison entre des résultats
expérimentaux issus de la littérature et des simulations obtenues avec le modèle qui considère
une augmentation continue de la pente de la courbe εlat(εax) montrent que cette approche
permet une description très satisfaisante du comportement mesuré lors d’essais en conditions
de confinement actif.

D’ailleurs, les résultats expérimentaux pour des grandes déformations après pic sont limités.
Certains de ces résultats semblent indiquer que la pente de la courbe εlat(εax) n’augmente
pas indéfiniment après le pic, mais tend à se stabiliser pour une déformation environ égale
à 1.2− 2.0 · εcc1. Cela influence relativement peu les résultats de la modélisation pour la
première partie après pic. Pour des plus grandes déformations, l’approche qui se base sur une
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Fig. 5.28 : a) Comparaison entre résultats expérimentaux et modélisation par l’approche qui prévoit
une augmentation continue de la pente de la courbe εlat(εax) après pic. b) Invariance de
la relation entre déformation latérale et déformation axiale normalisées pour différents
niveaux de confinement.

augmentation continue de la pente prévoit une déformation latérale qui croit avec un gradient
de plus en plus grand et qui tend à atteindre une valeur infinie.

La méthode proposée dans le cadre de cette recherche nécessite une plus large validation,
spécialement en ce qui concerne le comportement après pic. Elle a tout de même l’avantage de
permettre de décrire le comportement après pic en s’appuyant sur deux valeurs, (dεlat/dεax)pic

et (d2εlat/dε2
ax)pic, qui peuvent être calculées explicitement. Le cas échéant, l’hypothèse sur

l’évolution après pic de εlat/εax peut être facilement adaptée à partir des valeurs de εlat et de
ses dérivées au pic. L’évolution de la pente peut, par exemple, être arrêtée pour une certaine
valeur de la déformation après pic. Cela ne complique que marginalement les calculs et donne
à l’approche proposée une validité plus générale.

141



5 Comportement du béton confiné dans les éléments de structure comprimés

5.4 Modélisation du confinement passif dans les éléments de struc-
tures

5.4.1 Colonnes armées par armature transversale

Sur la base des différentes indications de la littérature (section 5.2.1), nous adoptons l’ap-
proche suivante pour modéliser le comportement des colonnes en béton ordinaire et en béton
fibré. Le comportement du noyau confiné est modélisé par le modèle de confinement compa-
tible, proposé à la section précédente. L’algorithme de calcul itératif est celui proposé à la
section 5.3.2. Pour les éléments en béton non fibré, la contrainte de confinement effective est
calculée en considérant la géométrie des armatures selon l’approche proposée par [Man88a]
(section 5.2.1.1). Pour les éléments en béton fibré, l’efficacité du confinement augmente (sec-
tion 5.2.1.4, [Cam02, Aou07, Emp08]). Nous admettons que l’aire du noyau effectivement
confinée cöıncide dans ce cas avec l’aire nominale du noyau. Cette hypothèse est raisonnable
si le taux de fibres est important (fibres métalliques, Vf ≥ 1%) et si la cage d’étriers est
relativement dense.

Le comportement de la couche d’enrobage est modélisé selon les hypothèses suivantes : pour
un béton ordinaire, nous admettons de manière prudente (figure 5.5) que la couche d’enrobage
perd complètement son efficacité pour σ = fc. Pour un béton à haute résistance, l’éclatement
de l’enrobage peut se produire pour une contrainte inférieure à fc : cela dépend de nombreux
paramètres (section 5.2.1.2). Une valeur prudente est obtenue avec 0.85 · fc. Dans le cas des
bétons fibrés (fibres métalliques, Vf ≥ 1%), nous admettons que l’efficacité de la couche
d’enrobage n’est par contre pas affectée par l’éclatement.

Le problème de l’éclatement de la couche d’enrobage nécessiterait, dans le cadre des bétons
fibrés ordinaires et à hautes performances, une étude théorique plus approfondie, qui n’a
pas été effectuée dans le cadre de cette recherche. Les facteurs qui augmentent le risque
d’éclatement sont la possible instabilité de la couche d’enrobage, liée à l’énergie de déformation
stockée dans la couche et dans l’échantillon et à la poussée latérale des armatures, retenues
par les étriers. La résistance et la ductilité du béton en traction s’opposent à l’éclatement
de l’enrobage, qui doit se produire par propagation et ouverture de fissures longitudinales.
La stabilité de la propagation de cette fissure est un problème de mécanique de la rupture.
Un cas similaire à été traité pour un matériau élastique-fragile en [Baz91]. Une analyse du
problème par une approche de stabilité énergétique qui tient compte de la loi σ(w) du béton
fibré pourrait permettre de déterminer une relation rationnelle entre les propriétés du béton
et l’éclatement de l’enrobage. Sinon, la contribution de l’enrobage ne peut être évaluée que
sur une base empirique et séparément pour chaque matériau.

5.4.1.1 Comparaison avec des résultats expérimentaux tirés de la littérature

Les courbes montrées aux figures 5.30 et 5.31 ont été calculées avec les hypothèses simplifiées
décrites dans le paragraphe précédent.

[Aou07] a effectué des essais sur colonnes à section carrée en variant la quantité d’armature
transversale et en utilisant un béton fibré et un béton non fibré (fibres métalliques avec cro-
chets, `f = 30 mm, df = 0.55 mm). La résistance à la compression des deux bétons vaut
environ 50 MPa. Le comportement en compression uniaxiale des deux types de béton a été
modélisé selon les courbes données dans [Aou07]. Les propriétés mécaniques des armatures
sont : fsy = 515 MPa, fsy = 625 MPa, εsh = 1.94 % et εsu = 16.5 % pour les barres longitu-
dinales, fsy = 409 MPa, fsy = 640 MPa, εsh = 0.95 % et εsu = 17.4 % pour les étriers. Les
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Fig. 5.29 : Configuration des armatures transversales des colonnes testées par [Aou07]

trois configurations de sections transversales considérées, (A), (B) et (C), sont montrées à la
figure 5.29, où s est la distance entre étriers. La figure 5.30 montre dans la partie supérieure et
inférieure les diagrammes relatifs aux éléments respectivement sans fibres et avec fibres. Les
contributions du noyau, de l’enrobage et de l’armature comprimée sont également montrées
par des lignes différentes sur les mêmes diagrammes.
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Fig. 5.30 : Comparaison entre modélisation et le comportement mesuré par [Aou07]

[Emp08] présente les résultats d’essais sur colonnes courtes (200× 200× 600 mm) en BUHP
avec ou sans fibres (Vf = 1.25%, `f = 30 mm et df = 0.38 mm). Le béton a une résistance à
la compression de 146 MPa. Le comportement en compression uniaxiale des matériaux a été
modélisé selon le comportement mesuré dans la référence. La colonne S6 n’est pas fibrée et
est renforcée par 4 barres longitudinales φs 28 mm en acier BSt 500 et étriers φw = 8 mm,
s = 41 mm ; la colonne S5 est renforcée par des fibres, 4 barres φs 28 mm en acier S670/800
et étriers comme la colonne S6 ; la colonne S2 est renforcée par des fibres, 8 barres φs 28 mm
en acier S670/800 et étriers φw = 8 mm, s = 84 mm disposées dans la même configuration
que celle de la figure 5.29-C. L’allure des courbes est correctement reproduite (Figure 5.31).
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Fig. 5.31 : Comparaison entre modélisation et le comportement mesuré par [Emp08]. Nmax,sf est
la résistance de la colonnes S6 sans fibres

5.4.1.2 Limites d’application du modèle

Dans les deux exemples de béton fibré considérés, le comportement du béton confiné est
correctement estimé par le modèle. De manière plus générale, il est nécessaire de souligner
que, pour d’autres essais de littérature, le modèle peut donner une estimation incorrecte du
comportement limite après pic.

Le modèle a été calibré sur la base des essais en conditions de confinement actif, avec un
plateau de résistance résiduelle après pic (section 5.3.1). Ce type de comportement n’est
pas toujours observé pour les colonnes renforcées avec étriers. Selon [Cus96], un plateau à
contrainte constante peut se produire si les étriers sont correctement ancrés et si la rupture
est atteinte par plastification des étriers et formation de surfaces de rupture inclinées (figure
5.32 à gauche). Si l’état ultime est influencé par l’ouverture ou par la rupture des étriers, le
plateau ne se manifeste pas et l’effort de compression axiale diminue progressivement vers
zéro (figure 5.32 à droite). Dans ce cas, la prise en compte d’une diminution de l’effet de
confinement des étriers, ou une adaptation de la loi du béton confiné seraient nécessaires.

Fig. 5.32 : Comportement après pic de colonnes armées, [Cus96] : à gauche, plateau de résistance
résiduelle après pic dans le cas de rupture avec formation de surfaces de glissement
inclinées ; à droite, diminution vers zéro de la résistance résiduelle par perte d’ancrage
ou par rupture des étriers
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5.4.2 Colonnes mixtes constituées par un tube en acier rempli de béton

Dans le cadre de cette recherche, on considère uniquement des colonnes à section transversale
circulaire, pour lesquelles l’action de confinement exercée par le tube est plus efficace (section
5.2.2.1).

La réponse structurale est fortement influencée par l’état de contraintes biaxial dans le tube.
Pour pouvoir quantifier ce dernier, il est nécessaire de connaitre l’état de déformation du
tube et d modéliser son comportement mécanique biaxial et non linéaire. Les deux prochaines
sections s’adressent à l’analyse de ces deux aspects.

5.4.2.1 État de déformation dans le tube

L’état de déformation dans le tube dépend principalement de la modalité d’application de
la charge (section 5.2.2), des conditions de contact à l’interface acier béton et du gonflement
latéral du béton confiné. L’éventuel voilement local du tube modifie l’état de contraintes et
déformations, mais cet aspect n’est pas pris en compte dans l’analyse.

Dans les paragraphes suivants, on propose une approche pour estimer l’évolution de l’état de
déformation axiale et latérale du tube en fonction de l’état de déformation du béton interne.

L’approche est présentée de manière progressive : le cas idéal où la charge est appliquée sur la
section en béton en absence de frottement acier-béton est initialement considéré. L’activation
axiale du tube, due au contact avec le béton, est ensuite prise en compte par une méthode
simplifiée originale. Finalement, le cas de charge appliquée à la section mixte est discuté, de
même que la manière dont le retrait du béton peut être pris en compte.

Charge appliquée à la section en béton, sans adhérence acier-béton

L’état de contrainte dans le tube est, dans ce cas, purement tangentiel. Si on néglige le retrait
du béton :

σs,ax = 0 εc,lat = εs,lat (5.56)

La déformation axiale du tube peut être calculée à partir de sa déformation latérale (équation
5.57), mais elle n’est pas importante du point de vue structurel. Le fait que l’acier soit sollicité
dans une seule direction permet l’implémentation aisée de lois de comportement mécaniques
non linéaires.

Charge appliquée à la section en béton, avec adhérence acier-béton

La déformation axiale du tube dépend, dans ce cas, des conditions de contact acier-béton :
le calcul de εs,ax nécessite la prise en compte du mécanisme de transmission des contraintes
axiales du béton à l’acier par adhérence (section 5.2.2.1).

Dans le cadre de cette recherche, on propose une méthode approchée qui permet d’estimer
la déformation axiale εs,ax du tube. Deux cas limites existent. Si l’adhérence est nulle, la
déformation axiale est donnée uniquement par effet de Poisson qui résulte de la déformation
latérale du tube, égale à la déformation latérale du béton :

εs,ax = −ν ′s · εs,lat = −ν ′s · εc,lat (5.57)
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A ' 1

εs,ax = εc,ax

εc,ax

εs,ax

εs,ax = −νs · εc,lat

A ' 0

Fig. 5.33 : Représentation qualitative de l’hypothèse sur l’évolution de la déformation axiale dans le
tube en fonction de la déformation axiale dans le béton

avec ν ′s égal à νs ou à 0.5 pour l’acier respectivement élastique ou plastifié. Si l’adhérence est
parfaite, la déformation axiale du tube est égale à la déformation axiale du béton :

εs,ax = εc,ax (5.58)

Le comportement réel se situe entre ces deux cas limites (figure 5.33). Dans une première
phase, le gonflement latéral du béton est faible : la déformation axiale du tube est activée
par l’adhérence acier-béton et elle est une fraction de la déformation axiale du béton (figure
5.34-a). La contribution 5.57 devient progressivement plus grande que la contribution 5.58,
particulièrement pendant l’écrasement du béton en compression. À partir d’un certain point,
la déformation axiale que le tube aurait par effet de Poisson à cause du gonflement transversal
du béton est plus grande que la déformation axiale activée par le contact avec le béton.
L’adhérence dans la zone de rupture agit donc dans le sens contraire et limite la possibilité
du tube de glisser sur le béton (figure 5.34-b).

b)a)

εc,ax
εs,ax < εc,ax

τ τ

εs,ax > εc,ax

Fig. 5.34 : Représentation qualitative de la relation entre la déformation axiale du béton et du tube.

Pour modéliser de manière approchée le comportement du tube, on admet que sa déformation
axiale est une combinaison linéaire des contributions 5.57 et 5.58 (figure 5.33) :

εs,ax = A · (εc,ax) + (1−A) · (−ν ′s · εs,lat

)
0 ≤ A ≤ 1 (5.59)

Du point de vue physique, le paramètre A représente le niveau d’adhérence acier-béton. Si
A = 0, l’adhérence est nulle, la déformation axiale du tube est indépendante de la déformation
axiale du béton et elle est donnée uniquement par effet de Poisson dû à la déformation latérale.
Si A = 1, l’adhérence est parfaite. Du point de vue théorique, il n’est a priori pas nécessaire
que les contributions 5.57 et 5.58 soient liées par deux facteurs qui dépendent du même
paramètre A. De plus, les conditions d’adhérence peuvent se modifier le long de la mise en
charge.
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Néanmoins, nous admettons un paramètre A unique, dont la valeur demeure constante pen-
dant la mise en charge. Dans le cadre de la modélisation, la valeur de A est un paramètre
qui dépend du type d’essai et des propriétés des matériaux, et qui doit être calibré pour
représenter efficacement ces conditions.

Pendant la première phase de mise en charge, l’activation axiale du tube est ralentie à cause
de l’effet de lagging (section 5.2.2.1). Des valeurs trop grandes du paramètre A ne sont donc
pas physiquement réalisables dans la première phase de mise en charge. La condition suivante
doit être remplie :

|εs,lat| ≤ |εc,lat| → σs,lat ≥ 0 (5.60)

Sinon, le contact acier-béton est perdu. En admettant un comportement élastique linéaire
pour les deux matériaux,

εs,lat = −νs · εs,ax εc,lat = −νc · εc,ax (5.61)

En considérant les expressions 5.58, 5.60 et 5.61 :

−νs · (A · εc,ax) = −νc · εc,ax → A ≤ νc

νs
(5.62)

Dans l’algorithme de calcul, si la condition 5.60 n’est par remplie pour une certaine valeur
de A et pour un certain pas de calcul, la valeur de A est réduite de manière itérative. À titre
d’exemple, dans la phase élastique, si νs = 0.3 et νc = 0.2, la valeur de A doit être inférieure
à 2/3.

Charge appliquée sur la section mixte

Le raccourcissement du béton et de l’acier sont dans ce cas égaux pendant la première phase
de mise en charge. Initialement, la déformation latérale de l’acier est plus grande que celle
du béton et aucune interaction ne se produit entre les deux.

Dans l’algorithme, cette condition est contrôlée au début de chaque pas de calcul. Pour une
valeur donnée de εs,ax = εc,ax, les déformations latérales “libres” (en absence de contact) du
béton et de l’acier sont calculées. Si |εs,lat,libre| > |εc,lat,libre|, σlat = 0 et le calcul de l’état de
contraintes est immédiat. Dans le cas contraire, une hypothèse est faite sur la valeur de εlat

et le calcul est résolu de manière itérative.

À la rupture, les déformations se localisent dans une zone de longueur limitée. La relation entre
l’état de déformation axial local du tube et le raccourcissement global imposé à l’échantillon
n’est plus si évidente. On admet que dans cette phase le gonflement latéral du béton influence
la déformation axiale du tube de manière similaire au cas de charge sur la section en béton,
et on utilise de nouveau l’équation 5.59 pour estimer l’état de déformation axiale du tube.
Dans ce cas, A = 1.

5.4.2.2 Effet du retrait du béton

L’effet du retrait du béton est pris en compte par un raccourcissement latéral libre égal à εcs.
L’effet du retrait dans la direction axiale de la colonne n’est pas relevant pour l’analyse. Il est
important de souligner que le béton dans le tube se trouve en conditions d’humidité relative
supérieure au béton en ambiance externe. Le retrait de séchage, important spécialement dans
le cas des bétons ordinaires, ne se développe donc pratiquement pas.
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Dans l’algorithme de calcul, la déformation latérale “libre” du béton est calculée pour chaque
valeur de déformation axiale imposée, afin de vérifier si les conditions de contact béton-acier
existent.

Dans le cas d’une charge appliquée à la section en béton, le contact existe si :

|εc,lat,libre| ≥ |εcs| (5.63)

Dans le cas d’une charge appliquée à la section mixte, cette condition s’ajoute à celle qui
considère le gonflement latéral libre du tube. Le contact existe si :

|εc,lat,libre| ≥ |εcs|+ |εs,lat,libre| (5.64)

5.4.2.3 Effet du comportement mécanique non linéaire du tube

Pour un acier ordinaire, la résistance et le comportement après pic d’une colonne sont
généralement atteints lorsque le tube est plastifié [Tom77, Sch98]. L’état de contraintes
(σsy,ax,σsy,lat) qui correspond à la plastification du tube est calculé ici par le critère d’écou-
lement de Huber-Henky-Von Mises (équation 5.9).
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Fig. 5.35 : Diagrammes normalisés pour (εlat/εax)elast. = 0.5, 0.75, 1, 1.25, 1.5, 2.5, 3 : a) défor-
mations imposées ; b) contrainte latérale-contrainte axiale ; c) contrainte-déformation
axiale ; d) contrainte-déformation latérale

De nombreux auteurs se limitent au calcul de l’état de contraintes élastique et du point de
plastification. Cependant, l’état de contraintes continue à varier en phase plastique en fonction
de l’évolution des déformations et du type d’écrouissage de l’acier (figure 5.13).

Afin d’analyser cet effet, une loi d’écoulement plastique est admise pour le critère de Von
Mises [Cor92]. L’évolution de l’état de contraintes est étudiée pour différentes valeurs du
rapport (dεs,lat/dεs,ax)elast. entre la variation de la déformation latérale et la variation de la
déformation axiale du tube.

On considère initialement un matériau élastique-parfaitement plastique. La figure 5.35 montre
l’évolution de l’état de contraintes obtenue avec diverses valeurs de (dεs,lat/dεs,ax)elast.
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en phase élastique mais la même valeur pendant la plastification (à titre d’exemple,
dεs,lat/dεs,ax = −1.5 à été choisi). Comme on le voit sur les diagrammes c et d, les contraintes
se stabilisent rapidement à des valeurs limites, σs,lim,ax et σs,lim,lat. Ces valeurs, également
indiquées par une croix sur le diagramme b, correspondent à celles que l’on obtiendrait par les
expression 5.10 et 5.11 proposées par [Tom77]. Elles ne dépendent pas du point de première
plastification, mais uniquement de l’évolution des déformations dans la phase plastique.

La figure 5.36 montre l’évolution des contraintes obtenue en imposant la même valeur
dεs,lat/dεs,ax en phase élastique mais différentes valeurs pendant la plastification. Pour
(dεs,lat/dεs,ax)plat. = −2, les contraintes limites valent σs,lim,ax = 0 et σs,lim,lat = fsy. Si
dεs,lat/dεs,ax < −2, la contrainte axiale change de signe. D’un point de vue pratique, cela
signifie que dans le cas représenté en figure 5.34-b des contraintes de traction axiale peuvent
apparâıtre dans le tube si la déformation latérale est plus du double de la déformation axiale.
Dans ce cas, la contrainte latérale de traction dans le tube est au moins égale à fsy.
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Fig. 5.36 : Diagrammes normalisés pour (εlat/εax)plast. = 0.5, 0.75, 1, 1.25, 1.5, 1.75, 2, 2.5 :
a) déformations imposées ; b) contrainte latérale-contrainte axiale ; c) contrainte-
déformation axiale ; d) contrainte-déformation latérale

Tomii et al. [Tom77] ont dérivé les expressions 5.10 et 5.11 sur la base de considérations
similaires. Cependant, ils ont considéré uniquement des valeurs de dεs,lat/dεs,ax comprises
entre 0.5 et 1.5, en indiquant une valeur expérimentale généralement proche à 0.9. Cela est
vrai dans le cas d’éléments en béton ordinaire suffisamment confinés de sorte à produire
une réponse structurale plastique ou durcissante. Pour les éléments en béton à haute et très
haute résistance, ou si le confinement est faible, la réponse structurale est plutôt adoucissante
(section 5.2.2.2). Après pic, la déformation latérale du béton augmente plus rapidement que
sa déformation axiale (section 5.3.2.2) et il faut donc s’attendre, après pic, à une activation
complète de fsy dans la direction transversale. Des déformations latérales significativement
plus grandes que les déformations axiales dans le tube ont été mesurées expérimentalement,
par exemple, par [Mei01] pour des éléments cylindriques en béton à haute résistance.

Finalement, l’effet d’un comportement durcissant de l’acier sur la réponse du tube est montré
en figure 5.37. Les mêmes parcours de déformation que dans le cas de la figure 5.36 ont été
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imposés. Le comportement de l’acier est modélisé avec une loi d’écrouissage isotrope et une
loi d’évolution de la surface d’écoulement exprimée par l’évolution de fs,0 (équation 5.9) en
fonction du travail plastique ωpl par une relation [Cor92] :

fs,0(ωpl) (5.65)

avec :

ωpl =
∫ εpl

0
σ · dεpl dεpl = dε− dεel (5.66)

Un acier élastique-plastique-écrouissant (fsu/fsy = 1.15, εsh = 2%, εsu = 15%) et un acier
sans plateau d’écoulement sont considérés.
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Fig. 5.37 : Diagrammes normalisés pour (εlat/εax)plast. = 0.5, 0.75, 1, 1.25, 1.5, 1.75, 2, 2.5. En
trait discontinu : comportement avec acier élastique-parfaitement plastique, déjà montré
à la figure 5.36. En trait continu : a) à c) acier avec plateau d’écoulement ; d) à f) acier
sans plateau d’écoulement

Pour le cas considéré (dεs,lat/dεs,ax = const), l’écrouissage influence faiblement l’évolution des
contraintes dans la première phase de plastification. Les contraintes se stabilisent rapidement
à des valeurs proches de celles obtenues dans le cas élastique-parfaitement plastique. Elles
évoluent successivement selon des chemins radiaux dans le diagramme σlat(σax) et atteignent
pour les deux types d’acier des valeurs finales qui correspondent au critère de Von Mises avec
fs,0 = fsu.

Du point de vue structurel, il est important souligner que :
- l’évolution des contraintes pendant la plastification peut modifier rapidement et radicale-

ment l’état de contraintes dans le tube ;
- pour dεs,lat/dεs,ax ≤ −2, la contrainte latérale dans le tube est au moins égale à fsy ;
- l’écrouissage de l’acier ne modifie pas la répartition finale entre contribution axiale et

contribution latérale de l’acier plastifié ;
- en considérant l’écrouissage, la contrainte latérale peut atteindre fsy déjà pour

dεs,lat/dεs,ax ≤ −1.5
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Cela signifie que, lorsque le béton entre dans sa phase après pic, l’évolution de εlat en fonction
de εax a une grande importance sur l’état de contrainte dans le tube. Avec une augmentation
continue de la pente de la courbe εlat(εax), comme montré par les lignes à trait continu de la
figure 5.26, la contrainte de plastification fsy en direction latérale sera généralement atteinte.

5.4.2.4 Comparaison du modèle avec des résultats expérimentaux tirés de la littéra-
ture

Grâce à l’approche décrite aux paragraphes précédents, le comportement en compression d’un
élément mixte peut être modélisé si la géométrie du problème et les propriétés mécaniques
de l’acier et du béton en compression uniaxiale sont données.

Dans cette section, les prévisions du modèle sont comparées à des résultats d’essais tirés de
la littérature. Des essais de compression directe sur des tubes circulaires en acier remplis
de béton de différentes qualités sont considérés. Pour la modélisation, la géométrie et le
comportement mécanique uniaxial des matériaux sont admis selon les indications données
dans les références. Le comportement triaxial du béton, le comportement biaxial du tube et
l’interaction béton-tube sont modélisés selon l’approche présentée dans cette recherche.

Les résultats de la modélisation dépendent de trois facteurs : l’évolution de la σc,ax(εc,ax) en
fonction de σlat ; l’évolution de la εc,lat(εc,ax) en fonction de σlat ; le paramètre A qui tient en
compte de l’activation du tube. Par la suite, seule la valeur du facteur A est variée.

Essais de [Lah92] sur échantillons courts en BO et BHR

Lahlou et al. [Lah92] ont effectué des essais de compression avec confinement actif et passif.
Les essais avec confinement actif ont été déjà considérés dans le cadre de cette recherche pour
la calibration du modèle de comportement du béton confiné (section 5.3.1 et Annexe A). Les
essais en confinement passif ont été effectués sur des cylindres en béton 54 × 113 mm dans
des tubes en acier (fsy = 540 MPa, fsu = 610 MPa) de 0.5, 1.27 ou 2.17 mm d’épaisseur. La
charge a été appliquée uniquement sur la section en béton. La figure 5.38 montre les résul-
tats de la modélisation : la correspondance entre les résultats expérimentaux et les courbes
modélisées est très bonne. L’influence du paramètre A est dans ce cas modeste. Les valeurs
du paramètre A qui permettent la meilleure description sont données dans la légende de la
figure 5.38 et varient entre 0.2 et 0.4 en fonction de la résistance du béton.
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Fig. 5.38 : Comparaison entre les résultats de la modélisation et le comportement mesuré lors des
essais effectués par [Lah92]. Courbes grises : variations de A. Courbes noires : valeurs
de A qui permettent la meilleure description (BO, A = 0.2 ; BHR, A = 0.3 ; BTHR ,
A = 0.4)
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Essais de [Lah92] sur échantillons longs en BO et BHR

Lahlou et Lachemi [Lah99] [Lah99] ont effectué des essais sur cylindres avec un rapport
longueur/diamètre égal à environ 4. La charge est appliquée uniquement sur la section de
béton. La figure 5.39 présente une comparaison entre résultats expérimentaux et résultats
simulés. La simulation la meilleure a été obtenue en admettant une valeur A = 1 pour tous
les essais. Les résultats de la simulation sont en accord avec les résultats expérimentaux pour le
béton B50. Cependant, pour les bétons à plus haute résistance, les valeurs numériques prévues
s’écartent parfois fortement des valeurs mesurées (B90, t = 6.5 mm ; B130, t = 6.4 mm et
t = 8.4 mm). L’incertitude est partiellement liée au fait que la résistance du béton varie d’un
essai à l’autre et que les courbes σ(ε) complètes en compression axiale ne sont pas données
dans la référence, et elles ont été estimées par analogie avec les courbes de [Lah92] et en
s’appuyant sur la base de données en annexe à la thèse (Annexe A).
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Fig. 5.39 : Comparaison entre les résultats de la modélisation et le comportement mesuré lors des
essais effectués par [Lah99]. Pour toutes les modélisations, A = 1

La figure 5.14 montre un effet que le modèle n’arrive pas à prédire : après pic, les courbes
correspondant à différents bétons convergent vers le même plateau. Cela semble indiquer la
nécessité d’adapter l’expression 5.24 qui exprime l’évolution de la résistance résiduelle σc,res

du béton confiné. Dans le modèle, cette valeur a été calibrée par des valeurs expérimentales
en admettant qu’elle dépend de la résistance fcc du béton confiné et du rapport σlat/fc. Les
résultats montrés sur la figure 5.39 indiquent que σc,res dépend uniquement de σlat.

Essais de [Dal96] sur échantillons courts en BFUHP

Dallaire et al. [Dal96] ont testé des échantillons 100× 200 mm en BPR sans fibres ou avec
micro-fibres (`f = 13 mm, df = 0.16 mm, en quantité non indiquée) bétonnés dans des tubes
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en acier (fsy = 350 MPa) d’épaisseur égale à 1.5 et 3 mm. La charge est appliquée uniquement
sur la section de béton. Les échantillons considérés dans ce paragraphe ont été soumis à un
état de pression pendant la prise, afin d’en améliorer les propriétés mécaniques et d’éliminer
la contraction chimique qui accompagne les réactions de prise [Dal96]. La figure 5.40 compare
les résultats de la modélisation aux résultats des essais. La courbe σ(ε) en compression du
BPR fibré à été modélisée selon la courbe donnée dans la référence, avec fc = 210 MPa.
La partie avant pic de la même courbe a été utilisée pour modéliser le BPR sans fibre. Avec
A = 0, le résultat de la modélisation est en bon accord avec les résultats obtenus pour le béton
fibré. Dallaire et al. mesurent un comportement confiné presque identique pour le BPR avec
ou sans fibres. Le modèle prévoit un comportement similaire avec ou sans fibres seulement
dans cas le plus confiné (e = 3 mm). Pour les éléments moins confinés, le modèle prévoit une
certaine influence des fibres.
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Fig. 5.40 : Comparaison entre les résultats de la modélisation et le comportement mesuré lors des
essais effectués par [Dal96]

Essais de [Tue04] sur échantillons en BFUHP

Tue [Tue04] a effectué des essais avec tubes en acier (fsy = 350 MPa, diamètre 168.3 mm et
épaisseur 4.5 mm) remplis de différents types de béton (BO, BHR, BUHP sans fibres).
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Fig. 5.41 : Comparaison entre les résultats de la modélisation et le comportement mesuré lors des
essais effectués par [Tue04]

La charge est appliquée uniquement sur la section de béton. Le comportement axial et le
gonflement latéral des trois bétons ont été mesurés lors d’essais de compression sur cylindres
non confinés : en accord avec ces mesures, νc = 0.18 et νpic = 0.5 sont utilisées ici pour le
BO et le BHR, νc = 0.23 et νpic = 0.32 pour le BUHP. La figure 5.41 montre les résultats
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de la simulation. Pour le BHR et le BUHP, la résistance après pic est clairement surestimée
par le modèle. Le niveau du plateau après pic dépend de l’évolution de εc,lat et de l’évolution
de σc,res (équation 5.24). Comme pour les essais de [Lah92] (figures 5.14 et 5.39) et pour les
éléments armés par des étriers (figure 5.32), les résultats des simulations semblent indiquer
une liaison plus directe entre de la contrainte résiduelle après pic et les propriétés mécaniques
et géométriques de l’élément qui exerce le confinement.

5.4.2.5 Limites d’applicabilité du modèle

Le modèle proposé a été comparé à un certain nombre d’essais de la littérature sur éléments
en béton ordinaire, en BHR et en BFUHP.

Le comportement mesuré avant pic se trouve toujours dans la bande prévue par le modèle en
variant le paramètre A. Avant pic, la valeur du paramètre A contrôle le niveau de participation
axiale du tube. Pour A = 1, la déformation axiale du tube est égale à celle du béton et la
participation du tube à la rigidité de la colonne est maximale. Si l’étendue de la bande définie
en changeant la valeur de A entre 0 et 1 est restreinte, le modèle permet une estimation
raisonnable du comportement réel. Sinon, plus d’informations sont nécessaires afin de pouvoir
calibrer le paramètre A.

Le nombre d’essais considérés dans le cadre de cette analyse est réduit. Tout de même, la
valeur de A semble être influencée par la longueur de l’échantillon, le comportement des
échantillons courts étant mieux décrit par des valeurs petites de A.

5.5 Application de couches minces de confinement en BFUHP

L’application d’une couche externe en BFUHP présente des avantages importants pour la
durabilité des parties internes et de la résistance des éléments de structure aux agressions
environnementales.

En appliquant le modèle de calcul du comportement du béton confiné développé dans ce
chapitre, il est possible étudier l’efficacité structurale d’un élément comprimé réalisé avec un
noyau en béton ordinaire et une couche externe en BFUHP. Grâce à la plus petite déformabi-
lité latérale du BFUHP, à sa résistance et à sa ductilité en traction, le BFUHP peut exercer
un effet de confinement sur le noyau en béton ordinaire. Comme dans le cas d’une colonne
mixte constituée par un tube en acier rempli de béton, il est logique d’attendre que la couche
de BFUHP, en raison du contact avec l’élément en béton ordinaire, participe à la transmission
de l’effort de compression axiale et se trouve en conditions de sollicitation biaxiales.

L’étude de l’efficacité de la solution avec couche de béton est évaluée par comparaison du
comportement des trois cas montrés à la figure 5.42 : une colonne de diamètre D avec couche
d’enrobage en BFUHP d’épaisseur t (cas a) ; une colonne de même diamètre, entièrement
réalisée en béton ordinaire ; une colonne qui a la même répartition entre aire Abo de béton
ordinaire et aire Abf de BFUHP, mais où le BFUHP est placé au centre de la section (Cas
c). Le développement de la déformation latérale étant plus rapide pour un BO que pour le
BFUHP, ce dernier cas équivaut à celui de deux matériaux qui n’interagissent pas en direction
transversale. Dans tous les cas, on admet qu’une déformation axiale identique est appliquée
aux deux matériaux.

À la connaissance de l’auteur, aucun résultat d’essais de comportement biaxial traction-
compression sur éléments en BFUHP n’est disponible. La modélisation est effectuée en pre-
mière approximation avec des hypothèses qui surestiment très probablement les vraies per-
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c)
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Abf

Abf

Abo AboAbo = Atot

a) b)

Fig. 5.42 : Trois sections considérées pour l’analyse comparative

formances d’une couche mince en BFUHP comprimée axialement et tendue latéralement :

- le critère de rupture simplifié montré sur la figure 5.43-a est adopté ;
- lorsque la rupture est atteinte, la couche reste en place et continue à contribuer au com-

portement structurel ;
- le comportement après pic en compression est linéaire avec une pente de 25 GPa (figure

5.43-b) ;
- le comportement après fissuration en traction présente un plateau jusqu’à la déformation

nominale εct = 0.25%, suivi par un comportement adoucissant (figure 5.43-c).
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0.25 %

a) b) c)

ft,bf

−σc,bf
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Fig. 5.43 : Critère de rupture en compression-traction biaixiale et hypothèse sur le comportement
biaxial

Le choix du critère de rupture se justifie par l’effet bénéfique des fibres, qui peuvent théori-
quement exercer leur effet après la fissuration de la matrice avec une efficacité peu sensible
à la présence d’un état de compression latérale. Le comportement avant pic est modélisé
comme élastique linéaire et l’état de contraintes est calculé en modélisant la couche comme
une couche mince :

σax =
Ebf

1− ν2
bf

(εax + νbf · εlat) σlat =
Ebf

1− ν2
bf

(εlat + νbf · εax) (5.67)

Trois types de béton sont considérés pour le noyau, dont le comportement mécanique est
montré sur la figure 5.44.

Les résultats de la modélisation sont présentés à la figure 5.45 pour les trois types de béton et
pour trois valeurs différentes du rapport t/D. Les valeurs sont normalisées par rapport à la
résistance obtenue dans le cas (c). Les lignes continues représentent la solution (a) : la ligne
noire représente le comportement de la colonne, la ligne rouge la contribution du BO seul et
la ligne bleue la contribution du BFUHP seul. Les lignes traitillées représentent la solution
(c) : la ligne noire représente le comportement de la colonne, la ligne rouge la contribution
du BO seul et la ligne bleue la contribution du BFUHP seul. La ligne noire en trait mixte
représente la solution (b).

Comme la figure le montre pour tous les cas, l’interaction dans la direction transversale entre
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Fig. 5.44 : Comportement mécanique en compression pour les trois types de béton considérés pour
le noyau
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Fig. 5.45 : Résultats des simulations du comportement en compression de colonnes hybrides pour
divers types de BO (figure 5.43) et divers rapports t/D. Lignes continues pour le cas (a)
(figure 5.42) : noire pour la colonne entière, rouge pour la contribution du BO, bleue
pour la contribution du BFUHP. Lignes traitillées pour le cas (c) : noire pour la colonne
entière, rouge pour la contribution du BO, bleue pour la contribution du BFUHP. Ligne
noire en trait mixte pour le cas (b)

le BFUHP et le béton ordinaire, qui confine le BO et met le BFUHP en traction latérale, ne
présente pas d’avantages effectifs par rapport à la solution qui fait travailler axialement les
deux matériaux sans aucune interaction (figure 5.42, cas c). Cela même si des hypothèses très
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optimistes ont été adoptées pour le comportement biaxial du BFUHP. En admettant, par
exemple, que la contribution de la couche disparâıt lorsque le critère de rupture est atteint,
le comportement structurel montrerait une chute verticale entre les points blancs des courbes
(c) et la courbe du noyau en béton non confiné.

Des informations sur le comportement biaxial du béton sont nécessaires afin de valider ces
conclusions. En absence de ces informations, dans le cas d’une utilisation sélective du BFUHP
dans un élément comprimé, il n’est pas conseillé de placer le BFUHP dans la partie externe.
Dans le cadre du renforcement de structures existantes, la contribution donnée par le BFUHP
par rapport à la solution (b) sur la figure 5.45 n’est pas négligeable, mais il faut garder à
l’esprit les risques importantes de fissuration précoce du BFUHP dans le cas ou il serait
bétonné directement contre une colonne existante.

Une solution alternative peut être représentée par l’utilisation d’une couche mince de BFUHP
avec des étriers enrobés dans la couche. Cette solution pourrait être optimale car elle permet
de profiter du confinement donné par les étriers et de celui donné par le BFUHP, de la
contribution du BFUHP au contrôle de l’éclatement de l’enrobage, de la possible réduction de
l’enrobage grâce à l’étanchéité du BFUHP et d’une utilisation sélective du BFUHP. Une étude
plus détaillée du comportement biaxial du BFUHP, des conditions de stabilité de la couche
d’enrobage et des risques de fissuration de la couche armée avec les étriers sont nécessaires
avant de se prononcer sur la validité de cette solution constructive.

5.6 Conclusions

1. L’état de connaissances sur le comportement des colonnes en béton à haute résistance a
été systématisé. Les colonnes renforcées par des étriers et les colonnes mixtes constituées
par un tube métallique rempli de béton ont été considérées séparément :

2. Un modèle de comportement du béton confiné a été défini pour être appliqué à l’analyse
du confinement dans des conditions générales :
– le modèle est constitué de deux parties : une loi contrainte axiale-déformation axiale

et une loi déformation latérale-déformation axiale, exprimées en fonction du niveau
de confinement latéral ;

– le modèle ainsi défini permet d’évaluer le comportement d’un élément en béton confiné
par un confinement passif, si le comportement de l’élément qui exerce le confinement
est connu ;

– les paramètres de la loi contrainte axiale-déformation axiale du béton confiné ont été
calibrés sur la base de nombreuses données de la littérature. Cependant, le modèle né-
cessite une validation dans le cas du BFUHP, pour lequel aucun essai de compression
triaxial active n’a été trouvé dans la littérature ;

– un modèle analytique original a été proposé pour décrire la relation déformation
latérale-déformation axiale sous un effort latéral donné. Le modèle simplifie la des-
cription du problème grâce à des expressions analytiques. Le modèle a été comparé
à des essais de la littérature, montrant une bonne correspondance.

3. Moyennant des hypothèses supplémentaires sur le comportement des éléments qui
exercent le confinement (étriers, tube), le modèle a été appliqué pour l’analyse du confi-
nement passif dans des colonnes armées.
– dans le cas des colonnes armées par des étriers, le fonctionnement du modèle a été

validé par des essais qui montrent un comportement stable après le pic et le dévelop-
pement d’un plateau de résistance résiduelle. Cependant, ce type de colonne montre
souvent un comportement sans plateau résiduel, qui est alors surestimé par le modèle
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pour des grandes déformations ;
– dans le cas des colonnes mixtes, l’état de déformation et contraintes dans le tube a

été modélisé par une approche simplifiée qui dépend d’un paramètre représentatif des
conditions d’adhérence entre tube et béton.
– l’évolution de l’état de contraintes dans le tube a été étudié en phase élastique et

en phase plastique : à cause du gonflement du béton écrasé, le modèle prévoit une
redistribution de contraintes dans le tube qui favorise l’effet de confinement dans
la phase après pic ;

– le modèle a été comparé à des résultats expérimentaux de la littérature. Les résul-
tats dépendent du paramètre A, qui nécessiterait une plus large base de données
pour être mieux calibré.

4. Le modèle a été utilisé pour simuler le comportement d’une colonne hybride constitué
par un noyau en béton ordinaire et une couche externe en BFUHP. Les résultats de
la modélisation montrent que, même en admettant des propriétés mécaniques plutôt
favorables pour la couche en BFUHP, l’interaction entre le noyau confiné et la couche
en BFUHP tendue et comprimée ne conduit pas à une performance structurale meilleure
que dans le cas sans interaction (sans confinement).
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6.1 Introduction

Ce chapitre analyse le comportement des colonnes en béton fibré à haute résistance soumises
à une sollicitation de flexion composée. L’état de l’art sur le comportement des colonnes en
béton à haute résistance présenté au début du chapitre 5 encadre également les sujets traités
dans ce chapitre.

La section 6.2 présente un modèle de calcul numérique implémenté dans le cadre de cette
recherche pour analyser le comportement des colonnes en béton armé. Ce modèle permet de
tenir compte des non linéarités mécaniques et géométriques. La section 6.3 décrit les résultats
de deux séries d’essais sur colonnes en BFHP effectuées dans le cadre de ce projet de recherche.
Dans la même section, le comportement observé lors des essais est modélisé et interprété à
l’aide du modèle de calcul numérique. La section 6.4 présente des études paramétriques qui
visent à mettre en évidence l’importance du comportement mécanique du béton sur la réponse
structurale des colonnes de faible ou grand élancement.

6.2 Modélisation de la réponse structurale des colonnes élancées

La modélisation de la réponse des éléments soumis à la flexion composée est étudiée en
deux phases : d’abord la détermination de la relation entre efforts et déformations locales
(diagrammes M − χ−N ou M − θ −N) et ensuite l’intégration du comportement local sur
la longueur de l’élément afin d’imposer les conditions d’équilibre et de compatibilité globales.

6.2.1 Modélisation du comportement local d’un élément fléchi en béton fibré
avec armatures

L’analyse non linéaire des colonnes en béton armé nécessite le calcul de la relation moment-
courbure pour un effort normal donné (M − χ−N).

Pour un élément en béton armé, la définition des variables de déformation sectionnelle est
problématique car le champ de déformation locale est fortement irrégulier à cause de la fissu-
ration et du glissement relatif entre armatures et béton (εs 6= εc). Deux approches d’analyse
sont possibles.

1. Une approche se base sur l’étude détaillée de l’état de courbure χ(x) d’un élément de
longueur “L”, représentatif du comportement moyen d’une zone fissurée. Le problème de
l’adhérence est pris en compte directement dans l’analyse de l’équilibre et de la compatibilité
de l’état de flexion local. La courbure de la section fissurée est mise en relation avec la courbure
moyenne χmoy =

∫ L
0 χ(x)dx/L de l’élément représentatif.

2. Selon une approche alternative, seule la section fissurée est analysée en admettant l’hy-
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pothèse de section plane et en négligeant les glissements armature-béton. Dans ce cas, la
courbure moyenne d’un élément fissuré peut être admise de manière prudente égale à celle de
la section fissurée, en négligeant la contribution à la rigidité des parties non fissurées. Sinon,
le tension stiffening et la courbure moyenne peuvent être estimés en admettant que la partie
tendue de l’élément fléchi se comporte comme un tirant en béton armé fissuré équivalent.

Dans l’analyse des structures, l’approche qui modélise le comportement de la section fissurée
(“2”) est en général adoptée en raison de sa plus grande simplicité. Pour les éléments soumis
à la flexion composée et pour l’analyse des effets du second ordre, le tension stiffening est
souvent négligé ou introduit en utilisant une loi modifiée, plus rigide, pour l’acier d’armature
[Fer02].

6.2.1.1 Comportement en traction du béton pour l’analyse des sections fléchies

Pour un élément en béton fibré, la contribution des fibres à la transmission de contraintes
au travers des fissures doit être prise en compte. Pour pouvoir appliquer un calcul en section
plane, l’ouverture de la fissure w doit être mise en relation avec la déformation de la section
fissuré. Cette relation est généralement exprimée au moyen d’un paramètre qui a les dimen-
sions d’une longueur et que l’on appelle “longueur d’équivalence” `eq. Si εct est la déformation
de la fibre tendue au moment de l’ouverture de la fissure :

σ(w) → σ(ε) ε = εct − fct − σ

Ede
+

w(σ)
`eq

(6.1)

La longueur d’équivalence n’a pas de signification physique précise. Sa valeur est déterminée
de façon empirique de sorte que le comportement modélisé par une approche d’analyse en
section puisse reproduire le comportement, mesuré ou issu de simulations numériques, d’un
élément fissuré dont la loi σ(w) est connue.
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Fig. 6.1 : Propositions de [AFGC02] et de [JSCE06] pour évaluer la longueur d’équivalence

Pour le BFUHP, les recommandations provisoires de l’AFGC [AFGC02] et les normes japo-
naises proposent [JSCE06], respectivement, les deux expressions suivantes (figure 6.1) :

`eq =
2
3
·h [AFGC02] `eq = 0.8 ·

[
1− 1

(1.05 + 6 · h/`ch)4

]
·h [JSCE06]

où h est la hauteur statique de l’élément et `ch est la longueur caractéristique du matériau,
définie en accord avec [Hil76]. Les valeurs obtenues avec ces expressions concordent avec les
résultats obtenus par [Spa08] dans des simulations numériques de la réponse expérimentale
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de poutres minces en BSI. Pour d’autres types de bétons fibrés, diverses méthodes existent
pour définir le comportement contrainte-déformation à utiliser pour l’analyse des sections
[RIL00]. Pour les éléments armés, il est raisonnable d’admettre que la longueur d’équivalence
est limitée par la zone d’influence de chaque fissure, égale à la distance entre fissures (`eq = sr)
dans la phase de fissuration stabilisée [Beh96].

6.2.1.2 Comportement en compression du béton pour l’analyse des sections fléchies

Le comportement du béton comprimé dans une section fléchie diffère du comportement d’un
cylindre soumis à un effort de compression pure. Trois facteurs sont à considérer : l’effet du gra-
dient de déformation [She86], l’effet d’échelle en compression [Hil90] et l’effet du confinement
(section 5.2.1.1). Dans les colonnes armées, ces trois facteurs interviennent simultanément et
leurs effets sont difficilement séparables.

Effet du gradient de déformation
Des nombreuses recherches expérimentales ont été dédiées à l’étude de l’effet d’un gradient de
déformation sur le comportement du béton comprimé [Hog55, Stu65, Ibr96]. Selon plusieurs
auteurs, la résistance et la ductilité du béton comprimé augmentent dans un élément fléchi.
Cependant, pour la phase avant pic les résultats de littérature sont partiellement contradic-
toires [She86] et, pour la phase après pic, l’effet du gradient de déformation se superpose à
l’effet d’échelle (paragraphe suivant).

Effet d’échelle
La rupture en compression d’un élément fléchi est un phénomène local similaire à celui qu’on
observe dans un échantillon soumis à compression pure [Wei98]. Selon [Mut90], pour un béton
ordinaire la longueur de la zone de rupture est égale à 4 fois l’épaisseur xpl de la zone plastique
(figure 6.2-a).

Fig. 6.2 : a) Définition de la zone de rupture en compression et b) représentation du champ de
contraintes dans la zone de rupture [Mut90]

Des nombreux auteurs ont proposé des approches théoriques pour tenir compte de l’effet de
la dimension de la zone de localisation sur la ductilité en compression [Hil76, Baz97, Mey97,
Kim98, Fan02]. À cause du gradient de déformation, le comportement de la zone de rupture
d’un élément fléchi n’est pas identique au comportement de la zone de rupture d’un cylindre
de longueur égale à 4xpl. Les fibres comprimées plus proches de l’axe neutre sont confinées à
cause de la redistribution des efforts sur la section (figure 6.2-b, [Mut90]) et du fait que leur
gonflement latéral est empêché par la présence des fibres les plus externes. Le comportement
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du béton est donc vraisemblablement plus ductile dans cette zone. Pour tenir compte cet
effet, la loi σ(ε) à utiliser pour modéliser le comportement de la zone de rupture d’un élément
fléchi peut être calculée comme pour un cylindre de longueur inférieure à 4xpl : une longueur
égale à la moitié de 4xpl peut par exemple être choisie (section 6.2.3) pour représenter un
comportement moyen entre celui de la fibre extrême et celui de la fibre plus interne.

La prise en compte de l’effet d’échelle en compression peut être nécessaire pour une inter-
prétation correcte des résultats expérimentaux sur des éléments peu armés montrant une
rupture par écrasement progressif [Fan02]. Pour des colonnes fortement armées, la couche
d’enrobage a un comportement plutôt fragile (section 5.2.1.2), alors que le comportement du
noyau interne est en général contrôlé par le confinement et est plus ductile. Dans les deux
cas, l’influence de l’effet d’échelle diminue. Dans le cadre de cette recherche, nous négligeons
donc l’effet d’échelle en compression dans la modélisation des colonnes, en admettant que la
ductilité du béton comprimé est influencée uniquement par le confinement.

Comportement du noyau confiné
L’effet du confinement sur le comportement du noyau confiné sera pris en compte dans l’in-
terprétation de certains résultats expérimentaux (section 6.3.4.3). Le comportement du béton
confiné est décrit par les lois définies à la section 5.3. La contrainte de confinement effective
σlat,eff est calculée selon l’approche proposée par [Man88a] (section 5.2.1.1).

L’effet du confinement peut être introduit dans le modèle de calcul numérique de deux ma-
nières différentes. Il est possible de fixer directement une valeur constante de la contrainte de
confinement σlat,eff et donc la courbe σ(ε) du béton confiné à utiliser pour toute l’analyse.
Dans l’autre possibilité, la contrainte dans les armatures transversales peut être calculée de
manière itérative par le modèle de confinement compatible défini à la section 5.3 et implé-
menté dans le programme de calcul des diagrammes moment-courbure.

AAAA

εc,max

ε

N
M

εc,min

εc,ax = εc,min + (εc,max − εc,min) · β
εc,max

Section A-A

N
M

εc,ax = β · εc,max

σ

ε

fcc

≤ fc

σ

Acc

Fig. 6.3 : Définition de deux comportement différents en compression et de la variable εc,ax utilisée
pour le calcul du gonflement du béton comprimé

À cause du gradient de déformation, en général, seule une partie de la section transversale est
comprimée. Le rapport entre l’aire du noyau effectivement confinée et l’aire en compression
varie en fonction de la position de l’axe neutre. Cet effet n’est pas très important si le rapport
entre la position de l’axe neutre et la hauteur statique de la section est plus grand que 0.5
[She86]. C’est pourquoi il sera négligé.

Le gonflement latéral du béton confiné n’est pas uniforme pour une section fléchie. Il est
nécessaire de définir une valeur de référence de la déformation axiale εc,ax avec laquelle calculer
le gonflement à utiliser dans le modèle de confinement compatible. Dans le cadre de cette
recherche, la valeur de référence est définie par le paramètre β sur la figure 6.3.
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Parties de section avec un comportement en compression différent
Afin de considérer l’effet du confinement et de l’éclatement de la couche d’enrobage, le mo-
dèle de calcul permet de définir deux zones avec un comportement mécanique différent sur
une même section transversale (figure 6.3). L’aire du noyau et de la couche d’enrobage sont
séparées par la ligne d’axe des étriers. Le comportement mécanique en compression peut être
défini de façon complètement indépendante pour les deux zones, alors que leur comportement
en traction est identique. L’effet du confinement, s’il est pris en compte, agit uniquement sur
l’aire du noyau.

6.2.2 Modélisation du comportement structurel

Pour une colonne peu élancée, la résistance de la section est représentée par un diagramme
d’interaction moment-effort normal. À cause des effets de second ordre, la résistance effective
d’un élément de structure est inférieure à la résistance de la section.

La prise en compte des effets du second ordre nécessite la mise à part de l’hypothèse de petits
déplacements et la recherche d’une solution compatible et en équilibre dans la configuration
déformée. L’utilisation de la méthode de calcul numérique développée dans le cadre de cette
recherche permet d’introduire les non linéarités géométriques et le comportement non linéaire
des matériaux.

6.2.2.1 Définition du problème : non linéarité géométrique

Nous considérons une colonne de longueur `, soumise à un effort normal N et à des charges
transversales, qui produisent un état de flexion. Quoique différentes conditions de bord
puissent être considérées, l’analyse se limite ici à des éléments statiquement déterminés. En
outre, la rotation de la ligne d’axe de la colonne est admise petite et le poids propre de la co-
lonne est négligé, de sorte qu’une valeur constante de l’effort normal N peut être admise tout
le long de la colonne. Pour une valeur de l’effort normal N donnée, le diagramme M −χ−N
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Résultante

∆
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Fig. 6.4 : Représentation de la géométrie du problème, définition des différentes types d’excentricité
et de l’élément différentiel

est généré numériquement sur la base des hypothèses décrites à la section précédente pour la
modélisation du comportement en traction et en compression du noyau et de l’enrobage. La
déformée de la colonne est calculée par intégration numérique des courbures. Les solutions
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en équilibre et compatibles avec les conditions de bord sont trouvées de manière itérative. Le
moment total agissant sur une section quelconque peut être exprimé comme (figure 6.4) :

Mtot(z) = N · etot(z) = N · [e0 + eI(z) + eII(z)] (6.2)

L’excentricité totale, etot(z), est égale à la somme de trois contributions : l’excentricité e0 de
l’effort N (défaut de construction) ; l’excentricité eI(z) due aux charges ; l’excentricité due
aux effets du second ordre, eII(z), qui est égale au déplacement v(z) de la ligne d’axe de la
colonne par rapport à la configuration non déformée. L’excentricité totale correspond donc
à la distance mesurée entre la ligne d’axe de la colonne déformée et la ligne de la résultante
des charges.

6.2.2.2 Schéma d’intégration numérique discrète

Le cas de la figure 6.4 est considéré à titre d’exemple. Pour un certain pas de charge, les
actions externes q(z) et N sont connues alors que les efforts et les déformations dans la
colonne sont recherchés.

L’élément différentiel de longueur ∆z, mis en évidence à la figure 6.4, est considéré. On admet
que les grandeurs qui définissent l’état de contrainte et de déformation à la section i, c’est à
dire χi, θi, vi, Mi, Ti et N , ont été calculées au pas d’intégration i− 1 et sont connues. Par
équilibre, le moment en zi+1 vaut :

Mi+1 = Mi + N ·∆etot = Mi + N · (∆eI + ∆eII) =

= Mi + N ·∆eI + N ·∆v(z) (6.3)

En admettant que, pour un petit ∆z, la valeur de la courbure χi est constante sur ∆z, la
variation de la rotation et de la position de la ligne d’axe entre la section i et la section i + 1
valent :

χ(z) = χi zi ≤ z < zj (6.4)

∆θi,i+1 =
∫ zi+1

zi

χ(z)dz = χi ·∆z (6.5)

∆vi,i+1 =
∫ zi+1

zi

θ(z)dz = θi ·∆z +
1
2
· χi ·∆z2 (6.6)

Les Équations 6.3 à 6.6 permettent de calculer θi+1, vi+1 et Mi+1. La valeur de χi+1 à
utiliser pour le pas de calcul suivant est lue dans le diagramme M − N − χ en fonction de
Mi+1. Le calcul est répété pour tous les éléments ∆z le long de la colonne analysée. Si la
taille des éléments est petite par rapport à la longueur de la colonne, l’erreur produite par
l’approximation 6.4 est petite.

6.2.2.3 Recherche de solutions en équilibre et analyse de la stabilité de l’équilibre

La méthode suivante est utilisée pour l’analyse des colonnes.

À chaque pas de calcul, la valeur d’une variable de contrôle est fixée. Afin de pouvoir démarrer
l’intégration numérique, les valeurs de toutes les variables qui définissent l’état de déformation
et d’effort doivent être connues sur une section de la colonne. Pour cela, une section est
choisie et sur cette section des hypothèses en équilibre avec les charges et compatibles avec
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les conditions d’appui sont admises. À partir de cette section, l’intégration numérique est
effectuée sur toute la longueur de la colonne. Les conditions de bord statiques et cinématiques
sont contrôlées à l’autre extrémité du domaine d’intégration : si elles sont vérifiées, la solution
est obtenue pour ce pas de calcul ; autrement, les hypothèses sont modifiées et le calcul est
répété.

L’équilibre est une condition nécessaire mais non suffisante de stabilité. À chaque pas de
calcul, la stabilité de la solution obtenue doit être vérifiée. Plus généralement, une solution
équilibrée est dite stable si l’amplitude des déplacements qui se développent dans la structure,
soumise à une perturbation initiale de son état d’équilibre, demeure limitée. Dans le cas
élastique linéaire, la stabilité est un problème de bifurcation mais, pour les matériaux à
comportement non linéaire, l’instabilité se manifeste par divergence progressive. La méthode
adoptée pour la vérification de la stabilité est décrite dans les sections suivantes pour les
conditions géométriques spécifiques des colonnes considérées dans cette thèse.

Colonnes soumises à un effort normal constant et à un moment imposé

La figure 6.5 montre une colonne soumise à un effort normal constant et à un moment imposé
aux extrémités. Avec N constant, le diagramme M(χ) est déterminé de manière univoque.
La courbure χmid à mi-hauteur est utilisée comme variable de contrôle. Pour une certaine
valeur de χmid, une hypothèse est faite sur la valeur du déplacement transversal vmid,hp à
mi-hauteur : avec cette hypothèse, la ligne d’action de la résultante et toutes les variables
mécaniques de la section à mi-hauteur sont connues, car :

vmid = vmid,hp , Mmid = M(χmid, N) , θmid = 0 , etot,mid = Mmid/N

Résistance
de la section

N1

colonne (MN réduit)
z z

v(z) v(z)

e0 = M0/N

N

N

(3)

N1

N

M

vmid

Mmid

M0,i

(1)

(2)

Résistance de la

M0

N

N

e0

vmid

v0 = 0

χmid

θmid = 0

M0

Fig. 6.5 : Colonne soumise à un effort normal constant et à une rotation imposée aux extrémités.
a) Géométrie, b) système statique, c) diagramme d’interaction moment-effort normal et
d) diagramme moment-déplacement à mi-hauteur pour la vérification de la stabilité

La valeur de vmid,hp est modifiée de manière itérative jusqu’à ce que la condition de bord
v0 = 0 soit vérifiée. La stabilité de l’équilibre est étudiée à l’aide d’un diagramme Mmid(vmid),
où vmid est le déplacement transversal de la colonne à mi-hauteur. Ce déplacement correspond
à un état de déformation dans la colonne qui produit des efforts internes. Ces efforts sont
représentés par le moment interne Mmid,int à mi-hauteur, qui est déterminant pour l’analyse
structurale et qui est tracé dans le diagramme M(v) en fonction de vmid. Dans le même
diagramme, le moment à mi-hauteur dû aux charges externes est également tracé en fonction
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de vmid :

Mmid,ext = M0 + N · vmid (6.7)

Les points d’intersection entre la courbe Mmid,int(vmid) et les lignes Mmid,ext(vmid) repré-
sentent des solutions en équilibre. Dans ce type de représentation, un point d’équilibre est
stable si :

dMmid,int

dvmid
>

dMmid,ext

dvmid
= N (6.8)

L’interprétation physique de la condition 6.8 est immédiate : si une augmentation de défor-
mation ∆v produit une augmentation N ·∆v du moment externe due aux effets du second
ordre plus grande que l’augmentation du moment interne que la structure peut reprendre,
l’équilibre ne peut plus être assuré.

Les points (1) et (2) sur la figure représentent des situations d’équilibre, respectivement
stable et instable. Le point (3) est en équilibre indifférent (dMmid,int/dvmid = N). Pour la
colonne considérée, le point (3) représente l’effort normal maximal pour lequel une condition
d’équilibre stable est possible.

En appliquant la même méthode pour plusieurs valeurs de N , des courbes représentant la
limite de stabilité d’une colonne de géométrie donnée peuvent être tracées dans un diagramme
moment-effort normal.

Colonnes soumises à un effort normal excentré

La figure 6.6 présente, par analogie à la figure 6.5, le cas d’une colonne articulée et soumise à
un effort normal excentré et de valeur variable. L’analyse structurale est plus complexe que
dans le cas où l’effort normal est constant, car le comportement sectionnel (courbes M(χ))
varie avec la variation de l’effort normal.
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Fig. 6.6 : Colonne soumise à un effort normal variable excentré. a) Géométrie, b) système statique,
c) diagramme d’interaction moment-effort normal et d) diagramme moment-déplacement
à mi-hauteur pour la vérification de la stabilité

Dans le cadre de cette recherche, deux algorithmes alternatifs sont proposés. Un algorithme
qui permet une convergence plus rapide est obtenu en choisissant N comme variable de
contrôle du calcul. Une seule courbe M(χ) doit être calculée pour chaque pas de calcul. Une
hypothèse est faite sur la valeur de la courbure χmid,hp de la section à mi-hauteur. Dans cette
section on a donc :

θmid = 0 Mmid = M(χmid, N)
etot,mid = Mmid/N vmid = etot,mid − e0
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et χmid,hp est modifiée de manière itérative jusqu’à que la condition de bord v0 = 0 soit
satisfaite. Cet algorithme nécessite le calcul d’un nombre relativement limité de courbes M(χ).
Cependant, le contrôle de la force n’est pas adapté à l’étude des phases de comportement après
le pic de l’effort normal. Cet algorithme est donc préférable lorsqu’on s’intéresse uniquement
à la recherche des points d’équilibre stable.

La courbure χmid peut être aussi choisie comme variable de contrôle. En contrôlant la courbure
de la section la plus sollicitée, le comportement structurel peut être suivi dans toutes les
phases, y compris lorsque l’effort normal et le moment diminuent. Cette méthode est donc
essentielle pour étudier la ductilité de l’élément. Cependant, elle est beaucoup plus exigeante
du point de vue du temps de calcul. Pour chaque pas de calcul, une hypothèse doit être faite
sur la valeur de l’effort normal ou sur la valeur du déplacement transversal à mi-hauteur : les
deux choix sont équivalents, car

N =
Mmid(χmid)
e0 + vmid

(6.9)

Dans tous les cas, la relation M − N − χ doit donc être mise à jour pour chaque itération
de chaque pas de calcul. Une attention particulière doit donc être adoptée afin d’optimiser le
calcul des courbes M −N − χ, qui représente la partie la plus coûteuse de tout le processus.

La valeur de l’effort normal change pour chaque état d’équilibre. Afin de vérifier la stabilité de
l’équilibre (Condition 6.8), la méthode suivante est utilisée. Pour chaque solution trouvée, une
variation ∆v petite est donnée à effort normal constant, et une nouvelle solution est recherchée
dans cette configuration perturbée. De cette façon, les variations du moment interne et du
moment externe sont obtenues. Avec cette méthode, on explore en effet la zone à proximité
d’une configuration d’équilibre en se déplaçant sur des courbes à effort normal constant comme
celles montrées sur la figure 6.6, pour lesquelles la condition de stabilité 6.8 s’applique. Le
point d’équilibre est donc stable si :

∆Mmid,int

∆vmid
>

∆Mmid,ext

∆vmid
= N → ∆Mmid,int > N ·∆v (6.10)

6.2.2.4 Modélisation du comportement après pic

Lorsque le moment maximal est atteint sur la section à mi-hauteur (point A sur la figure
6.6), la réponse globale entre dans une phase de comportement adoucissant. La rotation se
localise à proximité de la section la plus sollicitée, dans une zone que l’on appellera“rotule non
linéaire”. Le comportement structurel dépend dans cette phase de la longueur `nl de cette
zone. Afin de rendre la solution numérique indépendante de la discrétisation choisie pour
l’intégration numérique, `nl et les propriétés de la zone de localisation doivent être choisies
sur la base d’un critère physique.

Dans un cas général, la définition de la longueur de la rotule non linéaire dépend du mode
de rupture. Dans un élément en béton fibré sans armatures, où la rupture est contrôlée par
l’ouverture d’une fissure de flexion, `nl dépend de la dimension de la zone autour de la section
de rupture, qui est influencée par la présence de la fissure [Spa08]. Dans un élément armé,
la zone influencée par la rupture en traction dépend également de la longueur d’ancrage
de l’armature. Lors d’une rupture par écrasement du béton, `nl est plutôt contrôlée par la
longueur de la zone de localisation de l’écrasement du béton (figure 6.2).

Pour les éléments considérés dans ce chapitre, la rupture est atteinte en compression. Nous
admettons donc que `nl est égale à la longueur de la zone d’écrasement du béton (section
6.2.1.2) qui évolue pendant la mise en charge (figure 6.7). Les éléments au dehors de la zone
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Fig. 6.7 : Représentation schématique des hypothèses admises pour la modélisation du comportement
après pic

de rupture se déchargent avec une pente qui est admise par simplicité constante sur toute la
colonne et égale à la rigidité flexionnelle élastique de la colonne.

À cause de l’éclatement de l’enrobage et de la ductilité du noyau, la relation moment-courbure
peut avoir l’allure montrée sur la figure 6.7 : une diminution initiale de M , suivie par une
phase de comportement durcissant. Pour modéliser ce comportement, nous admettons que
la rotule non linéaire continue à se développer après que le premier pic a été atteint. Pour
chaque pas de calcul, la valeur de χmid est fixée, et la valeur de Mmid correspondant à la zone
de rupture est directement lue dans un diagramme M(χ), le cas échéant non monotone.

Dans la partie de colonne au dehors de la rotule non linéaire, une relation M(χ) biunivoque
est nécessaire pour déterminer directement la courbure en fonction du moment. Des lois du
type montré en bas à droite de la figure 6.7 sont obtenues en remplaçant la courbe M(χ)
avec un plateau à moment constant entre les points (1) et (2). Avec cette approximation, le
comportement structurel d’une colonne peut être suivi pendant toutes les phases.

6.2.3 Comparaison avec des essais sur colonnes en béton armé à haute résistance
faiblement armées [Ger06]

Afin de valider le modèle de calcul, son fonctionnement à été comparé avec différents essais
tirés de la littérature. Dans ce paragraphe, on présente les résultats obtenus avec des colonnes à
haute résistance faiblement armées et soumises à un effort normal excentré [Ger06]. Le béton a
une résistance fc ' 90 MPa. Les colonnes ont une section transversale de 180×180 mm et une
longueur entres appuis de 3.78 ou 4.38 m. Elles sont renforcées par 4φ 12 mm (ρ = 1.4%) et
étriers φ 6 s 150 mm. Avec cette faible quantité d’armature, l’éclatement du béton d’enrobage
n’influence pas la résistance à la compression du béton et l’effet de confinement sur le noyau
est négligeable [Ger06].

Les essais ont été effectués en contrôlant le déplacement transversal à mi-hauteur v afin de
garantir un comportement après pic stable. Germain souligne la forte influence exercée sur le
comportement expérimental par la présence d’excentricités accidentelles, ainsi que la nécessité
d’utiliser pour la modélisation des valeurs corrigées de l’excentricité, estimées a posteriori et
différentes pour chaque essai.

La figure 6.8 montre les résultats de la simulation pour cinq des essais de Germain. Les pro-
priétés mécaniques suivantes ont été utilisées : fc = 90 MPa, fct = 6 MPa, Ec = 44700 MPa,
εc1 = 0.297%, εc,50 = 0.41%, fsy = 542 MPa, Es = 210000 MPa. Les valeurs corrigées des ex-
centricités, proposées par Germain et indiquées sur la figure 6.8, ont été admises. Les résultats
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Fig. 6.8 : Simulation de cinq colonnes testées par [Ger06] avec une longueur et une excentricité
variables

montrés dans la figure se limitent à la phase qui précède le pic du moment. Les résultats des
simulations confirment l’applicabilité du modèle numérique. La précision des résultats est
inférieure à celle obtenue par Germain car les mêmes propriétés mécaniques ont été utilisées
pour tous les essais. En outre, l’expression analytique proposée par [Pop73] (équation 3.23)
a été utilisée pour décrire le comportement en compression du béton.
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Fig. 6.9 : a) Variation de la forme de la loi σ(ε) du béton comprimé et effet (b) sur la modélisation
du comportement structurel

Cela permet de mettre en évidence un aspect observé également dans le cadre de cette re-
cherche, lors de la simulation des essais sur colonnes en BFHP et en BFUHP. La figure 6.9
compare les résultats de trois simulations obtenues en admettant les mêmes valeurs pour fc,
Ec et εc1 mais trois expressions analytiques différentes pour le comportement avant pic du
béton comprimé : l’expression de [Pop73], l’expression du Code Modèle [MC90] utilisée par
Germain et l’expression proposée par [Sha83]. Comme on le voit, l’expression choisie pour
décrire la loi σ(ε) peut influencer de manière non négligeable le résultat de la simulation et
la valeur prévue de la résistance.

La figure 6.10 compare le comportement simulé et le comportement mesuré après le pic du
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Fig. 6.10 : Simulation du comportement de trois colonnes testées par [Ger06] dans la phase après
pic du comportement M(χ)

moment pour les colonnes avec ` = 3.78 m (figure 6.8-a). Les hypothèses montrées à la figure
6.7 ont été utilisées. La pente de la décharge de la loi M(χ) a été admise constante et égale à
la pente élastique (EI = 4.12 · 1012 Nmm2). L’effet du confinement a été négligé mais l’effet
d’échelle en compression est considéré selon l’approche simplifiée proposée à la section 6.2.1.2.
Comme il est montré pour la colonne avec e = 20 mm, la prévision du modèle est moins bonne
si l’effet d’échelle est négligé et la courbe nominale du béton est utilisée.

6.3 Comportement expérimental et modélisation des colonnes en
BFUHP et en BFHP

Dans les sections suivantes, deux séries d’essais effectuées dans les laboratoires de l’EPFL dans
le cadre de ce projet de recherche sont décrites. Une série est effectuée sur colonnes en BFUHP
BSI à section transversale carrée, testées avec un effort normal constant et une rotation
imposée. L’autre série utilise des colonnes en béton fibré à haute résistance (fc ' 130 MPa)
à section ronde, testées avec un effort normal excentré.

[Ger06] souligne que les essais sur colonnes doivent nécessairement être effectués en contrôlant
le déplacement transversal à mi-hauteur de la colonne, si l’on veut mesurer le comportement
après pic. Dans les essais effectués à l’EPFL, on a contrôlé respectivement la rotation imposée
(colonnes à section carrée) ou le déplacement axial imposé : avec ce type de contrôle, on arrive
à mesurer le comportement après pic si la ductilité de la colonne est suffisante, si la vitesse
de mise en charge est lente et si la rapidité de réaction du système de contrôle électronique
de la presse d’essai est suffisamment élevée.
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6 Comportement des colonnes élancées

6.3.1 Colonnes en BFUHP soumises à flexion avec effort normal constant

6.3.1.1 Concept des essais et corps d’épreuve

Les essais décrits dans cette section on été conçus pour étudier le comportement de colonnes
en BFUHP soumises à la flexion composée [Jung04a]. Les paramètres qui ont été étudiés sont
le type d’armature longitudinale et le niveau de l’effort de compression axial N appliqué.
Trois configurations ont été considérées (figure 6.11 à gauche) : échantillons non armés (NA),
échantillons armés par 4 barres φ 20 en acier B500C (4φ20, ρ = 5.16%), échantillons armés
par 4 torons T15 précontraints par prétension (4φ15.7, ρ = 2.4%, force de précontrainte avant
relâchement égale à 730 kN et σc,p0 ' 27 MPa après pertes élastiques). L’effort normal N a
été modulé sur trois niveaux (-1500, -2500, -3500 kN) pour chaque configuration d’armature,
pour un total de 9 échantillons.
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Fig. 6.11 : Cadre d’essais, géométrie et liste des échantillons, système de mesures pour les essais
sur colonnes en BFUHP soumises à flexion composée

Tous les échantillons sont réalisés sans étriers et sont renforcés dans les têtes d’ancrage par
des barres supplémentaires pour permettre la fixation dans le cadre d’essais. Les barres d’ar-
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6 Comportement des colonnes élancées

mature dans la zone de mesure, s’il y en a, sont posées avec leur axe à 40 mm de la surface des
éprouvettes. Les échantillons sont soumis à un effort de compression constant jusqu’à la rup-
ture et à une rotation imposée. Ce type de sollicitation a été produit en utilisant deux appuis
sur rotules cylindriques et trois vérins, dont un axial et deux autres disposés latéralement
pour imposer la rotation.

6.3.1.2 Instrumentation et déroulement des essais

Le système de mesures est présenté schématiquement sur la figure 6.11 et décrit en détail en
[Jung04a]. Plusieurs mesures ont été effectuées :

- force Fi et déplacement du piston δi pour chaque vérin ;
- raccourcissement ∆`c mesuré par un capteur inductif avec une base de mesure de 1 mètre ;
- rotations θ1 et θ2 aux extrémités supérieure et inférieure de la zone de mesure, mesurées

par deux inclinomètres ;
- raccourcissements locaux ∆`ie et ∆`io mesurés par deux séries de 10 jauges oméga placées

sur les côtés est et ouest avec une base de mesure de 100 mm pour chaque jauge ;
- déplacements transversaux vij mesurés par des capteurs inductifs sur 11 points le long des

éprouvettes.

Dans certains essais, deux capteurs inductifs longitudinaux supplémentaires (∆`E , ∆`O) ont
été mis en place. Les mesures effectuées ont permis de contrôler le comportement global des
éléments ainsi que l’état de déformation local.
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Fig. 6.12 : Représentation de la mise en charge des éprouvettes sur un diagramme moment-effort
normal : a) échantillons sans armatures, b) échantillons avec armatures passives, c)
échantillons avec armatures de précontrainte. Le moment considéré est le moment maxi-
mal à mi-travée, comprenant les effets du premier et du second ordre

Toutes les colonnes ont été testées à un âge de 27 à 29 jours. La mise en charge était similaire
pour tous les essais : l’effort de compression N a été initialement appliqué en absence de
rotations jusqu’au niveau prédéterminé ; les capteurs de déformations ont ensuite été initialisés
et la mise en charge a continué avec un effort normal constant et une rotation imposée par
allongement/raccourcissement des deux vérins latéraux, avec une vitesse des vérins constante
de 25 mm/h. Dans la phase après pic, le contrôle du vérin central a été modifié en lui imposant
une position fixe, celle du pic, et non plus une force constante. Cela induit une diminution du
moment et de l’effort normal après pic, comme les courbes moment total-effort normal sur la
figure 6.12 le montrent.
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6 Comportement des colonnes élancées

6.3.1.3 Matériaux

La échantillons de cette série sont fabriqués en BFUHP BSI. Le comportement mécanique du
BSI a été décrit aux paragraphes 3.2.2.2 et 3.3.5.6 sur la base des essais de caractérisation
du matériau décrits par [Jung04]. On indiquera synthétiquement avec “C”, “T1” et “T2” les
bétonnages utilisés pour fabriquer respectivement les cylindres, les tirants non entaillées et
les tirants entaillés pour la caractérisation du matériau. Pour chaque bétonnage, des essais
de contrôle qualité ont également été effectués, qui permettent de comparer la résistance du
béton des colonnes avec celle du béton des bétonnages “C”, “T1” et “T2”. Il s’agit d’essais de
flexion trois points sur prismes 40 × 40 × 160 mm pour le contrôle indirect de la résistance
à la traction et d’essais de compression sur échantillons 40 × 40 × ` obtenus à partir des
moitiés non endommagées des prismes de flexion (figure 6.13 à gauche). La résistance à la
compression obtenue avec ce dernier type d’essai, fc,pri, est clairement plus grande que la
résistance mesurée sur cylindres fc,cyl ou sur cubes fc,cub (tableau de la figure 6.13).

40
 m

m

40 mm 40 mm

Échantillons [mm] Rés. moyenne (3 essais) [MPa] Ec. type [MPa]
fc,cyl φ 70 h 140 191 6.8
fc,cub 100 x 100 197 8.0
fc,pri 40 x 40 x ` 224 7.0

Fig. 6.13 : Géométrie des échantillons utilisés pour déterminer la résistance à la compression fc,pri

et comparaison entre la résistance sur cylindre, cube et prisme pour un même bétonnage
(bétonnage “C”) [Jung04, Jung04a]

Le tableau 6.1 rassemble les résultats des essais de contrôle de qualité pour les bétonnages
de référence “C”, “T1” et “T2” et pour les neuf bétonnages de fabrication des colonnes. Fflex

est la force maximale reprise en flexion trois points. Chaque valeur donnée est la moyenne
de trois essais. Sur la base de ces résultats, on peut admettre que le BFUHP obtenu lors
des bétonnages des colonnes a une qualité comparable, voire légèrement supérieure à celle du
BFUHP obtenu avec les bétonnages “C”, “T1” et “T2”.

C T1 T2
Non armé 4φ20 4φ15.7

-1500 -2500 -3500 -1500 -2500 -3500 -1500 -2500 -3500
fc,pri [MPa] 224 235 246 247 247 257 230 264 256 252 253 254
Fflex [kN] 13.2 12.8 16.0 17.2 14.6 17.4 16.3 16.1 17.2 15.9 16.7 18.2

Tab. 6.1 : Comparaison des résultats des essais de contrôle qualité pour les bétonnages de référence
(C, T1, T2) et pour les bétonnages des colonnes [Jung04, Jung04a]

6.3.1.4 Résultats principaux

Le tableau 6.2 rassemble les propriétés et les résultats principaux pour tous les échantillons.
Les valeurs de Mtot et de N au pic et leur évolution après pic y sont indiquées ainsi que le
mode de rupture, la largeur bcompr de la zone où le béton est écrasé, la hauteur hrupt de la
zone de rupture, l’état de déformation εc,0 et de contrainte σc,0 dans le béton dû à l’effet de
l’effort normal et, éventuellement, de la précontrainte. Les valeurs maximales du déplacement
transversal vmax, de la courbure χmax et de la déformation εc,max de la fibre comprimée au
pic sont également données. Une vue frontale des éprouvettes à la fin des essais est également
présentée, alors que le relevé complet des fissures à la fin des essais pour les quatre surfaces
de chaque échantillon est donné dans les figures B.1 à B.9 en Annexe.
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où
M

=
M

M
a
x

m
i-
ha

ut
eu

r
-

N
iv

ea
u

zo
ne

de
ru

pt
ur

e
j7

-j
10

j1
-j
5

j1
-j
8

j5
-j
8

j1
-j
6

j6
-j
10

j1
-j
8

j1
-j
7

j1
-j
6

T
yp

e
de

ru
pt

ur
e

a
F

C
C

F
F

C
(N

)-
F
(S

)
F

F
-C

C

D
ét

ai
ls

Z
on

e
Su

rf
.3

D
B

an
de

F
V

(N
)

F
V

(N
,S

)
N

:
C

+
F
V

F
V

(N
)

F
,p

ui
s

Fr
ag

ile
tr

ia
ng

.
no

n
vi

si
b.

in
cl

.N
-S

S
:
F
+

F
V

C
D

el
am

in
at

io
n

O
ui

O
ui

P
eu

O
ui

O
ui

O
ui

O
ui

O
ui

N
on

L
ar

ge
ur

zo
ne

éc
ra

sé
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dé

f.
75

d
45

(N
),

60
(S

)
N

on
dé
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bé

to
n

m
ax

au
pi

c
ε c

,M
a
x

[x
10
−3

]
3.

93
4.

21
3.

10
4.

46
4.

00
4.

00
4.

00
4.

06
0

N
iv

ea
u

où
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Tab. 6.2 : Propriétés et résultats principaux des essais sur éléments en BFUHP comprimés et fléchis

aF : flexion, C : compression, FV : fissuration verticale au droit des armatures, N : nord, S : sud
bécrasement en flexion d’abord, puis rupture en compression qui occupe toute la section
cen admettant une rupture triangulaire symétrique
dune seule branche diagonale existante
eestimation, surface de rupture 3D difficilement visible
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6 Comportement des colonnes élancées

La réponse structurale des différentes colonnes peut être quantitativement comparée sur la
base des diagrammes M -N donnés auparavant (figure 6.12) et avec les courbes Mmid-vmid

(figure 6.14), où Mmid est le moment total à mi-hauteur, avec les effets du second ordre, et
vmid est le déplacement transversal à mi-hauteur par rapport à la ligne d’application de la
force de compression.
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Fig. 6.14 : Diagrammes moment total - déplacement transversal à mi-hauteur pour toutes les co-
lonnes

Les colonnes soumises aux efforts normaux les plus petits atteignent des moments et des
déformations plus importantes au pic et ont une résistance après pic plus grande que les co-
lonnes fortement comprimées. Pour la colonne 4T15-3500, il n’a pas été possible d’enregistrer
une rotation, la rupture ayant eu lieu au début de l’essai. Pour toutes les colonnes, il est
possible de comparer les valeurs mesurées au pic du déplacement transversal à mi-hauteur
vmid, de la courbure χ et de la déformation de la fibre comprimée εc dans la section la plus
déformée (tableau 6.2 et figure 6.15) : les colonnes soumises aux efforts de compression les
plus importants ont une plus petite capacité de rotation. Cependant, toutes les colonnes at-
teignent le moment maximal avec une déformation εc en compression similaire, environ égale
à 0.43 % et légèrement inférieure à la déformation au pic mesurée en compression uniaxiale
[Jung04]. La déformation du côté tendu n’a pas influencée de façon significative la rupture
des colonnes.
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Fig. 6.15 : Comparaison de la déformabilité des colonnes au pic : déplacement transversal à mi-
hauteur, courbure et déformation de la fibre comprimée dans la section la plus déformée
(voir le tableau 6.2)

6.3.1.5 Modes de rupture

Toutes les colonnes ont atteint leur rupture finale par écrasement du béton comprimé, mais
les modes de rupture varient fortement en fonction de l’effort normal appliqué et du type
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d’armature longitudinale. Juste avant d’atteindre le moment maximal, pratiquement toutes
les colonnes ont montré un endommagement par fissuration longitudinale et une délamination
progressive des couches de béton sur le côté le plus comprimé (côté ouest, figure 6.16-a). Pour
les colonnes soumises aux efforts de compression les moins intenses, la rupture a été plutôt de
type flexionnel (figure 6.16-b), avec un écrasement progressif du béton sur le côté comprimé
et la formation de fissures de flexion sur le côté tendu (côté est), qui deviennent évidentes
dans la phase après pic.

a) b) c)

Fig. 6.16 : Modes de rupture des colonnes en BFUHP : a) Endommagement par délamination de
la zone comprimée ; b) rupture flexionnelle avec écrasement de la zone comprimée et
fissuration transversale de la zone tendue (NA-1500) ; c) rupture par écrasement sur
toute la largeur de la section (4T15-3500)

a) b)

Fig. 6.17 : Influence de la présence des barres d’armature sur la localisation des fissures longitudi-
nales et sur le mode de rupture (éprouvettes 4φ20-1500 et 4φ20-2500).

Pour les colonnes avec un effort de compression plus grand, par contre, la rupture est survenue
de façon beaucoup plus fragile, par écrasement du béton comprimé sur toute la largeur de
la section transversale (figure 6.16-c). La colonne 4T15-3500, précontrainte et soumise à un
effort de compression de 3.5 MN (σc,0 ' 154 MPa) a subi un écrasement immédiat sans prati-
quement développer aucune rotation. Pour plusieurs colonnes, le mécanisme de rupture était
mixte en compression et en flexion, avec une certaine asymétrie de comportement entre les
côtés nord et sud des éprouvettes. Pour les colonnes avec armature passive et pour la colonne
précontrainte avec un effort de compression de -1.5 MN, la géométrie de la zone de rupture
comprimée a été significativement influencée par la présence des barres d’armature, qui ont
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favorisé la propagation des fissures longitudinales et donné lieu à un mécanisme de rupture
par séparation de la couche externe du béton comprimé (figure 6.17). Pour les éléments non
armés et pour les autres éléments précontraints, la rupture en flexion s’est développée avec
une zone écrasée typique, de forme triangulaire. Dans le cas de rupture en compression, diffé-
rents mécanismes ont eu lieu, généralement très asymétriques : pour certains échantillons la
localisation de la rupture sur des bandes inclinées est évidente (figure 6.18-a), alors que pour
d’autres échantillons il s’agit plutôt d’un écrasement local ou bien de la formation d’un cône
de rupture interne, difficilement visible à cause de la présence des fibres qui ne permettent
pas le détachement des morceaux de béton après rupture (figures 6.18-b et 6.18-c).

a) b) c)

Fig. 6.18 : Divers modes de rupture des colonnes fortement comprimées : a) bande inclinée et sépa-
ration de l’échantillon en deux parties (NA-3500) ; b) écrasement local simultanée avec
la propagation de fissures verticales au droit des barres (4φ20-3500) ; c) cône de rupture
interne en trois dimensions (NA-2500)

Pour les éléments non armés ou fortement comprimés (figures 6.18) il s’agit de mécanismes
de rupture qui sont connus aussi pour le béton ordinaire non armé (figure 6.19). À cause de
la forte irrégularité géométrique des faces de rupture, il est en général difficile de détecter
précisément la géométrie des surfaces de rupture et de déterminer leur inclinaison. Par rap-
port au béton ordinaire, la géométrie des surfaces de rupture est en général plus irrégulière,
principalement à cause de la variabilité de distribution des fibres. Pour les éléments avec
les bandes de rupture les mieux définies, l’inclinaison par rapport à l’horizontale est en gros
comprise entre 65 et 75◦ et donc légèrement supérieure aux valeurs habituelles pour un béton
ordinaire.

Fig. 6.19 : Divers modes de rupture pour des éprouvettes en béton non armé ordinaire soumis à un
effort de compression centré [Nie99]
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6 Comportement des colonnes élancées

6.3.2 Modélisation du comportement et interprétation des résultats

On admet pour la modélisation les lois en traction et en compression présentées dans les sec-
tions 3.2.2.2 et 3.3.5.6. Les valeurs Ec = 60000 MPa, fc = 190 MPa, εc1 = 0.48%, εc,50 = 1.0%
et κc2 = 0.58 (équation 3.27) sont utilisées. Nous rappelons ici que, en se basant sur les résul-
tats des essais de contrôle qualité, ces valeurs de résistance du matériau sont plutôt prudentes.

Avec ces hypothèses, les diagrammes d’interaction moment-effort normal pour les trois confi-
gurations de sections transversales peuvent être calculés et comparés aux points (M, N)
ultimes mesurés (figure 6.20, en haut). Dans la partie inférieure de la même figure, les dia-
grammes M(χ) théoriques et les diagrammes M(χ) dérivés à partir des allongements mesurés
sur les éprouvettes sont comparés pour les différentes colonnes.
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Fig. 6.20 : Analyse au premier ordre des colonnes

L’allure des courbes théoriques est en accord avec celle des courbes mesurées. Cependant,
la rigidité flexionnelle est généralement sous-estimée, surtout pour les colonnes soumises aux
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6 Comportement des colonnes élancées

efforts de compression les plus importants (2.5 et 3.5 MN). Ces colonnes ne sont pratiquement
pas fissurées avant pic : la rigidité flexionnelle dépend donc principalement du module de
Young et de la déviation de la linéarité de la courbe σ(ε) du BFUHP comprimé. Dans le
modèle, cette déviation est fonction de l’expression analytique choisie pour σ(ε) et, à proximité
du pic, de la valeur de εc1.

Le moment maximal est estimé correctement pour les colonnes NA-1500, NA-2500 et
4φ20-3500. Pour les autres colonnes, la rupture est survenue pour une valeur du moment
plus petite que celle prévue numériquement. Une résistance inférieure à celle prévue par une
analyse sectionnelle peut être la conséquence des effets du second ordre, éventuellement fa-
vorisés par la présence d’une excentricité accidentelle, ou bien le résultat d’une surestimation
de la résistance du matériau.

À cause des effets du second ordre, une condition d’instabilité potentielle peut se produire
avant que la résistance de la section transversale ne soit atteinte (figure 6.5). Dans ce cas, une
réponse stable du système échantillon-cadre d’essais ne peut être garantie que si le contrôle de
l’essai est effectué par une variable de déformation locale, tel que la déformation axiale de la
zone de rupture ou le déplacement latéral à mi-hauteur de la colonne [Ger06], et si la vitesse de
réaction des composantes hydro-mécaniques et électroniques du cadre d’essais est suffisante.
Les essais discutés dans cette section ont été effectués en contrôlant les déplacements, de
signe opposé, imposés par les deux vérins latéraux (figure 6.11), qui produisent la rotation
aux extrémités des colonnes. En outre, les parties métalliques du cadre d’essais, reliant ces
vérins à l’échantillon, se composent d’éléments métalliques fléchis et d’assemblages boulonnés
non précontraints, dont la flexibilité importante influence négativement la stabilité de l’essai.
Dans ces conditions, une situation d’instabilité potentielle peut se traduire en instabilité
effective et son effet sur la réduction de résistance doit être évalué.
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Fig. 6.21 : Moments agissants en fonction de vmid au pic

La figure 6.21 compare, pour les différentes colonnes testées, les courbes Mmid(vmid) des
moments agissant sur la section à mi-hauteur aux lignes qui représentent les moments externes
agissants sur la même section au pic du moment (équation 6.11). Ces courbes sont issues des
mesures effectuées lors des essais.

Mmid = M0 + N · vmid (6.11)

La figure montre qu’effectivement, pour certaines colonnes (par exemple, NA-1500 et
4φ20-1500) le pic du moment semble correspondre à une condition de tangence entre les
courbes des moments externes et internes. Comme le montre schématiquement la figure 6.22,
il n’est dans ce cas pas possible de quantifier l’influence des effets du second ordre sur la
résistance à partir uniquement du comportement mesuré lors des essais.
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Fig. 6.22 : Réduction de la résistance due aux effets du second ordre : a) effet négligeable sur le
moment maximal ; b) effet significatif sur le moment maximal

Afin d’estimer l’influence des effets du second ordre sur la résistance des colonnes, le comporte-
ment structurel doit être modélisé. Pour pouvoir tenir compte des non linéarités géométriques
et du comportement non linéaire des matériaux, la méthode numérique décrite au début du
chapitre 6 est utilisée.

6.3.2.1 Influence des effets du second ordre sur la résistance des colonnes

À cause des caractéristiques du cadre d’essai (figures 6.11 et 6.23), la simulation du com-
portement structurel nécessite quelques explications. Le déplacement total d’une section par
rapport à la ligne d’action de l’effort normal N est influencé par la flexibilité des éléments
de connexion entre la zone de mesure de l’échantillon et le point d’application de N . Ces
éléments se composent des têtes d’ancrage en BFUHP de l’échantillon, de section plus large
que la zone de mesure, et de divers éléments métalliques, fixés entre eux et à l’échantillon par
des assemblages vissés (figures 6.11).
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Fig. 6.23 : Système statique des essais ; estimation de la contribution au déplacement transversal
due à la rotation des éléments au dehors de la zone de mesure ; contrôle de la stabilité
des points d’équilibre et influence sur la résistance théorique.

En négligeant d’abord la stabilité du système complet, seule la zone de mesure (` = 1 m) est
modélisée. L’algorithme se base sur le calcul du diagramme M(χ) correspondant à l’effort
normal imposé, sur l’imposition de la valeur du déplacement net à mi-hauteur v∗mid,i et sur
la recherche itérative de la valeur de la courbure χmid à mi-hauteur qui permet de satisfaire
la condition v∗ = 0 à l’extrémité de la zone de mesure. Le déplacement net, v∗, est égal à
la différence entre le déplacement v mesuré par rapport à la ligne d’application de l’effort
normal et le déplacement à l’extrémité de la zone de mesure, indiqué par v01 ou v1011 sur la
figure 6.11 et indiqué synthétiquement par ∆v ici.
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Fig. 6.24 : Détermination des points d’équilibre et du dernier point d’équilibre stable pour les diffé-
rentes colonnes

Le calcul de l’état d’équilibre et compatibilité du sous-système “zone de mesure” permet d’en
déterminer l’état local de déplacement net v∗, de déformation et de sollicitation, ainsi que la
position de la ligne d’action de la résultante et la valeur du moment M01 = M1011 agissant
à l’extrémité de la zone de mesure. Il ne permet par contre pas de séparer les effets globaux
du premier et du second ordre, étant donné que la valeur du moment M01 à l’extrémité de la
zone de mesure inclut déjà une partie des effets du second ordre (figure 6.23) :

M01 = MI + N ·∆v (6.12)

où le moment du premier ordre MI et ∆v inconnus.

Les éléments de connexion ont une rigidité flexionnelle théoriquement plus grande que celle
de l’échantillon, et sont soumis à un moment plus petit. On admet en première approximation
que le déplacement ∆v est donné par une rotation rigide de ces éléments, avec un angle de
rotation égal à l’angle θ01 calculé par le modèle à l’extrémité de la zone de mesure. La zone
de connexion a une longueur égale à 580 mm. Le déplacement aux extrémités de la zone de
mesure, dû à une rotation rigide des éléments de connexion, vaut donc :

∆v = 580 · sin θ01 [mm] (6.13)

La validité de cette hypothèse peut être vérifiée en comparant les diagrammes Mmid(vmid)
calculés et mesurés. Cette démarche est qualitativement montrée à la figure 6.23 au centre.

181



6 Comportement des colonnes élancées

Pour certaines colonnes, cette hypothèse conduit à une simulation correcte, alors que pour
d’autres colonnes la rigidité des zones d’ancrage est surestimée. Une rotation supplémentaire,
∆θ, que l’on admet proportionnelle au moment M01 est ajoutée afin de corriger l’estimation
de la déformabilité des éléments de connexion :

∆v = 580 · sin(θ01 + ∆θ) = 580 · sin(θ01 + M01/Kθ) [mm] (6.14)

Dans l’équation 6.14, Kθ symbolise la rigidité d’un ressort fictif concentré à l’extrémité de
la zone de mesure et qui donne une rotation équivalente à l’intégrale des courbures le long
de la zone de connexion. Une calibration de ce paramètre a permis de déterminer que toutes
les colonnes peuvent être correctement décrites par Kθ = 0 ou par Kθ ' 2.5 · 1010 kNm/rad
(figure 6.24). Le déplacement ∆v et le déplacement total par rapport à la ligne d’application
de l’effort normal peuvent ainsi être estimés. Cela permet de séparer les effets du premier et
second ordre :

vmid =v∗mid + 580 · sin(θ01 + ∆θ) (6.15)

MI =Mmid −N · [v∗mid + 580 · sin(θ01 + ∆θ)] =
=M01 −N · [v∗01 + 580 · sin(θ01 + ∆θ)] (6.16)

et de vérifier la stabilité de l’équilibre (figure 6.23 à droite et figure 6.24). Les points indiqués
en blanc correspondent au dernier point d’équilibre stable en contrôle de force. Les croix sur
la figure 6.24 correspondent à la résistance maximale de la section transversale. La distance
entre ces deux points, mesurée sur l’axe des moments, indique l’importance des effet du second
ordre sur la résistance des éléments. Cette distance est significative seulement pour la colonne
NA-1500, qui n’était pourtant pas parmi celles qui présentent une différence importante entre
résistance prévue et mesurée. Pour toutes les autres colonnes, la possibilité d’une rupture
précoce par instabilité est ou bien à exclure, ou bien elle ne peut pas expliquer la réduction
de résistance observée.

6.3.2.2 Influence d’une excentricité accidentelle sur la résistance des colonnes

La présence d’excentricités accidentelles ne peut pas être exclue a priori pour le cadre d’essais
utilisé : la fixation de l’échantillon se fait par vissage de barres d’armatures ressortant des têtes
des échantillons. L’imprécision de ce type de connexion peut facilement atteindre quelques
millimètres, correspondant à des moments accidentels significatifs, surtout pour les éléments
les plus comprimés.

Fissuration mesurée

M

vmid,acc vmid

Théorique

Fissuration théorique

Mesurée

M

vmid,acc

N · (eacc + vacc)
N · (eacc)

vmid

Fig. 6.25 : Effet d’une excentricité initiale non mesurée sur la comparaison entre comportement
théorique et comportement expérimental
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6 Comportement des colonnes élancées

En présence d’une excentricité accidentelle qui produit un effet dont le signe est le même que
celui de la flexion appliquée, on obtiendrait bien évidemment une réduction de la résistance,
mais également un décalage entre le courbe M(χ) mesurée et celle calculée, à cause de la
présence d’un état de courbure et de moment non nuls au début de l’essai (figure 6.25). Du
point de vue technique, cette possibilité ne peut pas être exclue, car les mesures de déformation
ont débuté seulement après l’application de l’effort normal. Ce décalage produirait en outre
une fissuration précoce et une déviation de la linéarité anticipée.

Pour les colonnes les moins comprimées, l’observation des diagrammes M(χ) présentés sur la
figure 6.20 permet d’exclure cette possibilité, car les courbes mesurées et la courbe théorique
ont une bonne correspondance de forme, le point de fissuration de la matrice et le changement
de pente qui le suit sont bien estimés, voire sous estimés dans le modèle. Pour les colonnes
les plus comprimées, aucune conclusion définitive ne peut être tirée, car les courbes ont un
comportement pratiquement linéaire jusqu’à la rupture et l’effet d’un éventuel décalage initial
ne peut pas être détecté par une différence de forme entre courbes mesurées et théoriques.

Un effet systématique du mode d’essai sur la résistance des éléments étant à exclure, on
considère dans la section suivante l’influence d’une variation des propriétés mécaniques du
BFUHP sur le comportement structural.

6.3.2.3 Influence du comportement du matériau sur le comportement des colonnes

L’influence du comportement en traction en phase pseudo-plastique et en phase adoucissante
sont étudiés séparément. Par la suite, l’influence de variations du comportement en compres-
sion sera montrée.

Afin d’évaluer l’influence de la phase pseudo-plastique, les diagrammes M(χ) de la figure 6.20
sont considérés de plus près. Les parties des courbes théoriques comprises entre le point de
première fissuration de la matrice (εctm à la fibre tendue, carrés blancs) et les points de début
du comportement adoucissant en traction (εct à la fibre tendue, carrés noirs) simulent très
bien l’allure non linéaire et la pente locale des courbes mesurées. Particulièrement dans le
cas de l’échantillon NA-1500, qui n’est pas armé, cela confirme la validité de l’approximation
pseudo-plastique pour la modélisation du comportement flexionnel dans cette phase.

L’influence du comportement adoucissant en traction est montrée sur la figure 6.26. On y
compare les diagrammes M(χ) obtenus pour trois niveaux d’effort normal et en variant la
longueur d’équivalence entre ouverture de fissure et déformation. La valeur ` = 100 mm est
environ égale à la valeur 2/3 · h proposée par la norme AFGC sur le BFUHP [AFGC02]
et utilisée dans le cadre de cette modélisation. Pour un effort de compression supérieur à
1500 kN, la contribution de la partie adoucissante en traction n’influence pratiquement pas le
comportement sectionnel, car l’écrasement du béton comprimé intervient juste après le début
de la phase adoucissante en traction.

Les essais de compression sur cylindres effectués à l’EPFL (figure 3.24) sont en nombre limité,
mais montrent une certaine variabilité de fc, de déformation au pic et de forme de la courbe à
proximité du pic. La figure 6.27 présente les diagrammes M−N etM(χ) obtenus en admettant
Ec = 60 GPa, fc = 180 MPa, εc1 = 0.38%, qui correspondent à la courbe la moins résistante
et la plus rigide parmi celles mesurées (figure 3.24, lignes grises). Une réduction d’environ 5%
de la résistance à la compression et l’adoption d’une loi σ(ε) plus rigide au pic permettent
une meilleure modélisation pour les colonnes armées et pour les colonnes précontraintes avec
effort normal de 1.5 et 2.5 MN.

Une résistance à la compression réduite n’était pas attendue sur la base des résultats de
contrôle qualité, mais elle peut se justifier par un effet d’échelle de type statistique sur la
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Fig. 6.26 : Influence de la ductilité du comportement adoucissant en traction sur le comportement
des sections fléchies : diagrammes moment-courbure pour une section non armée et effort
normal variable (0, 10, 30% de la résistance à la compression centrée) ; distribution des
contraintes sur la section transversale au pic (`eq = 100 mm)

résistance et par les différents modes de bétonnage des colonnes par rapport aux échantillons
de contrôle qualité.

Parmi les colonnes les moins comprimées, les résultats des essais montrent que la réduction
de la résistance affecte principalement les colonnes armées (figure 6.20). L’influence de ce
phénomène est évidente sur le mode de rupture (section 6.3.1.5), mais son effet se superpose
à d’autres incertitudes et est difficilement quantifiable, pour la série d’essais considérée.

La présence des armatures longitudinales comprimées peut produire un état de traction trans-
versale dans le béton et entrainer une réduction de sa résistance à la compression. Cela est
dû à la déformation latérale de la barre, par effet de Poisson (νs = 0.2 qui passe à νs = 0.5 en
phase plastique), mais également à la tendance des barres d’armature comprimées à prendre
une courbure latérale. L’effet sur la résistance à la compression du béton dépend principale-
ment de la longueur d’inflexion libre de la barre, du rapport entre le diamètre de la barre et
l’épaisseur de l’enrobage et de l’état de déformation dans la barre, la tendance de la barre
à se fléchir étant amplifiée en phase plastique. Dans des éléments de structures en BFUHP,
on vise généralement à éliminer les armatures transversales, qui limitent dans le béton or-
dinaire la longueur d’inflexion libre des armatures longitudinales, et à réduire l’épaisseur de
l’enrobage. Dans ces conditions, le phénomène mis en évidence par les essais est amplifié et
devrait être étudié plus en détail pour vérifier le risque effectif de réduction de la résistance
à la compression dans les éléments de structures armés avec armatures en zone comprimée.

Le comportement extrêmement faible des colonnes NA-3500 et 4T15-3500 ne peut pas s’expli-
quer uniquement par une réduction de la résistance du matériau. Pour ces éléments, fortement
comprimés, l’explication de leur rupture précoce est probablement liée à la présence d’une
excentricité accidentelle initiale, dont l’effet ne peut pas être détecté sur les courbes M(χ)
(section 6.3.2.2). L’asymétrie du mode de rupture dans la direction perpendiculaire à celle du
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Fig. 6.27 : Comparaison entre résultats expérimentaux et résultats de la modélisation avec résistance
à la compression réduite

moment appliqué, détectée clairement pour les colonnes NA-3500 et T15-3500 (figures B.3 et
B.9 de l’Annexe B), peut être le signe de la présence d’une excentricité dans cette direction
et d’un état de flexion biaxial, qui peut avoir influencé significativement la résistance pour
ces éléments, qui étaient très sollicités.

6.3.2.4 Simulation de la réponse structurale

La figure 6.28 compare le résultat de la simulation structurale avec les valeurs mesurées.
On compare le déplacement à mi-hauteur, la déformée de la colonne au pic et la rotation
à la section à l’extrémité de la zone de mesure. Seuls les résultats pour les éléments armés
sont donnés, les résultats pour les autres échantillons étant similaires. Le modèle permet
une description correcte du comportement de la zone de mesure. Jusqu’au pic, la forme des
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colonnes peut être très bien approximée par une sinusöıde.
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c) Déformée au pic
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Fig. 6.28 : Simulation complète de la réponse structurale pour les colonnes armées par des armatures
ordinaires
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6 Comportement des colonnes élancées

6.3.3 Colonnes en BFHP soumises à effort normal excentré

6.3.3.1 Concept des essais et corps d’épreuve

Les détails sur cette série d’essais sont contenus dans un rapport d’essais IS-BETON [Sti04].
Le but de cette série d’essais est de comparer le comportement structurel de colonnes élancées
en béton fibré à haute résistance (BFHP), avec ou sans armatures, et en béton auto-plaçant à
haute résistance (BAP), armé mais non fibré. La plupart des colonnes testées ont été réalisées
en BFHP (voir le tableau de la figure 6.29).
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Fig. 6.29 : Géométrie des échantillons, cadre d’essais et système de mesures pour les essais sur
colonnes en BFHP soumises à un effort normal excentré

Trois colonnes en BFHP n’ont pas d’armature ordinaire, alors que toutes les autres colonnes
sont armées par des armatures longitudinales (6φ 40 mm, As/Ac = 20%, As/Atot = 16%) en
acier ordinaire B500C ou en acier à haute résistance S700 et elles sont renforcées transversa-
lement par une spirale d’armatures en acier ordinaire (φ 6 s 40 mm, fsy = 540 MPa). Toutes
les colonnes ont un diamètre de 240 mm et une longueur entre appuis de 3 m.
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6 Comportement des colonnes élancées

6.3.3.2 Fabrication des éprouvettes, instrumentation et déroulement des essais

Les colonnes ont été bétonnées en usine de préfabrication. Elles sont pourvues aux extrémi-
tés de deux plaques métalliques, soudées aux barres longitudinales dans le cas des colonnes
armées. Les plaques facilitent la mise en place des armatures et réduisent l’imprécision de
positionnement des échantillons dans le cadre d’essais. Les colonnes ont été bétonnées en
position verticale.

Le système de mesures est décrit en détail dans [Sti04] et est représenté schématiquement à
la figure 6.29. Les différentes mesures effectuées permettent de suivre le comportement global
et local des éprouvettes :

- force N et déplacement axial δc du piston du vérin ;
- raccourcissement axial ∆`c, mesuré par un capteur inductif (`mes = 2.95 m) ;
- rotations d’extrémité θ1 et θ2, mesurées par deux inclinomètres fixés aux pièces métalliques

d’appui ;
- raccourcissements locaux ∆`ij (i = 1 − 7 et j = n, e, o, s), mesurés par 28 jauges oméga

placées à 7 niveaux i sur la hauteur des colonnes et sur les 4 côtés j ;
- déplacement transversaux vi, mesurés par des capteurs inductifs à 7 niveaux le long des

colonnes.

Toutes les colonnes ont été testées en compression excentrée avec excentricité variable entre
30 et 60 mm selon les essais. La mise en charge a été réalisée par imposition du déplacement
du vérin central, avec une vitesse du piston de 10 à 15 mm/h.

6.3.3.3 Propriétés des matériaux pour la modélisation

Béton fibré à haute résistance

Le béton fibré à haute résistance utilisé pour sept des neuf colonnes testées est le M2C,
développée et produit par l’entreprise Holcim Suisse. Sa composition est indiquée dans le
tableau 2.6 à la page 8. Les fibres métalliques sont droites et lisses, et elles ont une longueur
de 13 mm et un diamètre de 0.16 mm (`/df = 81).
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Fig. 6.30 : Comportement en compression mesuré (courbes grises) et modélisé (courbe noire) pour
le BFHP M2C

Les courbes contrainte-déformation en compression, mesurées à 26 jours, sont montrées à
la figure 6.30 avec une courbe de modélisation obtenue en utilisant les mêmes expressions
analytiques que celles utilisées pour le BFUHP BSI (avec ici : fc = 129 MPa, Ec = 46 GPa,
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6 Comportement des colonnes élancées

εc1 = 0.34 %, kc2 = 0.58 et εc50 = 0.72 %). Le module Ec et la partie avant pic ont été mesurés
sur cylindres φ 110 h = 220 mm. Le comportement après pic a été déterminé à partir des
résultats d’essais sur cylindres φ 70 h = 140 mm.

Les différentes colonnes ont été bétonnées en plusieurs bétonnages et testées à des âges très
différents (20 à 147 jours). Les essais de compression à disposition sont en nombre limité
et ont été effectués sur des échantillons de géométrie et taille variables. La valeur moyenne
de la résistance à la compression, calculée en considérant toutes les gâchées et extrapolée à
28 jours, vaut environ 129 MPa. L’évolution de la résistance dans le temps est décrite par la
loi proposée par le Code Modèle [MC90] pour les bétons à développement de résistance lent
(s = 0.38) : la figure 6.31-a compare cette loi avec les résultats de mesures effectuées à 26 et
à 71 jours pour des éprouvettes fabriqués avec la même gâchée.
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Fig. 6.31 : Évolution de la résistance à la compression et de la courbe contrainte-déformation dans
le temps

Des essais effectués à 26 et 140 jours indiquent une augmentation négligeable de Ec pendant
cette période. En considérant en outre que la rigidité de certaines colonnes a été influencée par
un problème de fissuration au jeune âge (section 6.3.3.4, [Sti04]), une valeur de Ec égale à celle
mesurée à 26 jours (46 GPa) et indépendante de l’âge est admise pour le calcul. L’évolution
admise pour la loi σ(ε) en fonction du temps est montré à droite dans la figure 6.31-b : la
déformation εc1 est variée de sorte à garder constante la valeur du facteur A du modèle de
Sargin et la forme de la courbe avant pic (section 3.3.5.1). La déformation εc2 est admise
constante, indépendamment de fc.
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Fig. 6.32 : Comportement en flexion 4pt pour le BSI [Jung04] et pour le BFHP utilisé pour les
colonnes à section circulaire [Sti04]

Le comportement en traction a été mesuré indirectement par des essais de flexion quatre
points, qui ne permettent pas de conclure sur le caractère durcissant ou adoucissant en trac-
tion directe. En se basant sur une analyse par éléments finis des essais de flexion, sur la
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comparaison avec les résultats d’essais du même type réalisés par [Jung04] avec le BFUHP
BSI (figure 6.32) et sur le comportement observé lors des essais des colonnes, un comporte-
ment non durcissant en traction est admis pour la modélisation. La valeur fct = 8.9 MPa à
28 jours et une loi après pic exponentielle [Beh96] d’exposant 3 sont utilisées pour la modéli-
sation (figure 6.33). L’ouverture ultime des fissures est admise égale à la moitié de la longueur
des fibres (wu = 6.5 mm) et l’évolution de fct avec le temps est admise affine à l’évolution de
fc.
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Fig. 6.33 : Lois en traction directe admises pour la modélisation du BSI et du BFHP utilisé pour
les colonnes à section circulaire

Lors des essais des colonnes, des fissures espacées de 40 à 120 mm ont été observées. Selon
[AFGC02], la longueur d’équivalence entre ouverture de fissure et déformation pour les élé-
ments non armés serait égale à 2/3 · h = 160 mm. À la connaissance de l’auteur, il n’existe
aucune recherche expérimentale ou théorique pour confirmer la validité de cette approxima-
tion pour des sections de forme circulaire. Les observations d’essais montrent entre autre une
répartition souvent non favorable des fibres, due aux modalités de bétonnage, ainsi que de la
fissuration au jeune âge. En présence de ces incertitudes, on admet pour toutes les colonnes
une longueur de 160 mm. L’influence de la phase de comportement adoucissant sur la réponse
structurale sera discutée en détail dans la suite de cette section.

Béton auto-plaçant
Le comportement en compression du béton auto-plaçant non fibré a été mesuré par trois essais
sur cylindre (φ110 mm, h/φ = 2) 48 jours après le bétonnage, en parallèle avec un des essais
sur colonne. Le comportement après pic est très fragile. La figure 6.34-a compare les trois
courbes mesurées avec la courbe utilisée pour la modélisation, obtenue en utilisant l’expression
proposée par [Sar69] avant pic et les valeurs fc = 119 MPa, Ec = 43000 MPa, εc1 = 0.38% et
εc,50 = 0.4%. Le comportement en traction n’a pas été mesuré : un comportement élastique-
fragile avec fct ' 7 MPa est admis en accord avec l’équation 3.2.

Acier d’armature à haute résistance
Les colonnes S7 et S8 sont renforcées par des barres d’armature en acier à haute résistance et
classe de ductilité B. La figure 6.34-b montre le comportement mesuré de l’acier, communiqué
par le producteur [SWI], et la courbe utilisée pour la modélisation.
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Fig. 6.34 : Comportement mécanique du béton auto-plaçant (a) et de l’acier d’armature à haute
résistance (b)

6.3.3.4 Résultats principaux et modes de rupture

Le tableau 6.3 résume propriétés et résultats principaux pour tous les échantillons : Nmax est
l’effort normal maximal, MN,max et vN,max sont le moment et le déplacement transversal à la
section à mi-hauteur en correspondance avec le pic de N . Mmid,post indique l’évolution, après
le pic de N , du moment agissant sur la section à mi-hauteur

La réponse structurale des colonnes peut être quantitativement comparée sur la base des
diagrammes de la figure 6.35 qui résument le comportement mesuré en termes de courbes
moment total-effort normal, moment-déplacement à mi-hauteur, effort normal-déplacement
à mi-hauteur et moment-courbure maximale détectée (jauges à mi-hauteur). Pour faciliter la
lecture, les diagrammes correspondants aux échantillons non armés (S1, S2, S4), en BFHP
armés (S5, S6, S7, S8) et en béton auto-plaçant (S15, S16) sont séparés.

Colonne S1 S2 S4 S5 S6 S7 S8 S15 S16
Bétonnage 1 1 1 2 2 3 3 5 5
Excentricité e [mm] 30 60 40 30 40 40 30 40 30
Age essai [j] 25 20 144 21 145 146 27 147 47
Armature [mm] - 6φ40 mm 6φ40 mm 6φ40 mm
fsy [MPa] - 540 700 540
Mode de rupture Flambage fragile Rotule ductile Éclatement fragile
Effort normal au pic Nmax

1 [MN] -2.45 -1.03 -1.87 -3.39 -3.24 -3.42 -3.56 -2.75 -3.35
Moment au pic de N MmidN,max

[kNm] 117 95.5 126 183 220 255 221 183 195
Moment après pic de N 0 0 0 ' ' 1 1 % %
Moment maximal Mmax [kNm] 117 95.5 126 198 223 271 263 183 195
Déplacement max au pic de N vmax [mm] 17.7 32.7 27.1 23.8 29.8 35.5 31.9 26.7 28.3
Zone écrasée ou éclatée hcompr [mm] - - - 500 500 400 400-500 > 1000 > 1000
EIth [MNm2] 7.5 10.9 ÷ 11.0 10.9 ÷ 11.0 10.3
EImes [MNm2] 7.0 6.7 5.7 8.2 5.6 6.8 5.7 6.1 8.5

Tab. 6.3 : Propriétés et résultats principaux des essais sur éléments en BFHP comprimés et fléchis

Trois modes de rupture qualitativement différents ont été observés lors des essais (figure 6.36).
Les colonnes non armées ont atteint la rupture par flambage, en se séparant en deux parties
de façon très fragile et sans garder aucune capacité résiduelle (figure 6.36-a). Pour les deux
colonnes avec les excentricités les plus importantes, le flambage a été précédé par une phase de
comportement non linéaire avec ouverture de nombreuses fissures de flexion en zone tendue.
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Fig. 6.35 : Comportement mesuré pour toutes les colonnes de la série

Les colonnes armées et fibrées ont atteint une rupture plus ductile et développent une rotule
plastique localisée à proximité de la mi-hauteur de la colonne mais pas toujours exactement
centrée (figure 6.36-b). Dans la zone de rupture, le béton comprimé s’écrase progressivement,
alors que diverses fissures s’ouvrent en zone tendue. Le début du mécanisme de rupture
correspond au pic de la valeur de l’effort normal et à une diminution initiale rapide du
moment. L’effort normal continue ensuite à diminuer progressivement, alors que le moment
demeure presque constant pour les colonnes armées par des armatures de qualité ordinaire,
ou commence à augmenter de nouveau pour les colonnes armées par des armatures à haute
résistance (figure 6.35, diagramme Mmid(v) des colonnes armées). Les essais ont été arrêtés
au début de cette phase. La hauteur de la zone écrasée au moment où les essais ont été arrêtés
est comprise entre 400 et 500 mm. La zone écrasée n’a souvent pas une forme triangulaire
bien définie : l’observation des zones de rupture donne l’idée d’éléments de plaque/coque qui
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Fig. 6.36 : Modes de rupture pour les colonnes en BFHP sans armatures (a), en BFHP avec arma-
tures (b) et en béton auto-plaçant sans fibres (c)

tendent à éclater et à se séparer du noyau, mais qui restent en place et continuent à interagir
avec le reste de la colonne grâce à la présence des fibres (figure 6.37).

Fig. 6.37 : Zone écrasée en compression de l’échantillon S6 armé et fibré

Les colonnes en béton auto-plaçant armé sans fibres atteignent le pic de l’effort normal par
éclatement abrupt du béton d’enrobage (figure 6.36-c). La zone d’éclatement s’étend sur plus
d’un mètre de hauteur dans la partie centrale des colonnes et se produit également à proximité
du pied des colonnes. Il en résulte en une perte immédiate de rigidité sur une grande partie des
colonnes. Suite à l’éclatement, la résistance des colonnes n’est pas annulée, et elles continuent
à se déformer avec diminution de l’effort normal et du moment. Le moment recommence
ensuite à augmenter. Les essais ont été arrêtés pendant cette phase.

Pour les échantillons non armés, séparés en deux pièces à la rupture, il a été possible d’observer
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les surfaces de rupture. Pour l’échantillon S1, la rupture s’est produite le long d’une surface
faible, caractérisée par le manque presque total de fibres (figure 6.38). Le coulage du béton
depuis le haut des colonnes a donné lieu à une mise en place par couches successives qui ne
se sont pas mélangées correctement [Sti04], probablement à cause de propriétés rhéologiques
non satisfaisantes obtenues lors du bétonnage

Fig. 6.38 : Manque des fibres sur la section de rupture de l’échantillon S1

Pour les colonnes armées, la rigidité flexionnelle EI mesurée (tableau 6.3) est nettement
inférieure à la valeur théorique attendue et graphiquement représentée par des ligne à traits
discontinus dans les diagrammes M(χ) de la figure 6.35. Cela est dû à un phénomène très
considérable de fissuration au jeune âge due au retrait empêché par les armatures [Sti04]. La
fermeture de ces fissures en zone comprimée a été observée visuellement pendant les essais.
Son effet sur le comportement structurel peut être apprécié dans la figure 6.35 par la non
linéarité de la partie initiale des diagrammes M(χ) des éléments en BFHP armé.

Pour les éléments qui ont développé un réseau de fissures de flexion, la distance entre fissures
était généralement comprise entre 80 et 120 mm pour les échantillons fibrés, environ 40 mm
pour les échantillons fibrés et armés et environ 80 mm pour les échantillons en BAP non fibré.
Pour les éléments armés, la position des fissures était influencée par la position des étriers.

6.3.4 Modélisation de la réponse structurale et interprétation des résultats

Les sections suivantes rassemblent les résultats de la modélisation numérique du comporte-
ment structurel des colonnes.

Une première analyse se concentre sur la modélisation du comportement dans la phase qui se
développe avant que la résistance ne soit atteinte dans la section la plus sollicitée (paragraphe
6.3.4.1). La comparaison entre les résultats de la modélisation et le comportement mesuré
lors des essais est présentée séparément pour les colonnes en BFHP non armé (paragraphe
6.3.4.1) et pour les colonnes armées (paragraphe 6.3.4.2). Une étude paramétrique sera décrite
au paragraphe 6.4.1, où l’influence de variations du comportement mécanique du béton sur
la résistance des colonnes est clarifiée.

La deuxième analyse considère le comportement après pic du moment (section 6.3.4.3). L’ana-
lyse s’appuie sur les observations expérimentales pour proposer une étude théorique de l’in-
fluence des fibres sur le comportement après pic.

6.3.4.1 Résistance et flambage des colonnes sans armatures

La figure 6.39 compare le comportement mesuré lors des essais et le comportement simulé par
le modèle numérique pour les colonnes S1, S2 et S4. Les propriétés mécaniques des matériaux
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et leur évolution dans le temps ont été modélisées comme indiqué à la section 6.3.3.3. Chaque
courbe théorique est calculée jusqu’à ce que la résistance de la section soit atteinte à mi-
hauteur de la colonne. La dernière configuration d’équilibre stable est indiquée par un point
noir pour chaque courbe calculée.
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Fig. 6.39 : Comportement des colonnes en BFHP renforcées uniquement par des fibres : comparaison
entre le comportement mesuré et les résultats de la modélisation

Le comportement de la colonne S1 est simulé correctement. La rigidité des colonnes S2 et S4 et
la résistance de la colonne S4 sont en revanche nettement surestimées. Les deux simulations à
résistance réduite présentées pour la colonne S4 (fc = 145 MPa et fc = 129 MPa, figure 6.39)
montrent que l’effet de fc sur le comportement structurel ne peut pas expliquer entièrement la
différence entre le comportement mesuré et le comportement simulé. Les différentes propriétés
qui contrôlent le comportement structurel seront analysées dans la section 6.4.1.
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6.3.4.2 Résistance et flambage des colonnes avec armatures

La figure 6.40 compare le comportement mesuré aux résultats du modèle numérique pour
trois colonnes armées.
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Fig. 6.40 : Comparaison entre résultats expérimentaux et modélisation : colonnes en BFHP et en
BAP avec armatures

Vu l’incertitude dans l’estimation de l’évolution des propriétés mécaniques du béton au cours

196



6 Comportement des colonnes élancées

du temps (section 6.3.4.1), seule l’analyse des colonnes armées testées à un âge inférieur à
100 jours sera présentée. Les trois colonnes montrées à la figure 6.40 ont été testées à un âge
compris entre 21 et 48 jours, et elles ont toutes la même excentricité (e = 30 mm).

Chaque diagramme de la figure 6.40 présente deux courbes, correspondant à deux dispositions
possibles des armatures longitudinales : l’influence de l’orientation des armatures dans la
section transversale sur le comportement structurel est faible et pratiquement négligeable sur
l’effort de flambage. Pour la colonne S16, réalisée en béton auto-plaçant, les résultats de la
modélisation sont en accord avec le comportement mesuré. La rigidité et la résistance des
colonnes fibrées S5 et S8 sont au contraire clairement surestimées, très probablement à cause
du fait que, en réalité, ces colonnes étaient pré-fissurées (sections 6.3.3.4 et 6.4.1).

6.3.4.3 Effet des fibres sur le comportement après flambage

Lors des essais, les colonnes en BFHP armé ont montré un comportement après pic moins
fragile que les colonnes en BAP armé (section 6.3.3.4). Pour des colonnes armées de la même
façon (par exemple, les colonnes S5 et S16), cette différence dépend du comportement en
compression, le comportement en traction n’ayant qu’une influence modeste sur la réponse
des colonnes armées (section 6.4.1).

Nous considérons la colonne S16 (figures 6.35 et 6.40). La courbe théorique indiquée par
σlat,eff = 0 MPa dans la figure 6.41-b a été obtenue en modélisant le comportement en com-
pression avec la loi mesurée sur cylindres2 (fc = 119 MPa, figure 6.34-a et courbe “Sans
fibres”, figure 6.41-a). Le comportement simulé est plus fragile que le comportement mesuré.
En outre, la tendance du moment à augmenter à nouveau après le pic n’est pas reproduite
par le modèle.
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Fig. 6.41 : a) Comportement en compression utilisé pour la modélisation du béton sans fibres (figure
6.34-a) et avec fibres. b) Simulation du comportement de la colonne S16, sans fibres

Avec les propriétés géométriques et mécanique des armatures et en utilisant l’approche propo-
sée par [Man88a], une contrainte de confinement effective d’environ 4.5 MPa agit sur le noyau
lors de l’écoulement des étriers. Deux simulations avec σlat,eff = 2 MPa et σlat,eff = 4 MPa

2Quoiqu’une réduction de fc due à l’éclatement de la couche d’enrobage serait théoriquement attendue
([Fos01, Bae03, Aou07], section 5.2.1.2), la modélisation dans la phase avant pic (section 6.3.4.1) a montré que
la résistance de cette colonne peut être prévue de façon satisfaisante en négligeant cet effet.
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sont montrées dans la figure 6.41-b. La figure 6.42-a compare ces résultats avec les résul-
tats obtenus en utilisant un modèle de confinement compatible (section 5.3) : l’allure du
comportement mesuré peut être reproduite de manière plus satisfaisante en considérant la
nature progressive de l’activation du confinement. Deux courbes avec confinement compa-
tible sont présentées (β = 0.5 et β = 0.25), correspondant à deux estimations différentes de
la déformation axiale εax qui contrôle l’activation du confinement (figure 6.3).
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Fig. 6.42 : Comportement structurel après pic en fonction du type et du niveau de confinement : a)
béton sans fibres, b) béton avec fibres

La figure 6.42-b présente les résultats de simulations similaires, obtenus en utilisant la loi
du béton comprimé “avec fibres” montrée à la figure 6.41-a. L’effet structurel théoriquement
apporté par la contribution après pic des fibres est évident : la diminution du moment après
le pic de l’effort normal est fortement réduite et le comportement est plus ductile. Dans le cas
considéré, le moment continue à augmenter pendant toute la mise en charge. En comparant
les résultats présentés à la figure 6.42 et le comportement mesuré pour les colonnes S16 et
S5, une bonne correspondance de l’allure des courbes est obtenue sans fibres et avec fibres en
utilisant le modèle de confinement compatible et β = 0.25.
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Fig. 6.43 : Séparation des contributions des fibres dans le noyau et dans la couche d’enrobage

La figure 6.43 aide à clarifier l’effet de la contribution des fibres. Le cas qui néglige le confi-
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nement est considéré à titre d’exemple. Les deux courbes extrêmes (“Sans fibres” et “Fibres
noyau + couche”) sont celles montrées sur les figures 6.42-a et b pour σlat,eff = 0. La courbe
intermédiaire est obtenue en admettant un comportement “sans fibres” pour la couche d’en-
robage et un comportement “avec fibres” pour le noyau. La contribution des fibres dans la
couche d’enrobage est représentée par la distance entre cette courbe et la courbe “Fibres
noyau + couche”. Le point noir indique la première situation d’équilibre instable.

Pour la géométrie considérée, un comportement plus ductile de la couche d’enrobage a un
effet non négligeable sur le comportement structurel : il permet une réponse après pic plus
ductile et augmente la résistance pour une colonne peu élancée. Cependant, l’effet sur la
charge d’instabilité théorique est faible.

6.4 Études paramétriques de l’influence des propriétés des maté-
riaux sur le comportement des colonnes élancées

6.4.1 Étude de l’effet de variations des propriétés mécaniques du BFHP sur la
réponse structurelle

Afin d’avoir une meilleure compréhension de l’influence du comportement du matériau sur la
réponse structurelle, des analyses paramétriques ont été effectuées et sont présentées dans ce
paragraphe.

La géométrie des colonnes, le type d’armature et les valeurs d’excentricités considérées sont
les mêmes que celles des colonnes testées avec effort normal excentré 6.3.3 (As/Ac = 0
et As/Ac = 20 %, e = 30, 40, 60 mm). Le comportement mécanique du béton pour le
cas de base est modélisé avec : fc = 130 MPa, εc1 = 0.34%, Ec = 43 GPa, kc2 = 0.58 et
wu = `f/2 = 6.5 mm. Les paramètres qui ont été variés sont montrés schématiquement avec
leurs variations dans la figure 6.44.

w
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+10%-10%

εc1 = 0.34%

−σ

−ε

σ

wu = 6.5, 0.65, 0 mm

Ec

fc = 130, 110, 90 MPa

Fig. 6.44 : Représentation schématique des variations paramétriques des propriétés du matériau

Les figures 6.45, 6.46-b et 6.47 présentent les résultats du calcul. Les éléments sans armatures
et les éléments armés sont présentés séparément. Les courbes peuvent être comparées entre
elles à trois niveaux : les diagrammes d’interaction moment-effort normal, qui expriment la
résistance de la section ; les courbes des points d’équilibre M -N , qui représentent le compor-
tement de chaque colonne ; les points de la dernière configuration d’équilibre stable sous effort
normal constant, qui indiquent la valeur théorique de la charge de flambage. Ces valeurs sont
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indiquées par des points noirs pour les cas de base et par des croix pour les cas obtenus avec
des variations des paramètres.
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Fig. 6.45 : Résultats de l’étude de variations des paramètres : colonnes non armées

La figure 6.45 montre les résultats de l’analyse pour les colonnes sans armatures : le dia-
gramme 6.45-a présente les résultats obtenus dans le cas de base ; les cinq autres diagrammes
comparent les résultats du cas de base (lignes discontinues) aux résultats obtenus en variant
les paramètres. Pour les colonnes armées, la présence d’un état de pré-fissuration a été égale-
ment prise en compte. Son influence sur le comportement structurel a été modélisée de façon
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approchée en définissant une déformation initiale εini pour le béton tendu et en utilisant la loi
de comportement en traction montrée à la figure 6.46-a. La figure 6.46-b montre les résultats
de la modélisation pour le cas de base. Les six diagrammes sur la figure 6.47 comparent ces
résultats (lignes discontinues) aux résultats obtenus en variant les paramètres.
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Fig. 6.46 : a) Loi contrainte-déformation adoptée pour la modélisation approché d’un état de pré-
fissuration et b) résultats de la modélisation dans le cas de base pour les colonnes armées

Pour les éléments non armés (figure 6.45), la résistance à la compression (fc, figure 6.45-c) et
le comportement en traction après fissuration (wu, figure 6.45-f) sont les paramètres détermi-
nants. Les cas avec wu = 0.65 et wu = 0 représentent des sections transversales extrêmement
pauvres en fibres, voire sans fibres traversant la fissure (figure 6.38) : comme le montre la
figure 6.45-f, la présence de sections de ce type peut entrainer une réduction importante de
la résistance pour des colonnes non armées et soumises à un faible effort de compression.
En revanche, la même variation de comportement en traction (wu = 6.5, 0.65, 0 mm) n’a
pratiquement pas d’effet sur le comportement structurel et sur la charge de flambage des
colonnes fortement armées (figure 6.47-f). Comme le montre la figure 6.48, cette conclusion
est également valable en présence d’un taux d’armature plus bas (ρs = 6.4% et ρs = 2.7%).

Une variation significative du module de Young (38.5 à 46 GPa) a une influence limitée
sur le comportement structurel des colonnes non armées (figure 6.45-b) et négligeable sur le
comportement des colonnes fortement armées (figure 6.47-b). Pour les colonnes non armées,
l’effet est quantitativement comparable à celui d’une variation modeste (+/− 10 %) de la
valeur de la déformation εc1 au pic (figures 6.45-d et 6.47-d). Pour une valeur de la résistance à
la compression donnée, l’estimation la plus prudente de la résistance de la section (diagramme
M − N) est obtenue en admettant une valeur petite pour εc1 et une courbe σ(ε) linéaire
(Ec → fc/εc1). Cependant, si les effets du second ordre sont considérés, l’effet d’une variation
de εc1 est ambigu, car sa diminution réduit la résistance en section mais augmente la rigidité
structurale (figure 6.45-d).

En s’appuyant sur les considérations discutées pour les paramètres Ec, fc et εc1, une estima-
tion prudente de la résistance en section est obtenue en admettant une valeur minimale de
εc1 et un comportement linéaire fragile en compression, si seule la valeur de fc est connue
pour le dimensionnement.

La pente après pic de la courbe σ(ε) en compression (paramètre kc2) influence le diagramme
moment-effort normal dans le domaine des efforts normaux moyens. L’effet est similaire pour
les colonnes non armées et pour les colonnes fortement armées (figures 6.45-e et 6.47-e).
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Fig. 6.47 : Résultats de l’étude de variations des paramètres : colonnes armées

L’influence du paramètre kc2 sur la charge de flambage est peu importante.

Dans le cas de colonnes fortement armées, la présence d’un état de fissuration initial (figure
6.47-a) n’influence pratiquement pas la résistance de la section, mais augmente la sensibilité
des colonnes vis-à-vis des effets du second ordre. Cet effet, avec l’effet de fc (figure 6.47-a),
peut expliquer la différence entre le comportement modélisé et le comportement mesuré pour
les colonnes armées (figure 6.40).
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Fig. 6.48 : Effet d’une variation du comportement après fissuration en traction pour des colonnes à
faible taux d’armature

6.4.2 Étude comparative de la résistance et de la charge de flambage de colonnes
réalisées avec des bétons de qualités différentes

Cette section présente les résultats d’une comparaison de résistance de colonnes réalisées
avec trois types de bétons différents : un béton ordinaire (BO), un béton à haute résistance
(BHR) et un BFUHP (figure 6.49). Quatre élancements sont analysés : `/d = 0, 12.5, 21, 33
correspondant à des colonnes bi-articulées à section transversale circulaire de diamètre égal à
240 mm et de longueur ` respectivement égale à 0, 3, 5 et 8 m. Des colonnes sans armatures
et des colonnes armées (As/Ac = 6.4%) sont considérées séparément3.
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Fig. 6.49 : Propriétés des matériaux admises pour la modélisation du comportement des colonnes

La comparaison est effectuée à l’aide de diagrammes d’interaction moment-effort normal
réduits (figure 6.50) : pour une colonne de longueur donnée, le diagramme d’interaction réduit
correspond à l’enveloppe des points de flambage pour différentes valeurs de l’effort normal.

Pour les colonnes bi-articulées considérées, ces diagrammes peuvent être calculés au moyen de
plusieurs analyses structurales : l’analyse de “colonnes soumises à un effort normal constant
et à un moment imposé” (N = const, section 6.2.2.3) peut être effectuée pour différents
valeurs de l’effort normal ; sinon, l’analyse de “colonnes soumises à un effort normal excentré”
(e = const) peut être effectuée pour différents valeurs de l’excentricité. Comme le montre la

3Les colonnes non armées et réalisées en BO et en BHR représentent un cas d’intérêt académique
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figure 6.51, les deux algorithmes conduisent aux mêmes résultats. Cependant, l’algorithme
qui travaille à effort normal constant nécessite le calcul d’un nombre inférieur de diagrammes
moment-courbure, et est utilisé par la suite.
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Fig. 6.50 : Comparaison de la résistance de colonnes réalisées en béton ordinaire, béton à haute
résistance et BFUHP. Lignes à trait continu : résistance de la section (` = 0) ; lignes à
trait discontinu : résistance de la colonne (` 6= 0)

Les moments µ et les efforts normaux η sur la figure 6.50 sont normalisés par la résistance à
la compression centrée et par la résistance en flexion de la section en BFUHP (`/d = 0) non
armée (colonne “a” sur la figure 6.50) et de la section en BFUHP armée (colonne “b” sur la
figure 6.50). Les résultats de cette comparaison permettent de relativiser les effets bénéfiques
liés à l’utilisation d’un BFUHP pour des colonnes élancées. La résistance au flambage étant
contrôlée par la rigidité de l’élément plutôt que par sa résistance, les diagrammes d’interaction
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réduits, et donc la résistance au flambage des colonnes en BFUHP tendent à s’approcher à
ceux du BHR dans la gamme des élancements importants (`/d = 21 et 33 de la figure 6.50)
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Fig. 6.51 : Comparaison entre deux approches de calcul du diagramme M-N réduit

6.4.3 Contribution des fibres d’un BFUHP au comportement structurel

La figure 6.52 met en évidence la contribution des fibres à la résistance d’une colonne sans
armatures. La contribution des fibres est identifiée, par simplicité, avec le comportement après
pic en compression et avec le comportement après fissuration de la matrice en traction : les
courbes à trait discontinu montrées sur la figure ont été obtenues en négligeant ces deux
contributions. Pour mieux souligner l’effet des fibres, les courbes sont obtenues pour des
éléments non armés. Le comportement après pic en compression n’a aucune influence sur la
résistance au flambage. Le comportement en traction a une influence dans le domaine des
efforts de compression faibles ou des grandes excentricités : en s’appuyant sur les observations
montrées sur les figures 6.47 et 6.48, cette contribution est, elle aussi, à relativiser dans le cas
des éléments armés.
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Fig. 6.52 : Mise en évidence de l’effet des fibres en traction et en compression sur la résistance des
colonnes élancées
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6.5 Conclusions

Dans ce chapitre, le comportement des colonnes en béton fibré à haute résistance et à ultra-
haute résistance a été analysé par une approche expérimentale et théorique.

1. Un modèle numérique a été implémenté et adapté pour l’analyse du comportement au
second ordre des colonnes en BFUHP armées. Le modèle permet :
– la modélisation du comportement du noyau interne confiné en appliquant le modèle

de confinement compatible développé au chapitre 5 ;
– la modélisation du comportement structural après pic, moyennant quelques hypo-

thèses sur le comportement de la zone de localisation de l’écrasement ;

2. Les résultats d’une série d’essais effectuée à l’IS-BETON sur des colonnes en BFUHP
BSI soumises à un effort normal constant et à des rotations d’extrémité imposées sont
discutés et analysés à l’aide du modèle de calcul :
– les modes de rupture en compression et flexion composée se manifestent de manière

similaire aux modes de ruptures typiques des éléments en béton ordinaire ; cepen-
dant, la géométrie effective des surfaces de rupture est très irrégulière et fortement
influencée par la distribution des fibres ;

– la présence des barres d’armature favorise un mode de rupture par fissuration longi-
tudinale et éclatement de la couche d’enrobage, qui devrait être mieux étudié ;

3. Les résultats d’une série d’essais effectuée à l’IS-BETON sur des colonnes en BFHP
M2C soumises à un effort normal variable avec excentricité constante sont discutés et
analysés à l’aide du modèle de calcul :
– la rupture est extrêmement fragile pour des colonnes non armées et renforcées seule-

ment par des fibres ; ductile avec formation d’une rotule non linéaire pour les colonnes
armées et renforcées par des fibres ; influencée par l’éclatement fragile du béton d’en-
robage pour les colonnes armées mais sans fibres ;

– la présence des fibres a un effet bénéfique sur le comportement après pic des colonnes
testées, mais son influence sur la charge d’instabilité est faible ;

4. Le modèle de calcul a été validé lors de la modélisation des essais. Il a été utilisé pour
effectuer des analyses paramétriques :
– pour des colonnes non armées et avec une géométrie similaire aux colonnes testées

à l’EPFL (` = 3 m, d = 240 mm) la résistance est fortement influencée par le
comportement en compression et par le comportement après fissuration en traction
du BFHP ;

– pour des colonnes une avec géométrie similaire mais armées, le comportement structu-
rel est encore influencé par la résistance à la compression, mais le comportement après
fissuration en traction n’a pratiquement plus aucun effet, même pour des colonnes
relativement faiblement armées ;

– les avantages liés à l’utilisation d’un BFHP dans une colonne armée et élancée sont
liés à la résistance à la compression du BFHP et à l’effet bénéfique des fibres sur
l’enrobage ;

– l’effet de la résistance à la compression sur le comportement structurel est plus im-
portant pour les colonnes trapues.
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7.1 Conclusions

Les contributions théoriques et expérimentales de ce travail de recherche améliorent le niveau
de connaissances et la compréhension du comportement structurel des éléments en Béton
Fibré à Ultra-Hautes Performances (BFUHP) renforcés avec armatures ordinaires.

Le comportement de tirants et de colonnes soumises à de la flexion composée a été étudié
avec une approche expérimentale et théorique. Trois séries d’essais sur éléments de structure
armés sont décrites dans la thèse. Des modèles de calcul analytiques et numériques ont été
développés pour analyser les aspects principaux mis en évidence lors des essais. Ces modèles
ont été utilisés pour identifier les paramètres qui contrôlent la réponse des éléments considérés.
Grâce à une formulation particulièrement adaptable, les modèles ont été utilisés pour simuler
le comportement d’éléments réalisés avec divers types de béton. Cela permet de mettre en
évidence les aspects distinctifs du comportement des éléments en BFUHP et de comparer
leur efficacité structurale à celle d’éléments réalisés en béton armé ordinaire ou fibré.

Comportement des tirants en BFUHP armé

Le comportement des tirants en BFUHP armé à été étudié expérimentalement et théorique-
ment. Un dispositif d’essais original a été développé à cette fin. Une série d’essais sur tirants
en BFUHP BSI avec armatures ordinaires (B500, ρs = 3.2% et 6.7%) est décrite dans la
thèse. Les résultats des essais peuvent être résumés ainsi :

1. la contribution du BFUHP à la rigidité et à la résistance des tirants est importante ;

2. la résistance des tirants est supérieure à la résistance des armatures et elle est atteinte
au début de la plastification des armatures. Après le pic, la force diminue et la défor-
mation se localise dans une seule fissure. L’allongement ultime d’un tirant dépend de sa
longueur, il est inférieur à l’allongement ultime de l’acier d’armature et à l’allongement
ultime d’un tirant en béton armé ordinaire, pour lequel la plastification et l’écrouissage
des armatures se produisent avant la rupture dans plusieurs fissures ;

3. le long d’un tirant, le comportement en traction du BFUHP est caractérisé par une
grande variabilité locale : pour tous les tirants testés, des zones à comportement non
pseudo-plastique existent dès la fissuration de la matrice.

Un modèle de calcul a été développé pour analyser le comportement des tirants en BFUHP
armé. Le modèle se fonde sur une résolution numérique du problème différentiel de l’adhé-
rence en présence de lois constitutives non linéaires pour le BFUHP, l’acier d’armature et
l’adhérence. L’effet d’un état d’autocontraintes (retrait, précontrainte) sur la fissuration est
pris en compte directement dans la formulation différentielle. Des propositions sont suggérées
pour modéliser la réduction locale de l’adhérence due à la fissuration par fendage et à la
plastification des armatures. Les résultats principaux obtenus par le modèle de calcul sont
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résumés ainsi :

1. pour les tirants en BFUHP, la distance minimale entre les fissures ne peut pas être
calculée avec la même approche qu’on utilise pour le béton armé ordinaire ; les raisons
physiques pour cela sont expliquées à l’aide du modèle de calcul ;

2. la distance entre fissures est contrôlée principalement par la variabilité statistique du
comportement en traction du BFUHP et par la distance nécessaire aux fibres pour
transmettre l’effort de traction au béton. La distance entre fissures peut être admise
égale à une fraction de la longueur des fibres. Les mêmes considérations s’appliquent
en absence de phase pseudo-plastique du BFUHP, si le comportement adoucissant est
suffisamment ductile ;

3. le comportement en service d’un tirant en BFUHP armé micro-fissuré peut être modélisé
avec une approche simplifiée qui néglige l’adhérence et qui admet une déformation de
l’acier constante et égale à la déformation moyenne du BFUHP micro-fissuré ;

4. le comportement ultime d’un tirant (résistance et ductilité) est contrôlé par les proprié-
tés de la fissure la plus faible du tirant, dite “critique”;

5. pour les tirants considérés, la fissure critique peut être modélisée comme une fissuré iso-
lée entourée par un matériau plus résistant, qui est micro-fissuré mais peut être modélisé
par une loi contrainte-déformation homogène. Cette simplification facilite l’analyse. Elle
est justifiée pour les éléments testés à l’EPFL, mais non de manière générale ;

6. les effets de la plastification des armatures et des facteurs de réduction locale de l’adhé-
rence dominent le comportement autour de la fissure critique. À la ruine, la contrainte
d’adhérence moyenne sur la zone d’ancrage est nettement inférieure à la contrainte
d’adhérence mesurée par un essai de pull-out. Cela donne aux tirants une certaine duc-
tilité.

La contribution donnée par ces résultats expérimentaux et théoriques à la compréhension
phénoménologique de l’adhérence et de la fissuration des éléments en béton ordinaire, béton
fibré et BFUHP offre un encadrement et une base théorique importants pour des études
ultérieures du comportement d’éléments tendus en BFUHP armé.

Comportement du béton confiné dans les éléments de structure

Le comportement du béton confiné a été étudié avec une approche théorique. Un modèle
analytique a été développé pour décrire le comportement du béton comprimé et soumis à un
état de confinement transversal, actif ou passif. Dans le cas de confinement passif, la solution
du problème est obtenue par une méthode numérique itérative qui considère la compatibilité
de déformation entre le béton et l’élément qui le confine. Le béton confiné et l’élément qui
exerce le confinement sont modélisés de manière indépendante pour avoir un modèle adaptable
à divers types de béton et diverses méthodes de confinement.

Les caractéristiques principales du modèle qui décrit le comportement du béton confiné sont :

1. les paramètres qui décrivent la loi contrainte axiale-déformation axiale du béton confiné
en fonction de la pression de confinement ont été calibrés au moyen d’un grand nombre
d’essais de la littérature sur béton ordinaire et à haute résistance ;

2. une approche de modélisation originale a été proposée décrire la loi déformation latérale-
déformation axiale du béton confiné. Cette approche simplifie fortement la description
du problème au moyen d’une formulation analytique où toutes les variables sont expri-
mées en fonction de la déformation axiale.

208



7 Conclusions et travaux futurs

Ce modèle a été utilisé pour simuler les résultats d’essais en conditions de confinement actif
tirés de la littérature. La comparaison montre une très bonne correspondance. Le modèle
permet de décrire les aspects principaux du comportement du béton confiné. Le modèle
a été également utilisé pour simuler le comportement du béton comprimé en condition de
confinement passif. Trois cas ont été considérés.

1. Pour le béton confiné par des étriers, les résultats du modèle ont été comparés avec des
essais de la littérature : les résultats sont satisfaisants pour des colonnes qui montrent
un plateau de résistance résiduelle après pic. La réponse des colonnes qui montrent une
diminution continue de résistance après pic, probablement due à la rupture ou à la perte
d’ancrage des étriers, n’est cependant pas correctement reproduite.

2. Pour le béton confiné par un tube métallique, une approche simplifiée a été propo-
sée pour décrire l’interaction complexe entre le béton et le tube en fonction d’un seul
paramètre. Les résultats du modèle ont été comparés avec des essais de la littérature.
Mesures et simulations sont globalement en accord, mais une plus large base de données
est nécessaire pour la compréhension physique du problème et pour calibrer du modèle.

3. Le comportement d’un élément de béton ordinaire confiné par une couche d’enrobage
mince de BFUHP a été simulé. Les résultats de cette étude théorique montrent qu’un
élément de ce type a un comportement en compression meilleur qu’un élément entiè-
rement réalisé en béton ordinaire. Cette solution constructive ne présente cependant
pas d’avantages substantiels par rapport à une solution où une quantité identique de
BFUHP est placée à l’intérieur de la colonne et l’effet de confinement n’est pas activé.

L’approche de modélisation proposée représente une solution élégante, qui décrit les aspects
principaux du confinement et permet une modélisation très satisfaisante des essais effectués
avec confinement actif. Avec confinement passif, plus de données sont nécessaires pour une
solution de validité générale. Cependant, l’approche peut être facilement adaptée pour mo-
déliser le comportement de matériaux spécifiques.

Comportement des colonnes élancées

Le comportement des colonnes en BFUHP soumises à de la flexion composée à été étudié
expérimentalement et théoriquement. Deux séries d’essais sur colonnes sont décrites dans la
thèse. Un modèle de calcul numérique a été implémenté pour analyser le comportement au
second ordre des colonnes en BFUHP armées. Ce modèle, de même que les autres développés
dans la thèse, a été adapté et enrichi pour être le plus possible général et adaptable à des
matériaux différents. Le modèle a été utilisé pour interpréter le comportement observé lors
des essais et pour effectuer des analyses paramétriques.

Une première série d’essais a été effectuée sur colonnes en BFUHP BSI peu élancées, renforcées
par diverses configurations d’armature (colonnes sans armatures, armées ou précontraintes)
et soumises à un effort normal constant et à une rotation imposée. Les résultats principaux
sont énumérés ci-dessous :

1. la rupture en compression se manifeste de manière similaire pour des éléments en
BFUHP et en béton ordinaire ; cependant, dans le cas du BFUHP la géométrie des
surfaces de rupture est très irrégulière et elle est fortement influencée par la distribu-
tion des fibres ;

2. la présence des armatures longitudinales et l’absence d’étriers favorisent un mode de
rupture par fissuration longitudinale et séparation de la couche d’enrobage, qui devrait
être étudié plus en détail ;
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3. le comportement mesuré peut être modélisé de manière satisfaisante en admettant pour
le BFUHP une loi contrainte-déformation pseudo-plastique en traction et une résistance
en compression légèrement inférieure à celle prévue sur la base des essais de caractéri-
sation du matériau.

Une deuxième série d’essais a été effectuée sur colonnes élancées avec ou sans armatures.
Certaines colonnes sont réalisées avec le BFHP M2C, d’autres avec un béton auto-plaçant
non fibré. Les colonnes ont été soumises à un effort normal excentré. Les résultats principaux
sont énumérés ci-dessous :

1. pour les colonnes avec les fibres, mais sans armatures, la rupture a été extrêmement
fragile à cause de la présence accidentelle de zones extrêmement pauvres de fibres ;

2. pour les colonnes armées, mais sans fibres, la rupture s’est produite par éclatement
fragile de l’enrobage. Suite à l’éclatement, la contribution du noyau confiné s’est activée ;

3. pour les colonnes armées et renforcées par des fibres, la rupture a été ductile par for-
mation d’une rotule non linéaire. La présence des fibres a empêché le détachement de
l’enrobage et exercé un effet bénéfique sur le comportement après pic.

Des analyses paramétriques ont été effectués pour étudier l’influence des propriétés du béton
sur le comportement structure :

1. dans une colonne non armée élancée, des sections pauvres de fibres peuvent entrâıner
une réduction de résistance et ductilité importante ;

2. dans une colonne armée, le BFHP contribue principalement par sa résistance à la com-
pression et par l’effet bénéfique des fibres sur la stabilité de l’enrobage ;

3. la contribution flexionnelle des fibres en zone tendue est significative seulement pour
des colonnes très faiblement armées, ou soumises à un effort de compression faible ou
fortement excentré ; sinon, cette contribution est pratiquement négligeable.

Sur la base des résultats expérimentaux et théoriques, la plus prometteuse solution structurale
est celle avec des armatures ordinaires et des fibres. Des colonnes en béton fibré sans armatures
sont plutôt à éviter à cause des risques dérivant de la possible distribution locale défavorable
des fibres et en raison de l’impossibilité de profiter de la ductilité du noyau confiné.

7.2 Travaux futurs

Les études théoriques et expérimentales proposées dans cette thèse mettent en évidence des
domaines de recherche encore partiellement, voire totalement inexplorés pour le BFUHP.

Certains sujets de recherche n’ont pas été directement analysés dans la thèse, mais ils doivent
être considérés attentivement car ils influencent l’efficacité et l’applicabilité structurale des
éléments étudiés dans la thèse. Parmi les aspects les plus importants, on peut citer :

1. la conception de noeuds structuraux résistants et étanches entre les éléments préfabri-
qués minces en BFUHP ;

2. le risque accru de rupture par poinçonnement des dalles en BO sur colonnes en BFUHP ;

3. le comportement au feu insatisfaisante du BFUHP avec fibres métalliques ;

4. la prise en compte des bénéfices éventuels liés à l’utilisation du BFUHP dans des élé-
ments soumis à des sollicitations sismiques.
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D’autres sujets de recherche plus spécifiques ressortent d’aspect directement traités dans la
thèse et sont énumérés par la suite.

Comportement structurel du matériau BFUHP

Certains aspects du comportement du BFUHP, nécessaires au dimensionnement, n’ont pas
encore été suffisamment étudiés.

1. L’essai de pull-out standard ne représente pas efficacement l’adhérence qui existe dans
un élément de structure en BFUHP. Des essais spécifiques doivent être conçus et ef-
fectués pour caractériser l’adhérence dans un élément micro-fissuré et pour séparer les
effets des divers facteurs de réduction de l’adhérence (section 4.5).

2. Très peu d’essais ont été effectués sur le comportement du BUHP sous sollicitations
multiaxiales, avec ou sans fibres. Une étude expérimentale rigoureuse est envisageable,
du moins en compression triaxiale (en particulier, essais de confinement actif) et sous
sollicitation biaxiale de compression-traction.

3. Le comportement en traction du BFUHP ne devrait pas être caractérisé seulement par
une loi moyenne, mais aussi par l’indication de la variabilité statistique que l’on peut
s’attendre dans un élément de structure, selon sa géométrie et les modalités de béton-
nage. La distinction entre matériaux à comportement “durcissant” ou “adoucissant”, où
nécessaire, devrait se baser sur les propriétés effectives du matériau dans l’élément de
structure.

4. Le comportement au jeune âge du BFUHP peut influencer d’une manière importante
le comportement structurel, mais est très complexe à modéliser. Plus de connaissances
et des méthodes simplifiées sont nécessaires pour l’estimation des effets du retrait au
jeune âge.

Les recherches effectuées sur le BFUHP à l’IS-BETON montrent qu’un comportement “dur-
cissant” en traction n’est souvent pas essentiel à une bonne performance structurale, surtout
pour des éléments armés. Les recherches sur les BFUHP et les BFHP devraient viser une
approche conceptuelle unifiée où les fibres et les armatures ordinaires sont considérées comme
des renforcements complémentaires et le comportement en traction du béton est une exigence
requise au producteur du matériau pour atteindre la performance structurale souhaitée par
l’ingénieur.

Tirants en BFUHP armé

La contribution donnée par cette thèse à la compréhension phénoménologique de l’adhérence
et de la fissuration des éléments en béton ordinaire, béton fibré et BFUHP sert comme en-
cadrement et base théorique pour des recherches futures sur les éléments tendus en BFUHP
armé. Les recherches futures doivent s’orienter vers des exigences liées aux applications pra-
tiques, telles que :

1. investiguer expérimentalement et théoriquement les implications de l’utilisation du
BFUHP avec armatures ordinaires sur la résistance et la ductilité des éléments fléchis ;

2. étudier l’adhérence entre le BFUHP et les armatures de précontrainte (barres, torons),
plus souvent utilisées dans des éléments préfabriqués en BFUHP ;

3. étudier le comportement structurel d’éléments renforcés par des armatures à adhérence
faible, pour quantifier les bénéfices éventuels sur la ductilité ;
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4. comparer le comportement d’éléments réalisés avec des bétons fibrés différents et iden-
tifier les propriétés des fibres et des armatures nécessaires selon les diverses exigences
structurales.

Béton confiné dans les éléments de structure comprimés

Des études complémentaires sont envisageables pour compléter et valider le modèle de com-
portement du béton confiné (chapitre 5) :

1. pour les éléments en BFUHP, le modèle doit être validé expérimentalement et, le cas
échéant, adapté ;

2. certains paramètres du modèle ont été définis sur base empirique. Le modèle doit être
encadré dans un contexte théorique plus général et rigoureux ;

3. la modélisation du confinement passif exercé par des étriers peut être enrichie pour
tenir en compte de l’effet de la rupture ou de la perte d’ancrage des étriers selon une
approche compatible.

La modélisation du comportement du béton confiné par un tube métallique est sujette à cer-
taines incertitudes importantes (sections 5.4.2.1, 5.4.2.3). Le comportement de ces éléments
doit être préférablement étudié au moyen d’essais de laboratoire. Il est recommandable d’ef-
fectuer ces essais sur des éléments avec géométrie et état de sollicitation similaires à ceux de
l’application structurale souhaitée.

Colonnes élancées

Les essais décrits dans la thèse donnent des informations intéressantes sur les modes de
rupture et le comportement après pic des colonnes en BFUHP. Cependant, la mise en charge
n’a pas été contrôlée d’une manière apte à garantir un comportement stable et le suivi correct
de la phase après pic. Pour obtenir des informations plus précises sur le comportement après
pic, des essais doivent être effectués en contrôlant, par exemple, le déplacement latéral à
mi-hauteur de la colonne.

Une solution structurale attractive est représentée par des colonnes en BFUHP renforcées
par des armatures ordinaires longitudinales et transversales. Cette solution bénéficie de la
contribution des fibres à la stabilité de la couche d’enrobage, de l’étanchéité du BFUHP,
qui permet des enrobages réduits, d’un effet de confinement du noyau. Pour une meilleure
évaluation de cette solution, il est nécessaire :

1. l’étude théorique ou expérimentale de la résistance et des conditions de stabilité de
la couche d’enrobage en BFUHP qui enrobe les étriers et qui est soumise à un état
biaxial de traction-compression. Cette étude devrait permettre de définir les propriétés
en traction du béton fibré nécessaires pour empêcher l’éclatement de l’enrobage en
fonction de la quantité et de la géométrie des armatures, de la géométrie de l’élément
et du type de sollicitation. Une étude par la théorie de la mécanique de la rupture est
probablement nécessaire ;

2. la définition du processus de fabrication de ces éléments en fonction des propriétés
rhéologiques du BFUHP.
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structures en béton - rapport des essais, Publication EPFL-IBAP, No. 140, Lausanne,
Switzerland, novembre, 1993.

[Feh05] Fehling E., Schmidt M., Teichmann T., Bunje K., Bornemann R., Middendorf
B., Entwicklung, Dauerhaftigkeit und Berechnung - Ultrahochfester Beton (UHPC), For-
schungsbericht DFG FE 497/1-1, Schriftreihe Baustoff- und Massivbau, Band 1, p. 132,
Kassel, 2005.

[Fer04] Ferrara L., Meda A, Lamperti T., Pasini F., Connecting fibre distribution, worka-
bility and mechanical properties of SFRC : an industrial application to precast elements,
6th RILEM Symposium on fibre reinforced concrete (FRC), Varenna, Italy, 2004.

[Fer02] Ferretti D., Iori I., Morini M., La stabilità delle strutture. Il caso delle costruzioni in
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[Hil76] Hillerborg A., Modéer M., Petersson P., Analysis of crack formation and crack
growth in concrete by means of fracture mechanics and finite elements, Cement and
Concrete Research, vol. 6, No. 6, pp. 773-781, Lund, Suède, 1976.
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ton, Birkhäuser Verlag, Institut für Baustatik und Konstruktion ETH Zürich, 176, Basel,
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Notations

Abréviation

BO béton ordinaire
BF béton fibré
BHP béton à hautes performances
BHR béton à haute résistance
BFHP béton fibré à hautes performances
BFUHP béton fibré à ultra hautes performances
BPR Béton de Poudres Réactives
BSI Béton Spécial Industriel
BUHP béton à ultra hautes performances
DSC Densified Small particle Concrete
ECC Engineered Cementitious Composites
MC Model Code
PE polyéthylène
PP polypropylène
PVA polyvinyle alcool

AFGC Association Française de Génie Civil
DAfStb Deutscher Ausschuss für Stahlbetonbau
JSCE Japan Society of Civil Engineers
SIA Société suisse des ingénieurs et architectes

Lettres majuscules latines

A aire, paramètre des expressions de [Sar69] et de [Sha83] pour le béton comprimé,
paramètre du modèle de béton confiné par un tube en acier

D diamètre, paramètre de l’expression de [Sar69] pour le béton comprimé
E module d’élasticité
F force
GF énergie de rupture [N/mm]
H pente de la courbe σ(w)
J retrait spécifique [µm/m/MPa]
K rigidité axiale d’un élément
Kb facteur réduction de l’adhérence en fonction de l’état de déformation des armatures
Ki facteurs de réduction de la pression de confinement effective
Ki facteurs de réduction de l’aire confinée effective
K(w) facteur dans la loi σ(w) du béton
M moment
N effort normal de traction ou compression
R.I. index de renforcement des fibres
V volume
Vf fraction des fibres en volume [%]
Z paramètre des expressions de [Ken71] pour le béton comprimé

Lettres minuscules latines

b largeur
c épaisseur de l’enrobage
d diamètre, dimension de la section transversale
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NOTATIONS

df diamètre d’une fibre
da diamètre maximal des agrégats
e épaisseur, excentricité
f résistance du matériau, fonction
fc résistance à la compression du béton
fctm résistance à la fissuration de la matrice cimentaire
fct résistance à la traction du béton
ffy limite d’écoulement de l’acier utilisé pour les fibres
fsy limite d’écoulement de l’acier d’armature
fsy,0.2% contrainte limite d’élasticité pour l’acier d’armature sans plateau d’écoulement
h hauteur
kc1, kc2 coefficients de l’expression de Shah pour le béton comprimé
` longueur
n nombre, paramètre de l’expression de [Pop73] pour le béton comprimé
p pression, paramètre des expressions de béton confiné
s distance entre étriers
sr distance entre fissures
t temps, épaisseur
u déplacement en direction x
v déplacement en direction y, flèche
w ouverture de fissure
wct ouverture de fissure à la fin de la phase de micro-fissuration d’un BFUHP
wr paramètre (ouverture de fissure) de l’expression de la loi σ(w)

Lettres grecques

∆ variation, incrément fini

α angle, divers paramètres
β divers paramètres
δ glissement relatif entre armatures et béton
ε déformation
εc1 déformation au pic de la courbe σ(ε) du béton comprimé
εc50 déformation après pic de la courbe σ(ε) du béton comprimé lorsque σ = 0.5 · fc
εsy limite d’écoulement de l’acier d’armature
εsh déformation de début de la phase à comportement durcissant pour l’acier d’armature
εsu allongement spécifique de rupture de l’acier d’armature
η effort normal normalisé
χ courbure
λ élancement, facteur de réduction de l’adhérence en proximité d’une fissure
µ moment normalisé
ν coefficient de Poisson
ϕ coefficient de fluage, angle de frottement de critère de Mohr-Coulomb
φ diamètre
θ rotation
ρ taux géométrique d’armature
σ contrainte normale
σfu,th contrainte ultime théorique transmise par les fibres
τ contrainte de cisaillement, contrainte d’adhérence

Indices

0 valeur initiale, valeur au droit d’une fissure
I élément qui exerce le confinement
ax axiale
b adhérence
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NOTATIONS

bf béton de fibres
bu valeur ultime de l’adhérence
c béton, compression
cc béton confiné
cg centre de gravité
ch caractéristique
cr critique
cs retrait du béton
ct relatif au point de résistance en traction maximal du béton
cub cube
ctm relatif au point de résistance en traction maximal du béton
cyl cylindre
de décharge
disc valeur obtenue avec un calcul à fissures discrètes
eq équivalence
el élastique
ext externe
f fibre, valeur finale
fiss fissuration
fl fluage, flexionnel
hom valeur à la section homogène, valeur obtenue avec un calcul homogène
i nombre d’itération, élément générique
ini valeur initiale
int interne
k valeur caractéristique
lat latérale
m matrice cimentaire, valeur moyenne
max valeur maximale ou valeur en correspondance d’un maximum
mes valeur mesurée
mid mi-distance entre fissures, mi-hauteur ou mi-longueur d’un élément
min valeur minimale
mod valeur attendue avec un modèle de calcul
n net
nf non fissuré
nom nominal
p acier de précontrainte
pic valeur au pic
pri prisme
r radiale
res résiduel
s acier d’armature passive
sec sécant
t traction, tangentiel
th théorique
tot total
ts tension stiffening
u ultime, de rupture
y d’écoulement
th valeur théorique
θ tangentiel
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Annexe A - Calibration de la courbe de
comportement du béton confiné

Les paramètres de la loi σax(εax) décrite à la section 5.3.1 ont été calibrés en s’appuyant sur de
nombreux résultats d’essais de la littérature, résumés dans le tableau A.1.

No Réf. fc[MPa] Ec[GPa] εc1 [%] Vf [%] ? σlat [MPa] σlat/fc [%]
(1) [Ric28] 17 12(∗∗) 0.319 0, 1.2, 3.8, 5.4, 7.5, 10.4, 14.4, 20.7, 28.2 6 - 166
(2) [Can01] 40 25 0.236 0, 4, 8, 12 10 - 30
(3) [Lah92] 44 25 0.300 0, 7.6, 22 17 - 50
(4) [Ans98] 47.2 36.5 0.202 0, 8.3, 16.6, 24.9, 33.2, 41.4 18 - 88
(5) [Xie95] 60.2 20(∗∗) 0.44 0, 2.3, 5.3, 8.3, 11.3, 14.3, 20.3, 23.3, 29.3 4 - 49
(6) [Imr96] 64.7 32.9 0.297 0, 3.2, 6.4, 12.8, 25.4, 38.4, 51.2 5 - 79
(7) [Lu07] 67 40 0.251 0, 3.5, 7, 14, 28, 42, 56 5 - 84
(8) [Ans98] 71.1 40.7 0.203 0, 13.8, 27.6, 41.4, 55.2, 68.9 19 - 97
(9) [Lah92] 78 34 0.321 0, 7.6, 22 0.1 - 0.28
(10) (∗) [Xie95] 92.2 - 0.410 0, 3.8, 8.3, 12.8, 16.6, 17.3, 21.8, 26.3, 35.5, 44.5 4 - 48
(11) [Can01] 103.3 45 0.266 0, 4, 8, 12 4 - 12
(12) (∗) [Ans98] 107.3 43.4 0.194 0, 20.8, 41.7, 62.5, 83.4 20-80
(13) [Att96] 110 58.7 0.280 5, 10, 15 5 - 14
(14) [Lah92] 113 43 0.320 0, 7.6, 22 7 - 20
(15) (∗) [Xie95] 119 - 0.379 0, 6, 12, 18, 24, 30, 36, 48, 60 5 - 50
(16) [Att96] 120 55.7 0.250 1, 5, 10, 15, 20 1 - 17
(17) [Att96] 120 52.8 0.280 5, 10, 15 4 - 13
(18) (∗) [Che92] 22.8 - 1 mf 10, 20 44 - 88
(19) (∗) [Che92] 24.5 - 2 mf 10, 20 41 - 82
(20) [Pan01] 41.8 ' 30 0.350 1 mf, 1.5 pf 0, 8.4, 16.7, 25.1, 33.4 0-80
(21) (∗) 46.4 0.430 1 mf, 1.5 pf 0, 9.3, 18.6, 27.8 0-60
(22) (∗) 46.7 0.410 0.8 mf, 1.2 f 0, 8.2, 16.4, 24.6, 37.4 0-80
(23) (∗) 49.2 0.400 2 mf 0, 9.8, 19.7, 29.5, 39.4 0-80
(24) (∗) 56.7 0.510 2 mf 0, 11.3, 22.7, 29.4 0-60
(25) (∗) 57.9 0.520 0.8 mf, 1.2 f 0, 11.6, 23.2, 34.7 0-60
(26) (∗) [Lu06] 69 - 0.278 1 f 0, 7, 14, 21, 28, 34, 42, 56 10 - 81

Tab. A.1 : Données de la littérature utilisées pour calibrer les expressions analytiques décrivant le
comportement du béton confiné. (∗) : seules les valeurs numériques de fcc et de εcc1

ont été utilisées pour la calibration ; (∗∗) valeurs non rapportées dans les références et
estimées pour la calibration ; (?) : “mf” micro-fibres droites en acier, “f” fibres en acier
avec crochets, “pf” fibres synthétiques

Procédure suivie pour la calibration

Les paramètres σres et kc2 ont été considérés d’abord.

L’évolution de σres en fonction du niveau de confinement (figure 5.19-a, page 131) a été estimée sur
la base d’un nombre réduit de résultats expérimentaux [Xie95, Ans98], pour lesquels le comportement
après pic avait été mesuré systématiquement jusqu’à des déformations importantes.

En ce qui concerne l’évolution du paramètre kc2, une adaptation de l’expression 5.19 définie par
[Leg03] est proposée dans le cadre de cette recherche. Pour le béton ordinaire et à haute résistance,
une valeur constante et égale à 1.5 permet de décrire de façon satisfaisante le comportement au pic,
caractérisé par une transition progressive et par une forme arrondie de la courbe σ(ε) (figure A.1-a).
Les bétons à très haute résistance montrent un comportement similaire en présence de confinement,
mais une diminution plus rapide de la contrainte après pic en conditions non confinées ou faiblement
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A - Calibration de la courbe de comportement du béton confiné

confinées (figure A.1-b). La valeur kc2 = 1 est proposée ici pour les bétons à très haute résistance non
confinés. En présence de confinement, l’expression 5.20 ([Leg03], page 130) est utilisée mais une limite
supérieure est fixée à kc2 = 1.5, comme pour le béton ordinaire.
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]
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kc2 = 1.20

kc2 = 1.46

[Att96]

Fig. A.1 : Différence de comportement après pic pour un béton ordinaire et pour un béton à très
haute résistance. Choix du paramètre kc2 pour la modélisation

La limite entre le comportement “béton ordinaire” et le comportement “béton à très haute résistance”
est fixée à fc = 75 MPa : ce choix est effectuée après une itération du processus de calibration du
modèle.

Une fois l’évolution de σres et du paramètre kc2 déterminée, les valeurs de fcc, εcc1, εcc50 ont été variées
librement pour chaque courbe afin d’obtenir la description la meilleure possible du comportement
expérimental (figure A.2). Le tableau A.2 résume les valeurs numériques obtenues, qui ont permis de
tracer les diagrammes aux figures 5.18 et 5.19 (page 131) et de définir les expressions générales 5.23 à
5.26 données dans la thèse. Certains résultats expérimentaux, notamment ceux rapportés dans [Lah92],
seraient mieux décrits en utilisant l’expression proposée par [Pop73] (figure A.3). Sinon, l’expression
proposée par [Sar69] est préférée.

La validité des expressions générales 5.23 à 5.26 a été successivement vérifiée par comparaison avec
les courbes expérimentales (figure A.4). Les prévisions sont suffisamment bonnes en considérant le fait
que l’on simule divers types de béton ordinaire (figures A.4-a à e), de béton à haute résistance (figures
A.4-f à n) et de béton fibré (figure A.4-o), des niveaux de confinement largement variables et que les
essais ont été effectués par des chercheurs différents. Toutes les courbes tracées utilisent l’expression
de [Sar69] pour la partie avant pic.
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A - Calibration de la courbe de comportement du béton confiné

Réf. σlat fc,fcc εc1,εcc1 εc,50,εcc,50 Réf. σlat fc,fcc εc1,εcc1 εc,50,εcc,50 Réf. σlat fc,fcc εc1,εcc1 εc,50,εcc,50

[MPa] [MPa] [%] [%] [MPa] [MPa] [%] [%] [MPa] [MPa] [%] [%]
(1) 0 17 0.32 0.6 (9) 0 78 0.32 0.60 (19) 0 24.5 - -

1.2 22.3 0.90 2.0 7.6 121 0.73 1.3 10 72.8 - -
3.8 34.3 1.60 3.6 22 168 1.52 3.0 20 106 - -
5.4 43.2 2.19 4.5 (10) 0 92.2 0.41 - (20) 0 41.8 0.35 -
7.5 50.5 2.69 7.0 3.8 128 0.60 - 5 164 0.39 0.55
10.4 60.2 4.00 - 8.3 155 0.80 - 10 185 0.45 0.67
14.4 74.3 5.20 - 12.8 180 1.04 - 15 210 0.57 0.85
20.7 97.5 - - 16.6 192 1.18 - (21) 0 46.4 0.43 -
28.2 120 - - 17.3 198 1.19 - 9.3 79.6 1.22 -

(2) 0 40 0.24 0.5 21.8 208 1.32 - 18.6 107 1.70 -
4 66.5 0.78 2.0 26.3 233 1.60 - 27.8 131 2.54 -
8 84.8 1.19 2.8 35.5 259 1.98 - (22) 0 46.7 0.41 -
12 104 1.88 3.1 44.5 290 2.50 - 8.2 82.8 1.01 -

(3) 0 44 0.30 0.55 (11) 0 103 0.27 0.30 16.4 99.4 3.59 -
7.6 83.2 0.86 2.7 4 132 0.40 0.8 24.6 125 4.10 -
22 132 3.00 - 8 157 0.57 1 37.4 141 4.30 -

(4) 0 47.2 0.20 0.6 12 170 0.71 1.2 (23) 0 49.2 0.40 -
8.3 86.2 1.40 2.2 (12) 0 107 0.19 - 9.8 88.2 1.10 -
16.6 117 1.67 3.1 20.8 192 0.89 - 19.7 104 2.10 -
24.9 140 2.15 3.2 41.7 232 1.65 - 29.5 141 4.24 -
33.2 155 2.17 3.2 62.5 285 1.93 - 39.4 148 4.41 -
41.4 180 2.84 - 83.4 314 2.10 - (24) 0 56.7 0.51 -

(5) 0 62 0.39 0.55 (13) 0 110 0.25 0.28 11.3 84.8 1.00 -
2.3 80.9 0.54 1.0 5 156 0.36 0.6 22.7 125 2.05 -
5.3 95.3 0.74 1.6 10 166 0.45 0.7 34 144 2.29 -
8.3 107 0.96 2.0 15 188 0.60 1.3 (25) 0 57.9 0.52 -
11.3 122 1.15 2.5 (14) 0 113 0.32 0.35 11.6 91.1 1.09 -
14.3 135 1.37 2.7 7.6 159 0.60 0.9 23.2 112 1.36 -
20.3 154 1.81 3.5 22 211 1.00 1.6 34.7 143 3.02 -
23.3 171 2.20 3.7 (15) 0 119 0.38 - (26) 0 69 0.28 -
29.3 193 2.34 4.0 6 173 0.64 - 7 105 0.71 -

(6) 0 64.7 0.297 0.55 12 214 0.80 - 14 138? 1.24? -
3.2 79.3 0.45 0.9 18 227 1.04 - 21 163? 1.85? -
6.4 95.1 0.61 1.3 24 252 1.14 - 28 190? 2.48? -
12.8 114 1.09 2.7 30 265 1.33 - 42 239 3.33 -
25.6 152 2.42 6.0 36 283 1.41 - 56 282 4.22 -
38.4 189 4.50 - 48 319 1.77 - 63 308 4.51 -
51.2 230 5.00 - 60 330 2.69 - 70 324 4.82 -

(7) 0 65 0.25 0.6 (16) 0 120 0.25 0.27
3.5 84.9 0.49 0.8 1 125 0.26 0.4
7 99 0.78 1.9 5 165 0.38 0.60
14 131 1.24 2.8 10 192 0.47 0.8
28 180 2.90 4.7 15 220 0.6 0.9
42 229 3.51 5.0 20 234 0.78 1.1
56 276 4.30 5.2 (17) 0 120 0.25 0.28

(8) 0 71.1 0.20 0.3 5 164 0.39 0.6
13.8 132 0.77 2.0 10 185 0.45 0.7
27.6 163 1.34 2.0 15 210 0.57 0.9
41.4 194 2.11 3.9 (18) 0 22.8 - -
55.2 221 3.03 4.1 10 70.7 - -
69 236 3.95 6 20 105 - -

Tab. A.2 : Valeurs utilisées pour la calibration des expressions pour fcc, εcc1 et εcc,50
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Fig. A.2 : Modélisation de chaque courbe avec les paramètres fcc, εcc1 et εcc,50 qui permettent la
meilleure description des résultats d’essais
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Fig. A.3 : Courbes pour lesquelles l’expression analytique proposée par [Pop73] est mieux adaptée
pour la partie avant pic que celle proposée par [Sar69] (figure A.2)
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Fig. A.4 : Modélisation des résultats expérimentaux avec la loi générale définie dans la Section 5.3.1
pour des bétons ordinaires et à haute résistance (fc ≤ 75 MPa)
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Fig. A.5 : Modélisation des résultats expérimentaux avec la loi générale définie dans la Section 5.3.1
pour des bétons à très haute résistance (i−n, 75 < fc < 120 MPa) et pour un béton fibré
(o, fc = 40 MPa)
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Annexe B - Colonnes en BSI : relevé de la
fissuration

Cette annexe présente le relevé de la fissuration à la rupture pour les échantillons de la série d’essais
décrite à la section 6.3.1. Le relevé des fissures sur les quatre côtés des échantillons permet une
meilleure visualisation des modes de rupture. Les informations structurales les plus importantes ont
été résumées à la section 6.3.1 et analysées à la section 6.3.2. Des informations plus détaillées peuvent
être trouvées dans le rapport d’essais IS-BETON [Jung04a]

237



B - Colonnes en BSI : relevé de la fissuration

Échantillon non armé NA, N = -1500 kN
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Fig. B.1 : Relevé de la fissuration à la rupture

Échantillon non armé NA, N = -2500 kN
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Fig. B.2 : Relevé de la fissuration à la rupture
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B - Colonnes en BSI : relevé de la fissuration

Échantillon non armé NA, N = -3500 kN
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Fig. B.3 : Relevé de la fissuration à la rupture

Échantillon armé 4φ20, N = -1500 kN
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Fig. B.4 : Relevé de la fissuration à la rupture
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B - Colonnes en BSI : relevé de la fissuration

Échantillon armé 4φ20, N = -2500 kN
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Fig. B.5 : Relevé de la fissuration à la rupture
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Fig. B.6 : Relevé de la fissuration à la rupture
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B - Colonnes en BSI : relevé de la fissuration

Échantillon précontraint 4T15, N = -1500 kN
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Fig. B.7 : Relevé de la fissuration à la rupture

Échantillon précontraint 4T15, N = -2500 kN
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Fig. B.8 : Relevé de la fissuration à la rupture
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B - Colonnes en BSI : relevé de la fissuration

Échantillon précontraint 4T15, N = -3500 kN
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E

Fig. B.9 : Relevé de la fissuration à la rupture
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Annexe C - Tirants en BFUHP avec
armatures passives

C.1 Introduction

C.1.1 Motivation des essais

De nombreux travaux de recherche ont été dédiés ces dernières années à l’étude et à l’optimisation du
comportement mécanique des bétons fibrés à ultra-hautes performances (BFUHP). Cela a conduit au
développement de matériaux cimentaires avec résistance et ductilité supérieures aux autres types de
béton. Le BFUHP étudié dans le cadre de cette recherche a une résistance moyenne d’environ 190 MPa
en compression et d’environ 10 MPa en traction directe. La réponse mécanique d’un élément soumis à
un essai de traction directe est montrée schématiquement dans la figure C.1. Grâce à la présence des
fibres, la contrainte de traction demeure presque constante ou augmente légèrement après fissuration
de la matrice. Pendant cette phase, de nombreuses fissures se produisent tout le long de l’échantillon
et le comportement peut être considéré comme homogène jusqu’à une déformation d’environ 0.25%.
Ensuite la résistance diminue progressivement dans la section faible et la déformation se localise dans
une seule fissure. Cependant, des contraintes peuvent être encore transmises jusqu’à une ouverture de
fissure de quelques millimètres.

Ecu

fct = 9.7 MPafctm = 8.9 MPa

w [mm]ε

σ [MPa] σ [MPa]

GF = 20 N/mm

1
1

Ec

wmax = 10 mmw0 = 2 mmεfct = 0.0025

Fig. C.1 : Comportement d’un BFUHP en traction directe [Jung04]

Le comportement en traction d’un BFUHP est beaucoup plus ductile que celui des bétons ordinaires
et à haute résistance, fibrés ou non fibrés. Cependant, pour une bonne partie des éléments de struc-
ture, les fibres seules ne peuvent pas remplacer totalement les armatures ordinaires, à cause de leur
perte d’efficacité rapide lorsque des ouvertures de fissure importantes se produisent. Des éléments de
structures renforcés par des fibres et des barres d’armatures sont donc à prévoir. Cette série d’essais
à été effectuée dans le but de mieux comprendre l’interaction entre ces deux types d’armature et ses
conséquences sur le comportement des éléments des structures en BFUHP armé.

Les résultats des essais montrent les aspects spécifiques de la fissuration des éléments en BFUHP
armés, qui diffèrent de façon significative par rapport au cas connu des tirants en béton armé ordinaire.
Grâce aux mesures effectuées, des observations importantes peuvent être tirées sur le comportement
en service et à la rupture des tirants armés en BFUHP.
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C.1.2 Buts

Les buts de cette sérié d’essais sont :

- observer le comportement en traction directe d’éléments en BFUHP à échelle réelle renforcés par
des barres d’armatures ;

- comprendre les aspects qui différencient le comportement des tirants en BFUHP armé du compor-
tement des tirants en béton armé ordinaire ;

- investiguer l’influence du type d’armature et du taux d’armature sur la réponse structurale ;
- comparer différents types de fibres vis-à-vis de la réponse structurale.

C.1.3 Programme des essais

Les essais de traction directe sont réalisés sur des tirants armés avec une section transversale carrée
(160×160 mm) et une longueur totale de 1.68 m. Les tirants ont une longueur de mesure de section
constante de 1.10 m. 14 tirants ont été testés. La mise en charge a toujours pris entre une et deux
heures, les essais étant effectués à un rythme maximal d’un essai par jour. Pendant les essais, de
nombreuses mesures ont été prises en continu pour obtenir les informations suivantes :

- force appliquée ;
- allongement moyen du tirant sur la longueur de mesure ;
- déformations locales le long du tirant (base de mesure de 100 mm) ;
- rotations parasitaires ou asymétrie éventuelles et inattendues.
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C.2 Echantillons

C.2.1 Séries d’essais

Les paramètres principaux qui ont été étudiés avec cette campagne expérimentale sont :

- le type de béton fibré ;
- le type d’armature ;
- le taux d’armature ;

C.2.1.1 Liste des essais

Deux séries de tirants ont été effectuées dans le cadre de ce projet de recherche (tableau C.1).

Série Échantillon Béton Fibres Acier No barres φ ρ [%]

1

T-S41 BFUHP Micro-fibres acier Avec plateau S 4 16 3.2
T-S42 BFUHP Micro-fibres acier Avec plateau S 4 16 3.2
T-S81 BFUHP Micro-fibres acier Avec plateau S 8 16 6.7
T-R41 BFUHP Micro-fibres acier Sans plateau R 4 16 3.2
T-R42 BFUHP Micro-fibres acier Sans plateau R 4 16 3.2
T-R81 BFUHP Micro-fibres acier Sans plateau R 8 16 6.7

2

T-I41 BFUHP Micro-fibres acier Inoxydable I 4 12 1.8
T-I41pva BFHP-pva PVA Inoxydable I 4 12 1.8
T-I81 BFUHP Micro-fibres acier Inoxydable I 8 12 3.5
T-P21 BFUHP Micro-fibres acier Barres pc P 2 20 2.5
T-P21pva BFHP-pva PVA Barres pc P 2 20 2.5
T-P41 BFUHP Micro-fibres acier Barres pc P 4 20 5.2
T-S41BHRs BHRs Acier Dramix Avec plateau S 4 14 2.5
T-S41BHRp BHRp PE-PP Avec plateau S 4 14 2.5

Tab. C.1 : Liste des 6 échantillons de la première série d’essais et des 8 échantillons de la deuxième
série d’essais

La première série a été effectuée en septembre-octobre 2005 et se compose de six échantillons, tous
réalisés en BFUHP avec micro-fibres en acier. Deux nuances d’acier d’utilisation courante et avec la
même résistance nominale ont été choisies : un acier déformé à chaud avec un plateau d’écoulement
bien défini, dénoté par la lettre S ; un acier étiré à froid qui ne présente pas de plateau d’écoulement,
dénoté par la lettre R. Deux taux d’armature différents ont été investigués1 : 3.2% et 6.7%. Pour
le taux d’armature inférieur, deux spécimens nominalement identiques ont été essayés pour chaque
nuance d’acier, afin de vérifier la reproductibilité des résultats.

La deuxième série a été réalisée en mars-avril 2006 et se compose de huit échantillons. Le but de cette
série étant d’élargir les connaissances à différents types de bétons et d’armatures, chaque échantillon
est différent des autres. Les types de béton suivants ont été utilisés :

- un béton à ultra-hautes performances avec une composition similaire à celle du BFUHP de la
première série, mais renforcé par des fibres en Poly-Vinyl-Alcool, BFHP-pva ;

- un béton C90/100 avec 0.51% en volume de fibres métalliques Dramix avec crochet, BHRs ;
- un béton C90/100 avec 0.53% en volume de fibres en Polyéthylène-Polypropylène BHRp.

Les types d’acier suivants ont été utilisés2 :

- barres φ12 à haute résistance en acier inoxydable, indiquées ici avec la lettre I ;
- barres de précontrainte filetées φ20 en acier à haute résistance, indiquées avec la lettre P.

1Le taux d’armature ρ = As/Ac est défini comme le rapport entre l’aire totale des armatures et l’aire nette
du béton (Ac = Atot −As)

2Pour les deux tirants en BHR on a utilisé des barres φ14 du même acier avec plateau d’écoulement déjà
utilisé pour la première série d’essais
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Chaque échantillon est indiqué avec “T-” suivi par une lettre qui identifie le type d’acier (“S”, “R”, “I”
ou “P”), un chiffre qui définit le nombre de barres d’armature (2, 4 ou 8), un chiffre qui identifie les
essais répétés (1 ou 2) et des lettres qui identifient le type de béton (rien pour le BFUHP et “pva”
pour le BFHP-pva).

Remarque : dans ce document, seuls les essais de la première série sont présentés. La totalité des
résultats est décrite dans le rapport d’essais IS-BETON complet [Red08].

C.2.2 Matériaux : béton

Les échantillons en BFUHP et en BFHP ont été bétonnés au Laboratoire de Structures de l’EPFL par
l’auteur du rapport, alors que les échantillons en BHR ont été bétonnés dans le laboratoire de l’Ecole
d’Ingénieurs et Architectes de Fribourg.

C.2.2.1 BFUHP

Le BFUHP utilisé dans cette recherche est le BSI produit par Eiffage [Mae04]. La composition est
donnée dans le tableau C.2 : il s’agit d’un béton renforcé par environ 2.4% en volume de fibres droites
et courtes (`f = 20 mm et φf = 0.30 mm) en acier à haute résistance (fy = 1200 MPa). Le matériau
est livré en sacs de prémix de 25 kg, contenant tous les ingrédients secs du mélange, alors que fibres
et adjuvants chimiques sont livrés séparément et sont ajoutés pendant le malaxage.

Tab. C.2 : Composition du BSI avec fibres métalliques

Composant Quantité
Prémix Millau B1M2,5U1D7 2355 kg
Eau de gâchage 195 kg
Super plastifiant VISCOCRETE 5400F 44.6 kg
Fibres métalliques 195 kg
Dosage de fibres en volume 2.4 %

Les propriétés géométriques des fibres et des agrégats, ainsi que les plus importantes propriétés mé-
caniques du BSI [Jung06] sont données dans le tableau C.3. Par rapport à d’autres matériaux du
même type, le BSI utilise des graviers de taille plus importante (2-8 mm) et a un module d’élasticité
d’environ 60 GPa.

Tab. C.3 : Propriété du BSI avec fibres métalliques

Longueur des fibres 20 mm
Diamètre des fibres 0.3 mm
Rapport d’élancement des fibres 67 -
Taille maximale des agrégats 8 mm
Résistance moyenne en compression 190 MPa
Contrainte de fissuration de la matrice 8.9 MPa
Résistance en traction 9.6 GPa
Module d’élasticité 60 GPa
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C.2.3 Matériaux : aciers d’armature

Le comportement mécanique des barres d’acier a été mesuré par des essais de traction directe effectués
au laboratoire de l’Institut de Structures de l’EPFL. Pour chaque type d’acier, trois barres ont été
essayées dans une presse servo-hydraulique d’une capacité de 1000 kN. Les déformations ont été mesu-
rées localement par un capteur d’allongement fixé sur la partie centrale de la barre (base de mesure de
100 mm) et par le capteur de position de la traverse de la machine d’essais. Le capteur de déformation
ayant une capacité maximale de 5%, les courbes σ(ε) pour des déformations plus grandes que 5% ont
été obtenues indirectement à partir des mesures de déplacement de la machine. La force a été mesurée
avec le capteur du vérin de la machine. Les essais ont été effectués avec une vitesse de 4 mm/min sur
des barres avec longueur libre entre les mors de la machine comprise entre 450 et 550 mm.

C.2.3.1 Acier ordinaire avec plateau d’écoulement

Des barres en acier trempé-revenu Topar-S 500 C de Stahl Gerlafingen AG, classe B450C selon [SIA03],
ont été utilisées. Des barres de diamètre φ 16 et φ 14 mm ont été utilisées respectivement pour les
spécimens en BFHUP et en BHR. Le comportement mécanique à été mesuré sur trois barres de
diamètre φ16 (As = 201 mm2). La figure C.2-a et b montre le comportement mesuré localement
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Fig. C.2 : Comportement des barres en acier ordinaire avec plateau d’écoulement : a) allongement
mesuré avec le capteur local (`mes = 100 mm) ; b) déplacement de la traverse de la
machine ; c) superposition des mesures des deux capteurs ; d) courbe de modélisation

(a) et globalement (b) pour trois barres. Les courbes mesurées par le capteur de déformation sont
pratiquement identiques. La figure C.2-d présente la courbe nominale admise pour la modélisation. La
première partie de cette courbe est la moyenne des courbes de la figure a. Pour des déformations plus
grandes que 5%, la déformation est obtenue en divisant le déplacement de la traverse par la longueur
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libre entre mors. Le point de raccordement entre les deux courbes est montré à la figure C.2-c. La
valeur moyenne de la déformation ultime (' 14.5%) est en accord avec les valeurs indiquées par le
producteur.

C.2.3.2 Acier ordinaire sans plateau d’écoulement

Des barres en acier à dureté naturelle livré en torches et déroulé Topar-R 500 de Stahl Gerlafin-
gen AG, classe B500B selon [SIA03], ont été utilisées. Les essais ont été effectués sur des barres de
diamètre φ 16 mm, identiques aux barres utilisées pour les tirants en BFUHP de la série T-R. La
déformation ultime pour ce type d’acier est inférieure à 5%. Les mesures obtenues lors des trois essais
étant pratiquement identiques, la courbe mesurée lors d’un essai a été directement retenue pour la
modélisation. La valeur de la déformation ultime mesurée sous-estime celle indiquée par le fournisseur,
égale à environ 6%.
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Fig. C.3 : Comportement des barres en acier ordinaire sans plateau d’écoulement : a) allongement
mesurés avec le capteur local (`mes = 100 mm) ; b) déplacement de la traverse de la
machine
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Fig. C.4 : Courbe de modélisation
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C.2.4 Conception et géométrie des spécimens

Pour le béton armé ordinaire les essais de traction sont généralement effectués par traction directe des
barres d’armature, qui sont plus longues que l’échantillon en béton et peuvent être ancrées dans les
mors de la machine d’essai (figure C.5-a).

(c)
Rupture

Rupture

Rupture

(b)

(a)

Fig. C.5 : a) Essai de traction directe pour des éléments en béton armé ordinaire ; b) non applica-
bilité dans le cas des éléments en BFUHP armés ; c) solution proposée

Pour les éléments en BFUHP armé cela n’est pas possible, car les parties de barres nues aux extrémités
constituent les zones les plus faibles du tirant, toutes les autres sections étant plus résistantes grâce à
la présence conjointe des armatures et des fibres (figure C.5-b).
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Fig. C.6 : Géométrie des spécimens

Le concept de spécimen “dog bone shaped” a donc été choisi pour les tirants en BFUHP (figure C.5-
c). Les figures C.6 et C.7 montrent les dimensions précises des échantillons et une photo d’une des
extrémités de l’échantillon, avec les éléments métalliques qui réalisent l’ancrage. Cette solution permet
également de choisir librement la disposition des barres d’armature dans la section transversale. Le
volume total d’un échantillon est de 53 litres, ce qui permet de produire chaque tirant en une seule
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gâchée. Tous les échantillons ont exactement la même géométrie nominale. Des éléments métalliques
ont été réalisés sur mesure pour permettre l’ancrage des extrémités des échantillons dans la machine
d’essai (figure C.7) : les éléments courbes (D) sont en contact avec les surfaces des échantillons et
sont supportés par des griffes en forme de L (B), elles mêmes fixées à des caissons qui permettent la
connexion finale aux plateaux de la machine d’essai (A).
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Fig. C.7 : Dispositif d’essai

La géométrie des éléments arrondis est exactement la même que celle des échantillons, sauf tolérances
de bétonnage de ces derniers. Pour garantir des conditions de contact homogènes tout le long des
surfaces arrondies, une épaisseur vide de 3 mm a été prévue entre l’échantillon et les pièces métalliques
pour la mise en place d’un mortier à haute résistance. Le dispositif d’essai a été conçu et dimensionné
pour permettre la transmission d’efforts de traction importants (≤ 2 MN) et pour garantir un ancrage
rigide apte à empêcher des rotations parasitaires des échantillons. La forme des surfaces de contact
génère des efforts transversaux importants qui tendent à ouvrir les éléments en L : pour reprendre ces
efforts sans faire recours à la rigidité et résistance flexionnelle de ces éléments, un système de tiges
(C) transversales précontraintes a été mis en place.
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C.2.5 Fabrication des éprouvettes

Les éprouvettes ont été fabriquées au laboratoire de l’Institut de Structures de l’EPFL en utilisant
des coffrages spéciaux en bois qui permettent une haute précision de forme. Les éprouvettes ont été
bétonnées en position horizontale et sont armées par des barres longitudinales plus deux étriers, placés
dans les deux têtes d’ancrages pour tenir les barres principales dans la section transversale.

Tab. C.4 : Procédure de malaxage

Ingrédient Temps Temps total
[min] [min]

Prémix 1 1
Eau 3 4
Adjuvants 5 9
Fibres 3 12

Le malaxage a été effectué suivant les indications données par Eiffage (tableau C.4) : la précision
de dosage des ingrédients ainsi que la puissance de malaxage sont deux paramètres essentiels pour
l’obtention de propriétés rhéologiques et mécaniques désirées.

Chaque échantillons a été bétonné dans une gâchée différente et pour chaque gâchée on a fabriqué
également trois cubes 100×100×100 mm et trois prismes 70×70×280 mm pour les essais de contrôle
qualité. À la fin du malaxage nous avons contrôlé la température du mélange ainsi que l’étalement d’un
cône en BFUHP. Juste après le bétonnage, la surface des échantillons a été protégée par des feuilles
en plastique pour limiter la dessiccation de surface. Trois jours après le bétonnage les échantillons ont
été décoffrés et ils ont été stockés dans un bassin d’eau jusqu’au jour de l’essai.

C.3 Gestion des essais

C.3.1 Bâti de charge

Les essais ont été effectuées dans une presse servo-hydraulique TREBEL d’une capacité de 10 MN en
compression et 2.5 MN en traction et une course maximale du vérin de 500 mm. La traverse mobile,
liée au vérin, se situe dans le sous-sol, alors que la traverse supérieure est fixe pendant les essais. Le
bâti de charge est constitué par la machine d’essai et par les éléments métalliques décrits en C.2.4.

C.3.2 Mise en place des éléments métalliques

Tous les éléments métalliques de raccordement entre la machine d’essai et l’échantillon sont assemblés
par jonctions boulonnées et précontraintes avant le début de la série d’essai. Les assemblages boulonnés
sont dimensionnés pour reprendre un effort de traction de 2 MN.

C.3.3 Mise en place des échantillons

Les échantillons sont mis en place selon la procédure suivante (figure C.8) :
- l’échantillon est mis en position verticale et soulevé par un élévateur mécanique au moyen d’éléments

en bois fixés à mi-hauteur de l’échantillon ;
- l’échantillon est introduit horizontalement dans les griffes, et il est appuyé sur les éléments métal-

liques inférieurs ;
- des cales en bois vissées aux éléments en L sont utilisées pour centrer l’échantillon dans la machine

d’essai ;
- un mortier à granulométrie fine, haute maniabilité et résistance est confectionné et mis en place

entre les griffes et l’échantillon, en commençant par l’ancrage supérieur ;
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- la traverse supérieure de la machine est montée mécaniquement : la pression de contact qui se
développe entre les surfaces arrondies des griffes et de l’échantillon permet l’expulsion du mortier
en excès et la formation d’une couche de régularisation mince et compacte ;

- du mortier est placé entre les griffes et l’échantillon dans l’ancrage inférieur ;
- l’échantillon est ensuite monté grâce au déplacement de la traverse supérieure, jusqu’à l’expulsion

du mortier en excès et à la formation d’une couche de régularisation compacte dans la tête d’ancrage
inférieure ;

- l’échantillon est maintenu en position jusqu’au durcissement du mortier (généralement un jour
d’attente avant de libérer l’échantillon).
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Fig. C.8 : Mise en place d’un échantillon : a) vue latérale de l’introduction dans le système d’an-
crage ; b) vue frontale de l’échantillon appuyé et avec le mortier placé en haut ; c) vue
frontale de la phase de soulèvement et placement du mortier en bas ; d) position finale
gardée pendant le durcissement du mortier

Les phases de mise en place de l’échantillon ont été effectuées en contrôlant le déplacement de la
traverse et en imposant une limite de force au vérin. Après la mise en place du mortier, le contrôle
du vérin a été changé en contrôle de force, avec imposition d’une force de traction petite et constante
(' 10 kN) pour garantir un bon contact et une pression sur le mortier pendant le durcissement. Les
tiges transversales ont été mises en place et précontraintes peu avant le début de l’essai. La mise en
place des échantillons est un processus délicat à cause des petites tolérances géométriques acceptables
entre les éléments métalliques et l’échantillon.
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C.3.4 Instrumentation

De nombreuses mesures ont été prises pendant les essais.

1. Mesures de force
La force appliquée sur l’échantillon a été mesurée par le capteur de force de la presse d’essais.

2. Comportement global
L’allongement moyen sur la zone de mesure à été mesuré avec quatre capteurs inductifs placés
longitudinalement sur une base de mesure de 1.00 m. Ces capteurs ont une plage de mesure de
20 mm. Les deux capteurs placés sur la même surface sont distants de 120 mm. L’ensemble des
quatre capteurs permet de vérifier l’existence de dissymétries de comportement.

3. Comportement local
Sur les deux côtés non occupées par les LVDT, deux séries de jauges oméga ont été placées dans
la direction de l’axe des éléments. Chaque série est constituée de 10 jauges avec une base de
mesure de 100 mm. On couvre ainsi de nouveau la même longueur de mesure (1,00 m) couverte
par les inductifs, tout en permettant cette fois d’avoir une information plus détaillée sur la
variabilité de l’état de déformation et de fissuration le long des échantillons.

4. Mesures de sécurité supplémentaires
Le système de mise en charge est tel que des efforts non négligeables résultent sur les griffes
métalliques d’ancrage. Ces efforts sont difficiles à estimer, en intensité du même qu’en direction,
car ils dérivent de l’interaction par frottement entre l’échantillon et la surface incurvée des griffes.
Les griffes ont donc été équipées avec des tiges transversales précontraintes à haute résistance,
dimensionnées de façon prudente par rapport aux efforts estimés. Néanmoins, en considération
du risque conséquent lié à la rupture éventuelle d’une de ces tiges, on a choisi d’instrumenter
certaines des tiges transversales avec des LVDT pour en contrôler l’état de déformation pendant
la mise en charge. On a ainsi disposé un total de 6 LVDT supplémentaires.

Les capteurs inductifs longitudinaux sont dénotés par un I majuscule suivi de deux lettres qui indiquent
la position de l’inductif. Par exemple, l’inductif I −ON est collé sur le côté Ouest de l’échantillon et
il est déplacé vers Nord. Les inductifs transversaux de contrôle des tiges sont dénotés par un I suivi
par la lettre N (Nord) ou S (Sud) et par un nombre croissant du haut vers le bas. Les jauges sont
dénotées avec un J suivie par un tiret, par une lettre indiquant le côté où elles sont collées (N , S, E
ou O) et par un nombre compris entre 1 et 10, croissant du haut vers le bas et identifiant le niveau
de la mesure.

Pour le premier essai, la disposition des capteurs est celle montrée à la figure C.9, page 254. Pour les
autres essais, les capteurs ont été placés de façon différente pour faciliter leur mise en place et pour
avoir deux capteurs inductifs avec une base de mesure supérieur à un mètre (figure C.10, page 255).
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Fig. C.9 : Schéma des capteurs pour les deux premiers échantillons
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Fig. C.10 : Schéma des capteurs pour les quatre derniers échantillons de la première série et tous
les échantillons de la deuxième série
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C.4 Résultats

Les résultats des essais seront proposés selon le schéma suivant :

Page 1 : un tableau et un texte résumant les propriétés principales de l’éprouvette. Trois diagrammes
montrant des courbes force-allongement, où les allongements sont calculés respectivement comme :
moyenne des capteurs inductifs longitudinaux actifs (une ligne, figure C.11 à titre d’exemple) ; dé-
placements mesurés individuellement par chaque capteur inductif (4 lignes, figure C.12 à gauche) ;
déplacements obtenus comme somme des mesures des séries de jauges (2 lignes, chacune correspon-
dante à une série de 10 jauges sur un côté, figure C.12 à droite)

Page 2 : diagrammes contrainte-déformation mésurés localement par les jauges. La contrainte est
calculée en divisant la force par la surface nominale de l’éprouvette (160× 160 mm), la déformation
est calculée en divisant l’allongement mesuré par chaque jauge par la base de mesure de 100 mm.
Dix diagrammes sont donnés : chaque diagramme contient les deux courbes correspondant aux deux
jauges placées au même niveau, mais sur les côtés opposées (figure C.13).

Page 3 : évolution des déformations locales pour certains pas spécifiques de la mise en charge. Les
pas considérés sont indiqués par des symboles dans le diagramme force-allongement du tirant.
L’évolution des déformations est montrée pour les deux séries de jauges, sur les deux côtés de
l’éprouvette (figure C.14).

Page 4 : photos et relevé de la fissuration à la rupture.
Page 5 : description du déroulement de l’essai et commentaires.

Les résultats des essais de contrôle qualité sont rassemblés dans le tableau C.5 : fc est la résistance à
la compression ; Ffl,cr est la force mesurée à la fissuration de l’échantillon pendant un essai de flexion
trois points (échantillons 70× 70× 280 mm, distance entre appuis de 190 mm) ; Ffl,max est la force
maximale mesurée pendant l’essai de flexion trois points.
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Tab. C.5 : Résumé des résultats des essais de caractérisation des matériaux

Gâchée Béton
Date Étalement T Essais fc Essais Ffl,cr Ffl,max

bétonnage [mm] [circ] cyl. [MPa] poutres [kN] [kN]

T-S41 G1 BSI 6 juil. 05 64.0 65.3 29.5 5 sept. 05 231.5 228.8 15.09.2005 25.5 24.7 42.9 40.4
68.0 232.0 - 40.8
64.0 223.0 23.9 37.5

T-S42 G2 BSI 6 juil. 05 64.0 67.0 28.4 5 sept. 05 246.1 244.9 23.09.2005 28.9 28.8 40.9 38.7
67.0 242.5 31.2 35.4
70.0 246.2 26.4 39.8

T-S81 G3 BSI 6 juil. 05 66.0 68.0 27.8 5 sept. 05 241.8 240.7 28.09.2005 29.0 28.7 40.8 39.6
67.0 241.3 26.5 40.5
71.0 238.9 30.5 37.6

T-R41 G4 BSI 12 juil. 05 60.0 63.0 31.0 13 sept. 05 247.5 243.5 15.09.2005 29.2 30.3 40.1 46.0
66.0 253.0 31.4 47.9
63.0 230.0 30.4 50.0

T-R42 G5 BSI 12 juil. 05 66.0 66.0 31.1 5 sept. 05 178.3 212.3 28.09.2005 27.3 29.4 38.3 41.3
64.0 230.0 31.5 40.4
68.0 228.6 29.3 45.1

T-R81 G6 BSI 12 juil. 05 62.0 59.7 30.4 5 sept. 05 232.5 234.5 28.09.2005 28.4 30.3 43.6 45.0
59.0 237.0 30.7 36.9
58.0 234.0 31.8 53.1

Tab. C.6 : Résumé des résultats principaux pour les tirants

Acier
Nombre φs fsy fsu εsu Date Date Age Ffiss Fmax Fu ∆`max ∆`u

barres [mm] [MPa] [MPa] [-] bétonnage essai [j] [kN] [kN] [kN] [mm] [mm]

T-S41
AP

4
16 527 626 14.5 6 juil. 2005

12 sept. 05 68 360 709 510 3.3 15.5
T-S42 4 22 sept. 05 78 283 674 473 3.2 17.6
T-S81 8 26 sept. 05 82 290 1089 1005 2.8 18.9

T-R41
NP

4
16 545 606 3.8 12 juil. 2005

16 sept. 05 66 300 696 469 3.5 10.5
T-R42 4 29 sept. 05 79 270 697 480 3.4 9.7
T-R81 8 5 oct. 05 85 264 1100 968 3.7 9.8
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C.4.1 Tirant T-S41

C.4.1.1 Paramètres et comportement global

Les paramètres principaux de l’essai sont donnés dans le tableau de la figure C.11. L’échantillon est
nominalement identique à l’échantillon T-S42, mais il a été fabriqué avec un kilogramme de prémix
en moins que nécessaire, à cause d’une erreur pendant le dosage. Lors de l’essai, il s’est avéré que cet
échantillon était pré-fissuré. L’essai a été contrôlé en imposant le déplacement du vérin de la machine
d’essai. La vitesse de mise en charge initiale était 0.5 mm/min, augmentée à 2 mm/min dans la phase
après pic.

Tirant T-S41
Béton BSI-Céracem
Bétonnage G4, 6-7-2005
Date essai 12-9-2005
Age essai 68 j
Acier Dureté nat.
φs 16 mm
nr. barres 4
ρs 3.2 %
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Fig. C.11 : Paramètres principaux et courbe force-allongement moyen mesurée par les quatre cap-
teurs inductifs
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Fig. C.12 : Courbes force-allongement : a) allongements mesurés par les 4 capteurs inductifs ; b)
allongements calculés par la somme des allongements mesurés par les deux séries de dix
jauges (Nord et Sud)
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C.4.1.2 Déformations locales
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Fig. C.13 : Diagrammes contrainte moyenne-déformations locales
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C.4.1.3 Évolution des déformations
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Fig. C.14 : Évolution des déformations locales pour différents pas de charge ; a) définition des points
considérés ; b) déformations mesurées par les jauges sur le côté nord de l’échantillon ;
c) déformations mesurées par les jauges sur le côté sud de l’échantillon
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C.4.1.4 Photos et fissuration

Fig. C.15 : Images des quatre côtés de l’éprouvette à la rupture
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Fig. C.16 : Relevé des fissures à la rupture pour l’échantillon T-S41
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C.4.1.5 Déroulement de l’essai

Le comportement de l’éprouvette est linéaire jusqu’à une force d’environ 340 kN. À ce moment les
capteurs inductifs avec longueur de mesure `m = 1 m et les jauges avec `m = 100 mm montrent
une diminution de rigidité. La courbe force-déplacement suit une deuxième branche à pente réduite
et pratiquement constante. Au niveau des jauges “J4”, une fissure devient visible et commence à
s’ouvrir tout de suite après la fissuration, alors qu’aucune autre fissure n’est visible sur le reste de
l’éprouvette. La fissure au niveau “J4” occupe progressivement toute la section transversale en suivant
une ligne irrégulière (figure C.17-a). La pente de la courbe force-déplacement commence à diminuer
pour une force d’environ 670 kN et la force maximale est atteinte pour une force d’environ 710 kN.
Pendant la phase adoucissante on aperçoit deux autres fissures qui n’occupent pas toute la section
et qui étaient probablement déjà présentes avant pic. La force diminue progressivement jusqu’à une
valeur de 510 kN où une des barres d’armature se fracture, suivie par les autres. Pendant la phase
après pic des fissures longitudinales, alignées avec les barres d’armature, apparaissent à proximité de
la fissure critique. L’état de fissuration de l’échantillon a été observé après exposition à l’humidité
(figure C.17-b), permettant de mettre en évidence la présence de nombreuses micro-fissures.

a) b)

Fig. C.17 : Fissuration pour l’échantillon T-S41 : a) géométrie irrégulière de la fissure critique
après la rupture (une barre d’armature fracturée est visible dans l’image) et fissuration
longitudinale ; b) image des micro-fissures non visibles pendant l’essai mais mises en
évidence après exposition à l’humidité
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C.4.2 Tirant T-S42

C.4.2.1 Paramètres et comportement global

Les paramètres principaux de l’essai sont donnés dans le tableau à la figure C.18. L’échantillon est
nominalement égal à l’échantillon TS41, mais adopte la disposition des capteurs modifiée avec les in-
ductifs longitudinaux fixée sur les côtés Nord et Sud (figure C.10). L’essai a été contrôlé en imposant le
déplacement du vérin de la machine d’essai. La vitesse de mise en charge initiale était de 0.25 mm/min,
augmentée à 0.5 mm/min peu avant la rupture des armatures. Pendant l’essai, un problème électrique
a empêche l’enregistrement des donnés pendant quelques minutes. Les donnés perdues se situent ce-
pendant dans le plateau après pic, dans une phase où la valeur presque constante de la force ainsi que
la similitude avec l’essai T-S41 permettent une extrapolation vraisemblable de la réponse globale du
tirant (figure C.18).

Tirant T-S42
Béton BSI-Céracem
Bétonnage G2, 6-7-2005
Date essai 22-9-2005
Age essai 78 j
Acier Dureté nat.
φs 16 mm
nr. barres 4
ρs 3.2 %

0 5 10 15 20
0

200

400

600

800

∆` [mm] (`mes = 1 m)

 F
  [

kN
]

Fig. C.18 : Paramètres principaux et courbe force-allongement moyen mesurée par les quatre cap-
teurs inductifs
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Fig. C.19 : Courbes force-allongement : a) allongements mesurés par les 4 capteurs inductifs ; b)
allongements calculés par la somme des allongements mesurés par les deux séries de dix
jauges (Nord et Sud)
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C.4.2.2 Déformations locales
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Fig. C.20 : Diagrammes contrainte moyenne-déformations locales
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C.4.2.3 Évolution des déformations
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Fig. C.21 : Évolution des déformations locales pour différents pas de charge ; a) définition des points
considérés ; b) déformations mesurées par les jauges sur le côté ouest de l’échantillon ;
c) déformations mesurées par les jauges sur le côté est de l’échantillon
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C.4.2.4 Photos et fissuration

Fig. C.22 : Images des quatre côtés de l’éprouvette à la rupture
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Fig. C.23 : Relevé des fissures à la rupture pour l’échantillon T-S42
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C.4.2.5 Déroulement de l’essai

Le comportement de l’éprouvette est linéaire jusqu’à une force d’environ 283 kN, avec une pente initiale
plus importante que l’échantillon T-S41 qui était pré-fissuré. Après la fissuration de la matrice, qui
se manifeste par plusieurs petits sauts de la force, la pente se stabilise progressivement à une valeur
constante (figure C.24-a). Dans cette phase il n’est initialement pas possible de voir des fissures à l’oeil
nu, même si tous les instruments indiquent un changement de rigidité. Avec l’augmentation de la force
avant le pic, plusieurs fissures deviennent visibles sur le côté non coffré (côté nord) : ces fissures sont
distantes de quelques dizaines de millimètres (' 100 mm), mais elles ne traversent généralement pas
la totalité de la section (figure C.24-b). Après le pic, toutes les jauges indiquent une décharge sauf les
jauges au droit de la fissure critique (niveaux “J3” et “J4”,). Après le pic, des fissures longitudinales
sont visibles le long des armatures, de part et d’autre de la zone de rupture (figure C.24-c). Ces fissures
causent un endommagement important du matériau avec, dans la phase proche à la rupture des barres
d’armature, une expulsion des coins en béton progressive et contrôlée par les fibres (figure C.23).
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Fig. C.24 : Fissuration de l’échantillon T-S42 : a) Agrandissement des courbes mesurées par les
capteurs inductifs au moment de la fissuration de la matrice, qui montre des petits sauts
dans la valeur de la force et la diminution progressive vers une courbe asymptotique
linéaire ; b) formation de fissures espacées d’environ 100 mm et plus visibles sur le côté
non coffré (Nord) ; c) fissuration longitudinale le long des barres au début de la partie
après pic
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C.4.3 Tirant T-S81

C.4.3.1 Paramètres et comportement global

Les paramètres principaux de l’essai sont donnés dans le tableau à la figure C.25. L’essai a été contrôlé
en imposant le déplacement du vérin de la machine d’essai. La vitesse de mise en charge initiale était
de 0.25 mm/min, augmentée à 0.75 mm/min dans la phase après pic.

La rupture s’est produite par formation d’une fissure à la limite de la zone d’ancrage. La fissure
(figure C.29) se trouve dans la zone de concentration des contraintes de traction transversales, due
à la déviation de l’effort de traction, mais encore dans la partie à section transversale constante. Le
fait que la rupture s’est produite dans cette section ne semble pas avoir influencé le comportement
général de l’échantillon. Néanmoins, le comportement n’a pas pu être mesuré de façon efficace car
aucun capteur ne s’étendait jusqu’à cette zone. Dans les diagrammes des pages suivantes on propose
donc la courbe mesurée par le capteur de la machine pour décrire le comportement global (figure
C.25 à droite) alors que toutes les autres courbes (LVDT et jauges) décrivent uniquement la partie
ascendante de la courbe, suivie par une décharge après pic (figures C.26,C.27,C.28).

Tirant T-S81
Béton BSI-Céracem
Bétonnage G3, 6-7-2005
Date essai 26-9-2005
Age essai 82 j
Acier Dureté nat.
φs 16 mm
nr. barres 8
ρs 6.7 %
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Fig. C.25 : Paramètres principaux et courbe force-allongement moyen mesurée par les quatre cap-
teurs inductifs
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Fig. C.26 : Courbes force-allongement : a) allongements mesurés par les 4 capteurs inductifs ; b)
allongements calculés par la somme des allongements mesurés par les deux séries de dix
jauges (Nord et Sud)
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C.4.3.2 Déformations locales
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Fig. C.27 : Diagrammes contrainte moyenne-déformations locales
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C.4.3.3 Évolution des déformations
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Fig. C.28 : Évolution des déformations locales pour différents pas de charge ; a) définition des points
considérés ; b) déformations mesurées par les jauges sur le côté ouest de l’échantillon ;
c) déformations mesurées par les jauges sur le côté est de l’échantillon
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C.4.3.4 Photos et fissuration

Fig. C.29 : Images des quatre côtés de l’éprouvette à la rupture

Sud Ouest Nord

Niveau 1

Niveau 2

Niveau 3

Niveau 4

Niveau 5

Niveau 6

Niveau 7

Niveau 8

Niveau 9

Niveau 10

Est

Fig. C.30 : Relevé des fissures à la rupture pour l’échantillon T-S81
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C.4.3.5 Déroulement de l’essai

Le comportement est linéaire jusqu’à une force d’environ 290 kN. Aucune fissure n’est visible lors
de la fissuration ni dans la première partie de la phase fissurée. Parmi les premières fissures visibles,
une se situe au niveau de l’ancrage inférieur et elle se propage à partir du coin Nord-Ouest, occupant
progressivement toute la section transversale. De nombreuses autres fissures, rarement traversant toute
la section, sont visibles tout le long de l’éprouvette.

Tous les échantillons essayés précédemment avaient été disposés avec la surface non coffrée en direction
Nord : pour ces échantillons, le nombre des fissures visibles était systématiquement plus grand sur
cette surface que sur les autres. L’échantillon T-S81 a été donc disposé avec la surface non coffrée
en direction Sud. Des fissures ont été observées sur la surface Nord et sur la surface Sud, même elles
étaient légèrement plus nombreuses sur la surface Sud, non coffrée. La différence de fissuration entre
deux côtés est probablement à mettre en relation avec les irrégularités de la surface non coffrée, qui
augmentent les endroits possibles pour des amorces de fissure, et non à une influence du dispositif
d’essai sur le comportement structurel.

La courbe en phase fissurée a une pente pratiquement constante jusqu’à une force très proche à
la force maximale de 1089 kN. Après le pic, les inductifs mesurent un comportement bizarre dû à la
propagation de la fissure de localisation près de leurs points de fixation. Les jauges mesurent par contre
une descente presque linéaire avec une pente égale ou légèrement inférieure à la pente de la partie
ascendante avant pic. Après le pic, des fissures longitudinales s’ouvrent progressivement le long des
armatures dans la zone de rupture (figure C.32). La surface de rupture finale est fortement irrégulière.

a) b)

Fig. C.31 : a) Formation et b) propagation de la fissure à la limite de la zone d’ancrage, qui mène
à la rupture

Fig. C.32 : Fissuration et endommagement de l’échantillon dans la zone de rupture après l’essai,
suite à exposition de l’échantillon à l’ambiance humide externe
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C.4.4 Tirant T-R41

C.4.4.1 Paramètres et comportement global

Les paramètres principaux de l’essai sont donnés dans le tableau à la figure C.33. Cet échantillon est
nominalement identique à l’échantillon T-R42, sauf pour la disposition des capteurs, qui a été changée
entre les deux essais. L’essai a été contrôlé en imposant le déplacement au vérin de la machine d’essai,
avec une initiale de 0.5 mm/min.

Tirant T-R41
Béton BSI-Céracem
Bétonnage G4, 12-07-2005
Date essai 16-09-2005
Age essai 66 j
Acier Étiré à froid
φs 16 mm
nr. barres 4
ρs 3.2 %
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Fig. C.33 : Paramètres principaux et courbe force-allongement moyen mesurée par les quatre cap-
teurs inductifs
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Fig. C.34 : Courbes force-allongement : a) allongements mesurés par les 4 capteurs inductifs ; b)
allongements calculés par la somme des allongements mesurés par les deux séries de dix
jauges (Nord et Sud)
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C.4.4.2 Déformations locales
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Fig. C.35 : Diagrammes contrainte moyenne-déformations locales
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C.4.4.3 Évolution des déformations
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Fig. C.36 : Évolution des déformations locales pour différents pas de charge ; a) définition des points
considérés ; b) déformations mesurées par les jauges sur le côté ouest de l’échantillon ;
c) déformations mesurées par les jauges sur le côté est de l’échantillon
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C.4.4.4 Photos et fissuration

Fig. C.37 : Images des quatre côtés de l’éprouvette à la rupture
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Fig. C.38 : Relevé des fissures à la rupture pour l’échantillon T-R41
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C.4.4.5 Déroulement de l’essai

L’échantillon suit au début un comportement linéaire (voir figure C.33). Pour une force de traction
d’environ 300 kN les instruments de mesures mettent en évidence un changement de pente dans la
courbe force-allongement. À ce moment aucune fissure n’est visible à l’oeil nu. C’est seulement pour
une force plus importante que trois ou quatre fissures deviennent visibles : elles sont concentrées à
mi-hauteur de l’élément et espacées de 100 à 150 mm (figure C.39-b). Parmi ces fissures, la première
que l’on remarque est celle au niveau des jauges “J5”, qui continuera à s’ouvrir progressivement et qui
mènera à la rupture de l’élément. Différentes phases d’ouverture de cette fissure sont montrées dans
les images C.39.

La force maximale de 696 kN est atteinte pour un allongement d’environ 3.5 mm sur une longueur d’un
mètre. La force diminue successivement avec une pente plus raide au début puis presque constante
jusqu’à un allongement d’environ 10.5 mm, où une des barres d’armature se fracture. La force résiduelle
à ce moment vaut environ 470 kN. La rupture des autres barres suit et peut être observée par les sauts
dans le diagramme force-déplacement (figure C.33) : une barre se casse la première, suivie par deux
barres qui se fracturent au même temps et par la rupture finale de la dernière barre. L’ordre de rupture
des barres n’a pas pu être suivi, mais il semble avoir été aléatoire. L’intervalle de temps entre la rupture
des barres est plus court que dans le cas de l’essai avec des armatures à dureté naturelle.

Au cours de l’essai les jauges “N4” et “N5” ont dû être débranchées car elles avaient atteint une trop
grande déformation, alors que la jauge “J-S6” s’est détachée à cause d’une fissure au droit d’un des
taquets de fixation.

a)

c)

b)

d)

Fig. C.39 : Développement de la fissure principale pour l’échantillon T-R41 : a) formation de la
fissure dans la partie durcissante de la courbe F -∆` ; b) fissure avant le pic ; c) et d)
fissure au moment de la rupture des barres d’acier, côté sud et côté est.
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C.4.5 Tirant T-R42

C.4.5.1 Paramètres et comportement global

Les paramètres principaux de l’essai sont donnés dans le tableau à la figure C.40. L’échantillon est no-
minalement identique à l’échantillon T-S41. L’essai a été contrôlé en imposant le déplacement du vérin
de la machine. Sept cycles de charge-décharge ont été effectués durant la mise en charge : deux en phase
élastique linéaire (F ' 200 kN), trois pendant la phase fissurée avant pic (F ' 350, 500 et 600 kN)
et deux autres après le pic (F ' 600 et 500 kN). Les points de décharge ont été choisis sur la base
des résultats de l’essai T-S41. Lors de la première décharge un raccourcissement trop important a été
imposé à cause d’une erreur de manipulation de la machine, et l’échantillon a été soumis à un effort de
compression d’environ 190 kN pour quelques instants. Lors de la recharge successive le comportement
s’est adapté à la courbe précédente, sans apparemment aucune conséquence de l’erreur.

Tirant T-R42
Béton BSI-Céracem
Bétonnage G4, 12-07-2005
Date essai 29-09-2005
Age essai 79 j
Acier Étiré à froid
φs 16 mm
nr. barres 4
ρs 3.2 % 0 3 6 9 12
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Fig. C.40 : Paramètres principaux et courbe force-allongement moyen mesurée par les quatre cap-
teurs inductifs
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Fig. C.41 : Courbes force-allongement : a) allongements mesurés par les 4 capteurs inductifs ; b)
allongements calculés par la somme des allongements mesurés par les deux séries de dix
jauges (Nord et Sud)
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C.4.5.2 Déformations locales
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Fig. C.42 : Diagrammes contrainte moyenne - déformation mesurée par les jauges sur base de me-
sure de 100 mm
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C.4.5.3 Évolution des déformations
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Fig. C.43 : Évolution des déformations locales pour différents pas de charge ; a) définition des points
considérés ; b) déformations mesurées par les jauges sur le côté ouest de l’échantillon ;
c) déformations mesurées par les jauges sur le côté est de l’échantillon
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C.4.5.4 Photos et fissuration

Fig. C.44 : Images des quatre côtés de l’éprouvette à la rupture
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Fig. C.45 : Relevé des fissures à la rupture pour l’échantillon T-R42
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C.4.5.5 Déroulement de l’essai

Pendant les deux premiers cycles (F ' 200 kN) la pente de décharge demeure constante et égale à
la pente initiale. La phase linéaire se termine pour un effort d’environ 270 kN. Jusqu’à 350-400 kN
il n’est pas possible d’apercevoir des fissures, mais pour des forces plus importantes de nombreuses
fissures s’ouvrent tout le long de l’élément. Les fissures sont plus nombreuses sur la surface non coffrée
(surface Nord), mais celles côté Sud ont des ouvertures plus importantes. Des fissures aux niveaux des
deux ancrages s’ouvrent initialement, mais deux fissures dans le corps de l’éprouvette (niveaux “J3” et
“J6”) dominent finalement le comportement du tirant. La rigidité commence à diminuer sensiblement
et progressivement à partir d’une force de 635 kN. Le pic est atteint pour une force de 697 kN et un
allongement de 3.38 mm (`mes= 1 m). Après le pic, les fissures aux niveaux “J6” et “J3” continuent
à s’ouvrir en même temps jusqu’à une force d’environ 620 kN. L’échantillon est ensuite soumis à une
décharge et, lors de la recharge, seule la fissure au niveau“J6”recommence à s’ouvrir et mène à la ruine
(rupture des barres d’armature, F ' 480 kN). La pente de la décharge diminue progressivement dans
la partie avant pic, alors qu’elle demeure pratiquement constante pour les deux décharges effectuées
après le pic. Des fissures longitudinales le long des barres n’ont pas été remarquées pendant cet essai.

a) b) c)

Fig. C.46 : a) Forme irrégulière de la fissure “J6” à la rupture ; b) fissure au niveau “J3”; c) fissure
au niveau “J6”
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C.4.6 Tirant T-R81

C.4.6.1 Paramètres et comportement global

Les paramètres principaux de l’essai sont donnés dans le tableau de la figure C.47. L’essai a été contrôlé
en imposant le déplacement du vérin de la machine d’essai. La vitesse de mise en charge initiale était
de 0.25 mm/min, augmentée à 0.5 mm/min peu avant la rupture des armatures.

Tirant T-R81
Béton BSI-Céracem
Bétonnage G6, 12-7-2005
Date essai 5-10-2005
Age essai 85 j
Acier Étiré à froid
φs 16 mm
nr. barres 8
ρs 6.7 %
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Fig. C.47 : Paramètres principaux et courbe force-allongement moyen mesurée par les quatre cap-
teurs inductifs
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Fig. C.48 : Courbes force-allongement : a) allongements mesurés par les 4 capteurs inductifs ; b)
allongements calculés par la somme des allongements mesurés par les deux séries de dix
jauges (Nord et Sud)
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C.4.6.2 Déformations locales
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Fig. C.49 : Diagrammes contrainte moyenne-déformations locales
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C.4.6.3 Évolution des déformations
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Fig. C.50 : Évolution des déformations locales pour différents pas de charge ; a) définition des points
considérés ; b) déformations mesurées par les jauges sur le côté ouest de l’échantillon ;
c) déformations mesurées par les jauges sur le côté est de l’échantillon
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C.4.6.4 Photos et fissuration

Fig. C.51 : Images des quatre côtés de l’éprouvette à la rupture
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Fig. C.52 : Relevé des fissures à la rupture pour l’échantillon T-R81
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C.4.6.5 Déroulement de l’essai

Le comportement de l’éprouvette est linéaire jusqu’à une force d’environ 264 kN. Lors de la fissuration,
la pente se stabilise rapidement sur une pente constante. La première fissure visible s’ouvre au niveau
“J7”, initialement sur le côté Nord. Cette fissure se propagera ensuite sur les autres côtés et donnera
lieu à la rupture finale. D’autres fissures s’ouvrent pendant la phase écrouissante : à différence des
autres essais, dans le cas de ce tirant il est possible voir plusieurs fissures qui occupent toute la
section avec une ouverture significative dans la partie centrale de l’éprouvette (figure C.53). Au pic, la
courbe est beaucoup plus arrondie que dans le cas des autres tirants : la pente commence à diminuer
progressivement pour une force d’environ 1000 kN (allongement d’environ 2.7 mm), le pic est atteint
pour une force de 1100 kN maintenue pour un allongement compris entre 3.7 et 4.8 mm. Ensuite,
la courbe commence à descendre, lentement d’abord (F = 1090 kN pour ∆` = 6.57 mm) puis plus
rapidement jusqu’à la rupture de la première barre d’armature, pour ∆` = 9.81 mm et F ' 968 kN.

a) a)

Fig. C.53 : a) Formation de plusieurs fissures visibles qui occupent toute la section transversale, à
une distance de quelques dizaines de millimètres dans la zone centrale de l’éprouvette ;
b) fissures de différents types observées quelques mois après l’essai
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