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Version abrégée

Lorsqu’un ouvrage existant en béton armé est détérioré ou qu'un changement de son affecta-
tion nécessite sa modification, la mise en place d’une couche de nouveau béton sur la structure
existante est un moyen d’intervention fréquemment utilisé.

Les objectifs de ce travail sont, d’une part, d’améliorer la compréhension du comportement
a long terme des éléments de structure formés de bétons d’ages différents et, d’autre part, de
fournir une démarche de dimensionnement applicable & de tels éléments hybrides.

Les déformations de la nouvelle section engendrées par les effets d’hydratation au jeune 4ge
et par les variations des conditions climatiques & long terme sont totalement ou partiellement
entravées par la présence de la structure existante. Cette entrave génére un état interne d’au-
tocontraintes dont amplitude peut étre suffisamment élevée pour provoquer apparition de
fissures traversantes dans la nouvelle section ou de délaminations entre les deux couches.

Ce travail contribue au développement d’un outil d’analyse numérique capable de prédire
le comportement & long terme d’un élément hybride. Pour permettre la validation de 1’outil
d’analyse proposé, une campagne expérimentale a été effectuée sur quatorze grands éléments
formés de deux couches de bétons armés ou fibrés d’4ges différents. La comparaison entre les
résultats expérimentaux et numériques illustre I'influence importante du retrait endogéne sur
le comportement au jeune age des éléments testés. Seule la prise en compte de ce phénomeéne
permet d’expliquer ’amplitude des déformations et de la courbure mesurées 4 I’aide de capteurs
a fibres optiques. De plus, les autocontraintes générées au jeune age convergent a long terme
vers un état permanent qui correspond a une diminution relative des autocontraintes de 50 &

70%.

Le comportement a long terme des éléments hybrides ne dépend pas seulement des propriétés
physiques et mécaniques du béton, mais également de parameétres structuraux tels que le systéme
statique, la position de la nouvelle section de béton par rapport au support et la hauteur de
la nouvelle couche. En fonction de ces paramétres structuraux, il n’est pas toujours nécessaire
de prendre des mesures visant a limiter les effets thermiques au jeune 4ge ni de se préoccuper
de I'amplitude ultime de la déformation de séchage €010 €t du rapport k; /o entre le fluage
spécifique en traction et les déformations de séchage du béton. Si les parameétres structuraux
favorisent ’apparition d’une fissuration traversante de la nouvelle couche, des mesures existent
afin d’éviter que ce type de fissuration apparaisse. Ce travail fournit les premiers éléments qui
pourront permettre a terme de dépasser le stade du controle a posteriori de la fissuration. Dans
le cas des effets thermiques au jeune age, l'utilisation de ciments & mouture plus grossiére a
des dosages moins élevés peut parfois suffire & éviter 'apparition de fissures traversantes. Si
cela n’est pas le cas, des mesures constructives telles que la mise en oeuvre d’un systéme de
refroidissement interne du béton peuvent étre appliquées. Dans les cas du retrait de séchage et
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du retrait endogéne du béton, c’est principalement la recette du béton qui doit étre optimisée
afin de satisfaire aux conditions relatives aux parameétres k;i Ir et €40t,00- Bien qu’aujourd’hui
cette optimisation ne soit pas encore maitrisée, I’'utilisation de ciments & mouture plus grossiére
a des dosages moins élevés devrait permettre d’augmenter la valeur de k; /r €t de diminuer celle

de €tot,00-

Ce travail démontre également que, lorsque le rapport n = hpew/hoig entre la hauteur res-
pective des deux couches est compris entre 0.40 et 0.80, une quantité raisonnable d’armature
passive peut étre disposée dans la nouvelle couche afin d’assurer le comportement monolithique
& la rupture de I’élément hybride. Lorsque n est inférieur a 0.40, ’armature devient inutile si
I'interface est préparée avec soin par hydrodémolition. Par conséquent, la présence d’une arma-
ture passive dans la nouvelle couche permet de nuancer les exigences relatives a la résistance a
la traction de I'interface.



Summary

When an existing reinforced concrete structure has deteriorated, or a change in its use
requires structural modification, the addition of a new layer of concrete is a commonly used
intervention.

The objectives of the work presented herein are 1) to improve the understanding of the long
term behaviour of structural elements composed of concretes of different ages and 2) to develop
a dirmensioning procedure applicable to such hybrid elements.

The deformations of the new layer of concrete, resulting from hydration of the young concrete
and variations of the long term climatic conditions, are totally or partially restricted by the
presence of the existing structure. This restriction generates sufficiently high internal stresses to
form transversal cracks in the new layer or cause delamination between layers.

This work contributes to the development of a numerical analysis tool that predicts the
long term behaviour of hybrid elements. An experimental program was conducted on fourteen
large hybrid elements to validate the proposed tool. Optical fibres sensors were used to measure
the deformations and curvatures. Comparison between the experimental and numeric results
illustrates the important influence of endogenous shrinkage on the early age behaviour of the
tested elements. This phenomena alone, allows explanation of the magnitude of the measured
deformations and curvatures. In the long term the early age stresses in the hybrid elements
decrease to a stable level, 50 - 70 % lower than the early age stresses.

The long term behaviour of hybrid elements depends, not only on physical and mechanical
properties of the concrete, but also on structural parameters such as the static system, the
position of the new layer in relation to the support and the thickness of the new layer. As a
function of these structural parameters, it is not always necessary to take measures to limit
the thermal effects at early age or to alter the magnitude of the ultimate drying deformations
€tot,00 OF the relation between the specific tensile creep and the drying deformation k} = If the
structural parameters are such that the formation of a transverse crack in the new concrete
layer is likely, measures exist that may prevent their formation. The types of elements that are
not prone to transverse cracking are determined. In the case of thermal effects at early age, the
use of more coarsely ground cements in smaller doses may prevent transverse cracking. If this
is not possible, internal concrete cooling systems may be used. In the case of drying or thermal
shrinkage, the concrete mixture may be optimised to satisfy conditions relative to the parameters
€tot, 00 and k; = The use of coarsely ground cements in small doses should allow increases in k;‘, /r
and reductions in €zt 00-

This work also demonstrates that, when the ratio of heights between the two layers of the
hybrid elements, n = hpew/hoia, is between 0.4 and 0.8, passive reinforcement can be placed in
the new layer to assure monolithic behaviour at failure. When n is lower than 0.40, the reinfor-
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cement is not required to assure monolithic behaviour if the interface is prepared carefully by
hydrodemolition. The passive reinforcement in the new layer can serve a dual purpose, satisfying
both resistance and interface tension requirements.



Zusammenfassung

Neue Betonschichten werden h#ufig auf bestehende Bauteile aufgebracht, wenn ein beste-
hendes Stahlbetonbauwerk geschédigt ist oder eine Nutzungsénderung eine Verdnderung der
Struktur nach sich zieht.

Diese Arbeit hat zum Ziel, das Langzeitverhalten von Bauteilen aus Betonen unterschied-
lichen Alters besser zu verstehen sowie ein Verfahren zur Bemessung solcher Verbundbauteile
vorzuschlagen.

Die Verformungen, die in der neuen Schicht durch Hydratationsvorgiinge in jungem Alter
und wihrend der Nutzungsdauer durch klimatische Bedingungen entstehen, werden vollstindig
oder teilweise von der existierenden Betonschicht behindert. Diese Einspannung bewirkt einen
Eigenspannungszustand, dessen Amplitude zu Trennrissen in der neuen Schicht oder Ablésungen
zwischen den beiden Schichten fithren kann.

Diese Arbeit triagt zur Weiterentwicklung eines numerischen Hilfsmittels bei, mit dem das
Langzeitverhalten von Verbundbauteilen vorhergesagt werden kann. Um das vorgeschlagene Mo-
dell zu validieren, wurde eine Versuchskampagne an 14 grossen Probekorpern durchgefiihrt, die
aus zwei Schichten Beton unterschiedlichen Alters bestanden. Die Bewehrung der neuen Schicht
bestand dabei entweder aus schlaffem Stahl oder aus Stahlfasern. Ein Vergleich zwischen den
experimentellen und numerischen Ergebnissen zeigt die grosse Bedeutung des endogenen Schwin-
dens auf das Verhalten in jungem Alter. Nur unter Beriicksichtigung dieses Phanomens kann die
Grosse der Verformungen und Kriitmmungen erkliart werden, die mit Hilfe von optischen Fasern
gemessen wurden. Des weiteren erreichen die Eigenspannungen, die in jungem Alter entstehen,
einen Dauerzustand, der einer relativen Verminderung der Eigenspannungen von 50 bis 70 %
entspricht.

Das Langzeitverhalten im Hinblick auf die Bildung von Trennrissen, Ablésungen an der
Grenzschicht und Verformungen von Verbundbauteilen héngt nicht alleine von den physikali-
schen und mechanischen Eigenschaften des Betons ab, sondern auch von konstruktiven Parame-
tern wie dem statischen System, der Lage der Grenzschicht beziiglich der gesamten Bauteilhthe
oder dem Bewehrungsgehalt. Abhéngig von diesen Parametern ist es manchmal angezeigt, spe-
zielle Massnahmen zur Begrenzung der thermischen Einfliisse in jungem Alter zur Vermeidung
der Rissbildung zu treffen. Weitere Massnahmen betreffen auch den Endwert des Trocknung-
sschwindens €;0t oo Sowie das Verhéltnis k; , zwischen dem spezifischem Kriechen unter Zug und
dem Trocknungsschwinden des Betons. Die Arbeit liefert erste Erkenntnisse, mit denen die heute
iiblichen a posteriori Massnahmen zur Kontrolle der Rissbildung iiberholt werden kénnen.

Temperatureinfliisse in jungem Alter konnen unter Umstéinden schon durch die Verwendung
von Zementen mit einer geringeren Mahlfeinheit und in geringerer Dosierung ausreichend redu-
ziert werden, um das Auftreten von Trennrissen zu vermeiden. Ist dies nicht der Fall, kénnen
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Kiihlungssysteme im Inneren des Betons eingesetzt werden. Im Fall des endogenen Schwindens
und des Trocknungsschwindens des Betons ist vor allem die Betonrezeptur wichtig, die optimiert
werden muss, um den Anforderungen im Hinblick auf die Parameter k} Jr und €401,00 zU genii-
gen. Obwohl diese Optimierung heute noch nicht beherrscht wird, sollte die Verwendung von
Zementen mit geringerer Mahlfeinheit und in geringerer Dosierung dazu fithren, den Wert k; /r

zu erhohen und €qo¢,00 2zu verkleinern.

Diese Arbeit zeigt ebenfalls, dass fiir Verhéltnisse der Schichtdicken zwischen 0.40 und 0.80
eine schlaffe Bewehrung in der neuen Schicht notwendig ist, um ein monolithisches Tragverhalten
des Verbundbauteils bis zum Bruch zu gewé#hrleisten. Ist dieses Verhéltnis kleiner als 0.40, wird
die schlaffe Bewehrung in der neuen Schicht tiberfliissig, falls die Fuge sorgfiltig mit Hochdruck-
wasserstrahlen prépariert wurde. Folglich kann das Vorhandensein von schlaffer Bewehrung in
der neuen Schicht die Anforderungen an die Zugfestigkeit der Fuge beeinflussen.



Préface

Des éléments de structure formés de bétons d’ages différents résultent généralement d’une
intervention sur une structure existante en béton armé. Alors que le comportement structural a
I’état ultime de ces éléments hybrides a déja fait 1’objet de nombreux travaux de recherche, leur
comportement A long terme est encore peu connu. La prévision de la durabilité de ces éléments
a ’état de service, en particulier I’apparition de fissures traversantes dans la nouvelle couche,
dont les déformations sont entravées par la structure existante, est encore peu documentée.

Dans sa thése de doctorat, M. Olivier Bernard s’est fixé comme objectif d’améliorer la com-
préhension du comportement a long terme des éléments de structure formés de bétons d’ages
différents en se basant sur des modéles physiques et mécaniques. L’approche choisie permet de
faire le lien entre les connaissances relatives au matériau béton et le comportement structural
des éléments hybrides. De plus, elle se base sur la complémentarité entre la modélisation numé-
rique par éléments finis et les essais en laboratoire. Le défi de ce travail était de modéliser les
divers phénomeénes physiques retenus, d’effectuer une campagne expérimentale complexe et de
mener 3 bien une étude paramétrique rigoureuse pour en déduire les paramétres prédominants
qui serviront & établir une démarche de dimensionnement des éléments hybrides.

Cette theése issue du MCS (Laboratoire de Maintenance, Construction et Sécurité des ou-
vrages) apporte une nette amélioration de la compréhension du comportement & long terme
des éléments de structure formés de bétons d’4ges différents. Les nombreux résultats originaux
constituent un important potentiel d’application pour la conception et le dimensionnement de
tels éléments hybrides. '

Olivier Bernard a fait preuve d’une grande rigueur scientifique, d’une facilité de développe-
ment de modeéles physiques, d’'un grand soin lors de la campagne expérimentale et d’un esprit
de synthése remarquable. Nous le remercions de son engagement et de ses compétences.

Lausanne, le 30 novembre 2000 Professeur Eugen Briihwiler
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Notations

Majuscules latines :

matrice contenant les termes liés & v
dimension caractéristique

coeflicient d’endommagement
coeflicient de diffusion a I’état saturé
module d’élasticité

force

vecteur des forces appliquées
énergie spécifique de rupture
chaleur d’hydratation

chaleur totale d’hydratation
complaisance

moment

maturité

effort normal

énergie d’activation

constante des gaz parfaits

loi constitutive

température
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Abréviations :

cdg hauteur du centre de gravité de la section hybride
e/c rapport eau sur ciment

FPZ zone de processus de fissuration

ped pate de ciment durcie
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Minuscules latines :

a rapport des aires entre le nouveau et le vieux béton

Qe, ey, g, A, Ot parametres

b rapport des hauteurs entre le nouveau et le vieux béton

ber, by, parameétres

cr capacité thermique

Cery Ct parametres

fet résistance & la traction directe

fem résistance 4 la compression

h hauteur d’une couche

h humidité relative

he parameétre

1 rapport des inerties entre le nouveau et le vieux béton

kf/r rapport entre le fluage spécifique en traction et le retrait de séchage
"} /r idem kj /., mais défini dans des conditions précises

l longueur

m rapport des modules d’élasticité entre le nouveau et le vieux béton
n rapport des hauteurs entre le nouveau et le vieux béton

P rapport des coeflicients de Poisson entre le nouveau et le vieux béton
q flux

T parameétre

s espacement des barres d’armature, écart-type

Sstat rapport des moments statiques entre le nouveau et le vieux béton
Sw espacement des fissures

t temps

v déplacement vertical

v variabilité

wy, W, & paramétres du diagramme d’adoucissement

Wres ouverture résiduelle d’une fissure fictive

Wyn ouverture de fissure visible en surface

Wsup ouverture en surface d’une fissure fictive

Exposants :
—+ compression
- traction
—f dans la section fissurée
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Minuscules grecques :

proportion des autocontraintes au jeune age

rapport entre la hauteur du nouveau béton et la hauteur totale
coefficient de dilatation

facteur de sécurité

parameétre du modele de fissuration (refermeture)

tenseur volumique

tenseur des déformations

taux de déformation

viscosité

rapport entre les moments de flexion hyperstatique et primaire
coefficient de diffusion thermique

coefficient de transfert thermique ou hydrique

degré d’entrave des déformations

coefficient de Poisson

taux d’armature

tenseur des contraintes

composantes du tenseur des contraintes

contraintes principales (I : la plus grande)

temps de retard

diamétre

degré d’hydratation
seuil d’hydratation

Indices :
apparent

nouveau béton

vieux béton

zone d’interface

béton, acier

compression, traction
effet axial, effet flexionnel

extérieur

relatif aux déformations physiques
ultime ou relative au pic

essai Brésilien

séchage, endogéne

thermique, hydrique

rupture, dimensionnement

valeur finale

avant et aprés le pic

lié au fluage transitoire

visqueux

délamination
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Chapitre 1

Introduction

1.1 Contexte de 1’étude

Dans le domaine de la maintenance des ouvrages existants, il n’est pas rare de rencontrer
une structure en béton armé nécessitant la mise en place d’une nouvelle couche de béton. Les
causes d’'une telle intervention peuvent étre de deux types :

— d’une part, des signes de détérioration ou des défauts peuvent remettre en cause le niveau
de sécurité et la pérennité de la structure et impliquer sa remise en état. 1l s’agit de
rétablir la sécurité structurale et 'aptitude au service de la structure existante pour une
durée déterminée. Si le but de l'intervention est de reconstituer la section initiale d'un
éléement de structure, un reprofilage! avec du béton est souvent effectué. Dans ce cas, la
section de nouveau béton est de faibles dimensions ;

— d’autre part, un changement de I'utilisation de I’ouvrage peut engendrer sa modification
afin de adapter & de nouvelles exigences. Dans ce contexte, la nouvelle section de béton
est mise en place dans le but d’augmenter la section initiale d’un élément de structure. Ce
nouvel élément, constitué de deux bétons d’ages différents, devient un élément hybride?
dont le comportement se rapproche de celui des structures mixtes acier-béton ou bois-
béton. Les dimensions de la nouvelle section d’un élément hybride sont plus importantes
que celles d'un reprofilage et sa participation au comportement structural constitue le but
de l'intervention.

L’ingénieur responsable de telles réalisations est placé devant un défi important. En effet,
ces structures formées de bétons d’ages différents devront étre durables et satisfaire aux mémes
exigences que celles qui seraient fixées pour un ouvrage neuf monolithique. Le concepteur doit
donc disposer de connaissances et de régles qui lui permettront d’assurer la performance au
cours du temps de telles interventions. Cette performance dépend d’une part de I’évolution de
la fonction protectrice® associée au nouveau béton et d’autre part de celle de sa fonction de

'Dans la littérature, on trouve également les termes de réparation superficielle ou de réparation mince.

2Dans la littérature, on trouve également les termes de réparation structurale ou de reconstruction partielle.

3Lorsque le nouveau béton est mis en place pour repassiver le milieu environnant une armature existante
corrodée ou pour protéger d’autres éléments existants de la structure contre diverses agressions. La fonction
protectrice est principalement influencée par 1’évolution de la perméabilité du nouveau béton.



2 CHAPITRE 1. INTRODUCTION

$ 1
Délamination entre Fissuration traversante
les deux couches du surbéton
L
Assurer un comportement Limiter les effets d’hydratation
monolithique  la rupture et le séchage du béton
“ - _J
V" "

Fonction de portance Fonction protectrice

Figure 1.1: Performance des structures hybrides

portance? (voir figure 1.1).

La nouvelle section de béton est mise en place sur un support rigide de vieux béton. Par
conséquent, toute déformation du nouveau matériau est totalement ou partiellement entravée
par la présence du support. Cette entrave génére un état interne d’autocontraintes pouvant
conduire 4 'apparition d’une fissuration traversante du nouveau béton ou d’une délamination
entre les deux couches. La performance d’un élément hybride dépend donc du comportement et
des caractéristiques des trois zones suivantes : le support de béton existant, la nouvelle couche
de béton et la zone d’interface.

L’évolution de cette performance, illustrée & la figure 1.2, dépend des actions qui sollicitent
un ouvrage en béton a 1’état de service et durant sa fabrication. Ces actions se distinguent selon
deuz temps caractéristiques :

— tout d’abord, les actions au jeune dge agissent durant les premiers jours qui suivent la
fabrication d’un élément hybride. Ces actions sont de nature principalement endogéne et
sont liées 4 I’hydratation du ciment. Notamment, les effets thermiques dus au dégagement
de chaleur d’hydratation et le retrait endogéne font partie des actions au jeune age. Les
autocontraintes provoquées au jeune Age peuvent contribuer de maniére importante a
diminuer la performance de ce type de structure. Cette diminution est représentée par
le facteur o & la figure 1.2;

— ensuite, les actions & long terme sollicitent les éléments hybrides sur une durée beaucoup
plus longue. Ces actions comprennent les effets hydriques et thermiques dus aux variations
des conditions climatiques (humidité relative et température), aux cycles de gel-dégel, aux
charges permanentes ou variables (par exemple le revétement de chaussée ou le trafic dans
le cas d’un pont), ou encore a la pénétration des agents responsables de la dépassivation
des barres d’armature et de leur corrosion (tels que les chlorures ou le CO»).

De précédentes études ont permis de montrer que les principales actions responsables de la
détérioration d’un élément hybride sont, d’une part, les effets thermiques au jeune dge [Bern96]
et, d’autre part, le séchage du béton [Sauc90] [Haar91] [Emmo98|.

“En relation avec le réle porteur d’un élément hybride. La fonction de portance dépend principalement de la
capacité des deux bétons a travailler monolithiquement au cours du temps.
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Figure 1.2: Evolution de la performance des structures hybrides

Hormis les actions précitées, la performance des structures hybrides dépend aussi d’aspects
technologiques tels que la préparation du support (rugosité, propreté, microfissuration due a la
technique de démolition employée), la recette et I’ouvrabilité du nouveau béton (mouillage sur
le support, mise en place adéquate) ou encore les conditions environnementales et la qualité de
la main d’oeuvre employée.

L’état limite est atteint lorsqu’une fonction, protectrice ou de portance, ne peut plus étre
remplie. L’apparition de fissures traversantes dans la nouvelle couche ou une fissuration répartie
sur toute sa surface peuvent constituer 1’état limite de service vis-a-vis de la fonction protectrice.
De méme, la délamination entre les deux couches de béton constitue 1’état limite ultime vis-a-vis
de la fonction de portance.

Par conséquent, le nouveau béton doit étre impérativement choisi afin que ses caractéris-
tiques, tant mécaniques que rhéologiques, garantissent la durabilité des fonctions protectrice et
de portance. Il s’agit d’éviter que ces fonctions atteignent leur état limite en empéchant 'ap-
parition de délamination entre les deux couches et d’une fissuration traversante du nouveau
béton.

D’aprés Emmons, la réparation des structures existantes en béton a été longtemps plus un art
qu’une science [Emmo94b|. En effet, les régles en vigueur étaient plutdt basées sur l'expérience
des praticiens. Ceux-ci ne disposaient cependant d’aucun critére scientifique d’évaluation. Au-
jourd’hui, cette situation a évolué : des projets de recherche [Sauc90] [Biss96] [Emmo98] [Trau00]
ont été menés dans le but d’étudier la durabilité des reprofilages de structures en béton. Pour
ces faibles épaisseurs de nouveau béton hy,e,, les effets thermiques au jeune dge ont une influence
négligeable sur la performance des éléments hybrides qui dépend principalement du séchage du
nouveau béton. Quelques travaux de recherche ont également été réalisés dans le domaine des
éléments hybrides, mais uniquement en mettant 1’accent sur leur fonction de portance [Ivan89]
[Menn93] {Bren95] [Rand97]. En réalité, le comportement 4 long terme des éléments hybrides n’a
quasiment pas fait objet de travaux scientifiques. Il repose uniquement sur quelques conclusions
applicables aux reprofilages, quelques études de cas [Paul97] et sur Pexpérience des praticiens.
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De maniére plus générale, la réparation du béton est un sujet qui préoccupe les spécialistes de
nombreux domaines du génie civil. Les constructeurs routiers sont les premiers 4 s’étre intéressés
de prés a la possibilité d’assembler des bétons d’ages différents dans le cadre du resurfagage des
routes en béton [Wilk92]. Les problémes qu’ils rencontrent sont tout a fait similaires a ceux des
éléments de structure hybride. Ce type d’ouvrage a fait 'objet de nombreuses études de cas.
C’est une source privilégiée d’informations au sujet du type de béton utilisé [Spri92] [Fitc98],
des techniques de préparation de la surface du support, de I'influence d’un éventuel goujonnage
de linterface [Choi95] [Warn98] et de I’observation des dégéts.

Dans le domaine des ouvrages d’art, une problématique équivalente se pose pour les construc-
tions mixtes. En général, une dalle de roulement en béton armé est mise en place sur un tablier
existant en acier ou en béton préfabriqué. A 'exception de ces derniéres années, il faut recon-
naitre que les spécialistes des structures mixtes se sont plutot intéressés a la capacité portante
de leur ouvrage plutdt qu’a leur comportement en service et a leur durabilité. Toutefois, de nom-
breuses observations faites sur ces dalles de roulement permettent de tirer des enseignements
intéressants applicables aux éléments hybrides [Krau96] [Ducr97]. Dans le cas de la connexion
entre une poutre préfabriquée en béton armé et un béton coulé en place, de nombreuses re-
cherches ont été effectuées dans le but d’ameéliorer la connaissance des propriétés de ’interface
béton - béton et d’évaluer la participation de celle-ci a la résistance a la flexion et au cisaillement
de I’élément mixte [Dasc86] [Scha96].

1.2 Objectifs principaux

L’objectif principal de cette recherche comporte deux aspects majeurs.

1) Le premier est d’améliorer la compréhension du comportement & long terme des éléments de
structure hybride. Cette amélioration passe par l'identification des différents phénomeénes
qui influencent les fonctions protectrice et de portance d’'un élément hybride. Dans ce
contexte, I’étude tente de donner des réponses aux questions suivantes :

~ Pour quelle épaisseur de nouveau béton et dans quelles conditions les effets d’hydratation
ont-ils une influence importante sur la durabilité des éléments hybrides?

— Comment évoluent les autocontraintes dues aux effets d’hydratation? Disparaissent-elles
ou convergent-elles vers un état permanent ?

— Dans quelles conditions le séchage du nouveau béton constitue-t-il une cause de détériora-
tion des éléments hybrides 7

~ En fonction de I’épaisseur de la nouvelle couche, quel est le role joué par la présence, dans
cette méme couche, d’une armature passive ou de fibres métalliques sur la performance
d’un élément hybride ?

2) Le second aspect est de fournir des moyens pour prédire le comportement a long terme des
éléments hybrides et de les utiliser afin de développer une démarche de dimensionnement
applicable a ce type d’éléments de structure.

1.3 Démarche de I’étude

Une étude purement expérimentale relative au comportement & long terme des éléments
hybrides bute contre la difficulté de réaliser des essais dont la durée est suffisamment longue
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Figure 1.3: Démarche générale de I’étude

pour étre représentative des phénoménes étudiés tout en restant raisonnable. Afin de contourner
au mieux cette difficulté, la démarche choisie dans le cadre général de cette recherche privilégie
la voie de la simulation numérique. Cette démarche est présentée a la figure 1.3.

Sur la base d’un outil existant [Roel89], cette étude contribue au développement dun outil
d’analyse numeérique capable de modéliser le comportement & long terme de tous types d’élé-
ments hybrides. Chaque phénoméne physique, dont 'influence est jugée importante, est repré-
senté a l'aide d’un modéle. La détermination des paramétres de chaque modéle est effectuée a
I’aide d’essais de caractérisation des matériaux ou de valeurs tirées de la littérature. L’effort
majeur de modélisation fourni au cours de cette thése s’est concentré sur les couplages entre le
comportement viscoélastique du béton, son comportement hygro-thermique et sa fissuration.

Pour permettre la validation de outil d’analyse, une campagne d’essais est réalisée sur des
grands éléments de structure hybride. Les résultats de cette campagne sont ensuite comparés 3
ceux issus d’une simulation réalisée indépendamment & ’aide de 'outil d’analyse. Si la concor-
dance des résultats est jugée bonne, 'outil d’analyse peut alors étre appliqué pour prédire la
durée de vie de n’importe quelle autre structure hybride. Dans le cadre de ce travail, une étude
paramétrique sera réalisée & l'aide de l'outil d’analyse dans le but d’améliorer la compréhen-
sion du comportement & long terme des éléments hybrides et de développer une démarche de
dimensionnement.
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Figure 1.4: Facteurs affectant la durabilité des structures hybrides, d’aprés Emmons [Emmo93]

1.4 Délimitation du travail

Le domaine étudié étant vaste, ce travail se limite i I’étude du comportement & long terme
des structures hybrides en béton armé non précontraintes. Dans ce cadre, le concept de durabilité
développé par Emmons [Emmo93] est utilisé pour préciser les limites dans lesquelles s’insére cette
these (voir figure 1.4). La durabilité des structures hybrides dépend, d’une part, du choix d’un
nouveau matériau compatible et, d’autre part, de son utilisation dans des conditions adéquates
d’exécution.

La compatibilité au sens large entre le nouveau matériau et son support dépend & la fois de
leurs caractéristiques chimiques, électrochimiques et déformationnelles et de leur perméabilité.
Les notions utilisées et développées au cours du présent travail se limitent 4 I’étude de la compa-
tibilité déformationnelle d’'un élément hybride. Les importantes notions liées aux compatibilités
des perméabilités, chimique et électrochimique, ne seront pas développées ici.

L’étude des conditions d’exécution d’une structure hybride est abordée en annexe de cette
thése. Les importantes conclusions qui ressortent de cette partie technologique nous ont conduit
4 limiter le volet expérimental de cette recherche 4 des éléments hybrides isostatiques dont
Pinterface est préparée par hydrodémolition et qui ne comportent pas de goujons ni de couche
de liaison entre les deux bétons. En effet, notre approche a consisté 4 admettre que, pour tout
élément hybride, les conditions d’exécution doivent satisfaire & un niveau de qualité approprié
représentatif de la pratique actuelle.

Pour finir, une importante remarque doit étre effectuée afin de mieux cerner apport de
cette thése au niveau de la modélisation numérique du comportement & long terme des éléments
hybrides. En effet, notre approche ne consiste pas & développer de nouveaux modéles pour
chaque phénomeéne physique pris en compte, mais plutét d’utiliser, dans la mesure du possible,
des modeles existants fiables et de les améliorer s’il y a lieu. L’apport original de ce travail réside
dans le nombre important de phénomeénes et de couplages que 'outil d’analyse proposé permet
de prendre en compte.
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1.5 Contenu de la thése

Les connaissances nécessaires & 1’étude du comportement & long terme des structures hy-
brides sont développées au chapitre 2. Celui-ci débute en faisant I'inventaire des connaissances
nécessaires et en décrivant le cheminement adopté pour les acquérir. La premiére notion abordée
est celle du degré d’entrave des déformations de la nouvelle couche. Une expression générale de
ce degré d’entrave est fournie au paragraphe 2.2 en tenant compte du systéme statique de la
structure hybride. Ensuite, la structuration du béton en cours d’hydratation et les mécanismes
de séchage sont respectivement décrits & 1’échelle du matériau aux paragraphes 2.3 et 2.4. Puis,
la capacité totale de déformation du béton en traction est décrite au paragraphe 2.5. A partir du
comportement quasi-statique, 'influence du taux de déformation sur le comportement du béton
en traction est discutée. Tous ces enseignements relatifs au matériau sont ensuite transposés au
niveau d’une structure hybride au paragraphe 2.6. 1l s’agit d’étudier les implications structu-
rales relatives aux effets d’hydratation au jeune Age et aux mécanismes de séchage. La fin de ce
chapitre est consacrée a la synthése des connaissances dans le domaine de la modélisation du
comportement des éléments hybrides.

La partie expérimentale de la recherche est décrite succinctement au chapitre 3. Il s’agit d’un
condensé des principaux résultats obtenus lors de la campagne de mesures sur les éléments de
structure hybride isostatique. Les essais sont réalisés en trois étapes. Tout d’abord, des mesures
de température et de déformations au jeune age sont effectuées sur chaque élément. Ensuite,
un essai de fluage flexionnel est entrepris durant une période de six mois. Finalement, un essai
statique de rupture est réalisé sur chaque poutre. Tous les résultats de la campagne d’essais
peuvent étre consultés en détail dans le rapport d’essais correspondant [Bern00).

La modélisation du comportement des structures hybrides est décrite au chapitre 4. Tous les
modeles sont introduits dans le logiciel HEAT 6.0 de la société FEMMASSE b.v. Ce chapitre
présente également la procédure permettant de déterminer les paramétres des différents modéles.

Au chapitre 5, 'outil d’analyse est utilisé pour simuler les essais réalisés sur les éléments
hybrides dans le but de procéder & sa validation. Cette étape du travail permet de mettre en
évidence l'influence du retrait endogeéne sur P’évolution au jeune age des déformations. De plus,
on montre que P’armature contenue dans le surbéton entrave ses déformations de séchage et
augmente ’endommagement du béton d’enrobage.

A P’aide de I'outil d’analyse, le comportement & long terme des éléments hybrides est étudié
au chapitre 6. Cette étude paramétrique a comme premier objectif de déterminer dans quelles
conditions le séchage du nouveau béton et ses effets d’hydratation engendrent une fissuration
qui atteint I'interface. Ensuite, il s’agit d’étudier les conditions dans lesquelles le comportement
a la rupture d’un élément hybride est monolithique ou non.

Les résultats de ’étude paramétrique sont synthétisés au chapitre 7, afin de développer une
démarche de dimensionnement applicable aux éléments hybrides.

Le chapitre 8 apporte les conclusions générales du travail et propose quelques directions a
suivre pour de futurs travaux de recherche dans le domaine étudié.

Pour finir, rappelons que I’étude des conditions d’exécution d’une structure hybride est pré-
sentée 4 ’annexe A de cette thése. De plus, des compléments 4 la notion de degré d’entrave et
deux exemples de calcul sont donnés 4 I’annexe B. Enfin, les paramétres des bétons utilisés lors
de la campagne expérimentale sont regroupés a 1’anneze C.






Chapitre 2

Etat des connaissances

2.1 Introduction

La nouvelle couche de béton est mise en place sur un support rigide de vieux béton. Par
conséquent, toute déformation du nouveau matériau est partiellement ou totalement entravée
par la présence de ce support. Cette entrave génére un état interne d’autocontraintes (0z, 0y, Txy)
illustrées, dans le cas d’un retrait empéché du nouveau béton, a la figure 2.1 a), tirée de [Haar91].
En fonction de l'intensité des autocontraintes et de la résistance de chaque zone, on peut assister
soit & des délaminations s’initiant dans les zones de bords (cas 1 de la figure 2.1 b), soit & une
fissuration traversante du nouveau matériau (cas 2).

En fonction des conditions d’exécution d’une structure hybride, la délamination peut avoir
lieu dans la zone d’interface (cas 1i : pour une interface de faible résistance & la suite d’une mau-
vaise préparation) ou dans le béton de support (cas 1ii : pour une interface de bonne qualité et
un support endommagé par la technique de démolition). Les fissures traversantes qui atteignent
'interface peuvent soit continuer leur progression dans le vieux béton (cas 2i : comportement
monolithique), soit provoquer ’apparition de délamination (cas 2ii). Ce dernier cas a été mis en
évidence par Granju [Gran96].

Les modes de détérioration d’un élément hybride dépendent fortement de ces conditions
d’exécution. Une revue bibliographique relative a ces conditions d’exécution peut étre consultée
a Pannexe A. Sa lecture peut s’avérer utile en phase d’avant-projet.

Dans le but de faire ’inventaire des principaux phénoménes qui influencent le comportement
a long terme des éléments hybrides, utilisons la formule simplifiée 2.1 qui permet d’estimer la
valeur de la contrainte opeyw 2 de traction dans la nouvelle couche. Cette formule fait intervenir la
notion de degré d’entrave u des déformations de la nouvelle couche, le module d’élasticité effectif
du nouveau béton E,., et la déformation imposée moyenne € qui pourrait étre mesurée sur
la hauteur de la nouvelle couche si le support n’était pas présent.

Tnew,2 = [ Erew €libre (2.1)
Le degré d’entrave p des déformations de la nouvelle couche dépend de paramétres liés 4 :

- la géométrie des sections, tels que le rapport des hauteurs 7 = Rpey/hold, le rapport des

9
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a) Etat d’autocontraintes b) Modes de détérioration associés

Fissuration traversante - Délamination
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1) délamination des zones de bords
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Figure 2.1: a) Etat interne d’autocontraintes dans un élément hybride selon [Haar91] et b) modes
de détérioration associés

aires @ = Apew/Aold, le rapport des moments statiques Sgar = Snew/Sotd €t le rapport des
moments d’inertie ¢ = Inew/ o,

— la nature des matériauz, tels que le rapport des modules d’élasticité m = Epey/Egq €t le
rapport des coefficients de Poisson p = vneyw /Void,

— et au systéme statique de la structure hybride considérée.

La détermination du degré d’entrave p et I'importance des différents parameétres précédents
sont développées au paragraphe 2.2.

Etant donné que les sollicitations qui nous intéressent agissent au jeune age et a long terme,
il est nécessaire de tenir compte de ’dge du nouveau béton afin de connaitre I’évolution de
la valeur de son module d’élasticité effectif F,q,. Il est donc indispensable de s’intéresser & la
structuration du béton en cours d’hydratation. Cette notion est abordée au paragraphe 2.3. Cette
étape nous permet de nous pencher sur deux causes de déformations €. du béton au jeune age,
a savoir les effets thermiques et le retrait endogéne. La derniére sollicitation €y, analysée au
paragraphe 2.4, est le séchage du béton. Dans le but de faire apparaitre les mécanismes physiques
a l'origine des trois sollicitations retenues, leur étude est effectuée, dans un premier temps, au
niveau du comportement du matériau.

Afin de mieux comprendre et de modéliser les différents modes de rupture d’un élément
hybride, la fissuration du béton en traction est un phénomeéne qui doit &tre pris en compte. Les
notions utiles sont présentées au paragraphe 2.5.1 sans tenir compte des effets du temps.

En réalité, les sollicitations retenues €. évoluent en fonction du temps et leurs cinétiques
sont fortement variables. Cette influence du temps sur le comportement en traction du béton
doit impérativement étre considérée pour permettre une estimation réaliste des autocontraintes
générées dans un élément hybride. En effet, lorsque le tauz de déformation imposée €j;pre diminue,
la relaxation des autocontraintes due aux effets visqueux augmente. L’influence du taux de
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déformation imposée €3 sur le comportement en traction du béton est abordée au paragraphe
2.5.2. A ce stade, les couplages entre le comportement viscoélastique et la fissuration du béton
sont traités.

Dans la formule simplifiée 2.1 et a la figure 2.1 a), les contraintes sont obtenues en admettant
une déformation imposée €. constante sur toute la hauteur de la nouvelle couche. Dans un
élément de structure hybride, les effets d’hydratation et surtout le séchage induisent des gradients
de déformation sur la hauteur de la nouvelle couche. Il est donc indispensable de transposer les
connaissances acquises au niveau du comportement du matériau a celui d’une structure hybride.
Ce pas est effectué au paragraphe 2.6 qui débute par la discussion des implications structurales
relatives aux effets d’hydratation (paragraphe 2.6.1) et au séchage du béton (paragraphe 2.6.2).
Ce pas permet enfin d’aborder le couplage entre le séchage et le comportement viscoélastique
d’un élément de structure hybride (paragraphe 2.6.3).

Apres avoir acquis les connaissances nécessaires a la compréhension du comportement & long
terme des éléments hybrides, il est utile d’étudier les approches choisies par d’autres chercheurs
pour utiliser ces connaissances dans le cadre de la modélisation. Sans entrer dans le détail de
chaque approche, la fin de ce chapitre est consacrée & la synthése des connaissances dans le
domaine de la modélisation du comportement des éléments hybrides (paragraphe 2.7).

Approche des phénoménes physiques

Avant d’aborder la notion du degré d’entrave d’une structure hybride, il semble judicieux de
définir les différents niveaux auxquels nous allons faire référence pour étudier les phénomeénes
physiques retenus.

Dans le cas du béton, une approche multi-niveaux [Witt87a] est souvent admise. Cette ap-
proche définit trois niveaux d’observation, 4 savoir les niveaux micro-, méso- et macroscopique.

Au niveau macroscopique, une structure peut 8&tre divisée en éléments structuraux dont
la dimension de référence est de ’'ordre du meétre. Le béton est considéré ici homogeéne. Les
caractéristiques des matériaux utilisées & ce niveau sont tirées d’essais de caractérisation réalisés
sur des éprouvettes. Ce passage de I’éprouvette & la structure peut néanmoins poser quelques
problémes suivant le phénoméne étudié. En effet, la dimension de référence d’une éprouvette se
situant plutot aux alentours du décimetre, des effets de structure modifient I’amplitude ou la
cinétique de la réponse d’un élément dont les dimensions sont plus importantes.

Lorsque l'intérét est porté sur la nature composite du béton, le niveau mésoscopique est
atteint. La dimension de référence devient le centimeétre. Le béton est vu comme un assemblage
d’inclusions (les granulats) dans une matrice (la pate de ciment).

Certains mécanismes physiques relatifs 4 la pate de ciment nécessitent de descendre encore
plus bas dans 1’échelle d’analyse. Au niveau microscopique, la porosité et les détails de la com-
position de la pate de ciment sont pris en compte. La dimension de référence est de l'ordre du
nanomeétre, voire de celle de ’atome.
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Figure 2.2: Calcul élastique des contraintes longitudinales dans une poutre simple hybride

2.2 Degré d’entrave des structures hybrides

Le but de ce paragraphe est d’utiliser les notions connues de mécanique des structures pour
développer un moyen de calculer le degré d’entrave p d’un grand nombre de structures hybrides
dont la nouvelle couche est soumise & un retrait €. constant sur sa hauteur.

Hypothéses et principe de calcul : les hypothéses de calcul sont les suivantes :

— le comportement mécanique des deux matériaux est admis linéaire-élastique,
— le coeflicient de Poisson des deux matériaux sont admis nuls,

— la nouvelle section est rectangulaire, celle du support peut étre quelconque,
- les sections planes restent planes (hypothése de Bernoulli),

— Padhérence entre les deux bétons est admise parfaite.

Le principe de calcul consiste 4 imposer sur la structure non liée une force N; de traction
au centre de gravité de la nouvelle couche pour annuler la déformation €y... Ensuite, afin de
garantir ’équilibre, une force N, égale, de signe et de direction opposés a N;, doit &tre imposée
sur la structure liée. Pour faciliter le calcul des contraintes, la force N, placée au centre de gravité
de la nouvelle couche est remplacée par une force N, et un moment de flexion M, agissant au

centre de gravité de la section liée (cdg).

Expression générale pour une poutre simple isostatique : le degré d’entrave u est défini
de la maniére suivante (voir figure 2.2) :

_ Onew?2 _ Oentrave TON + 002

=1+py+py (2.2)

Oentrave Tentrave
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Le coefficient p caractérise la diminution du degré d’entrave liée au fait que I'effet axial N,
est libre. De méme, le coefficient py, exprime la diminution de yu liée au fait que 'effet flexionnel
M, est libre. Aprés calcul, ces coefficients prennent les valeurs suivantes :

—m a
PN = (2.3)

—m a Aod (hoa (1 + %) — cdg) (hoig — cdg)
; Solg 2 n 2
Toa(m i + 1)+ Ao (Cdg - Aold) +m a Ao (hoia (1 + %) — cdg)

My = (2.4)

Sotd +m a hoyg Aola (1 + %)
Aold (m a—+ 1)

avec cdg =

Les expressions générales 2.2 4 2.4 sont utilisées a ’annexe B pour calculer le degré d’entrave
de deux ouvrages concrets, un pont hybride béton-béton et un pont mixte acier-béton.

Les expressions 2.2 4 2.4 auraient également pu étre établies 4 I’aide de la théorie élémentaire
des systémes multilames présentée dans [Sies65] pour le cas élastique. Cette théorie analytique
offre 'avantage d’avoir été étendue au cas des matériaux viscoélastiques vieillissants par Huet
[Huet69] [Huet74] en ramenant les opérateurs intégro-différentiels du cas viscoélastique a des
équations algébriques de méme forme que celles représentant le probléme élastique selon la mé-
thode développée par Mandel [Mand58] ou également par Huet [Huet80] en adaptant ’algorithme
proposé par Bazant [Baza72c| qui permet de ramener un probléme quelconque de viscoélasticité
avec vieillissement & une suite de problémes élastiques avec déformations libres. Dans le cadre
de la présente recherche, la prise en compte de maniére analytique de la viscoélasticité vieillis-
sante dans les expressions 2.2 4 2.4 n’offre pas un intérét majeur. En effet, la viscoélasticité

| vieillissante sera intégrée, ainsi que d’autres comportements physico-mécaniques du béton dans
| un outil d’analyse numérique existant basé sur la méthode des éléments finis (voir chapitre 4).
|

Expression pour des sections rectangulaires : lorsque les sections de vieux et de nouveau
béton sont rectangulaires, de largeurs respectives boiq €t bpew (b = bpew/botd), les expressions 2.2,
2.3 et 2.4 du degré d’entrave se simplifient de la maniére suivante :

(4 mn3b+ 3 mn?b + 1)
m2n4b? + 4 mn3b+ 6 mn2b+ 4 mnb+ 1)

m=1 (2.5)

Dans I'expression 2.5, le degré d’entrave ne dépend plus que des rapports m, n et b.

Pour une dalle hybride (b = 1), l’expression 2.5 devient identique & celle établie par Silfwer-
brand dans [Silf96]. Pour de telles structures, la figure 2.3 a) donne un abaque permettant de
déterminer le degré d’entrave u en fonction de m et n. L’abscisse a de 1’abaque correspond a
la proportion de la hauteur du nouveau béton par rapport a la hauteur totale (a = n/ (n + 1)).

| Pour des rapports n usuels (1/3 < n < 1.50 ou 0.25 < a < 0.60) et une valeur de m relative-

| ment proche de 1, le degré d’entrave p de la nouvelle couche est compris entre 0.4 et 0.6. En
exploitant les résultats de Silfwerband [Silf96], les contraintes onew,1, Tod2 €t Toiq,3 (voir figure
2.2) peuvent étre calculées en fonction de 0,eq 2. Ces résultats sont donnés a ’annexe B.
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a) Dalle hybride isostatique (b=1) b) Dalle hybride encastrée appuyée (b=1)
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Figure 2.3: Abaques pour le calcul du degré d’entrave p en fonction de m et n pour a) une dalle
hybride isostatique [Silf96] et b) une dalle hybride encastrée-appuyée

Degré d’entrave des systémes hyperstatiques : lors du calcul des contraintes, I’effet des
forces N. et M, dépend du systéme statique de la structure. Comme ’ont montré Yuan et al.
[Yuan91], le degré d’entrave u peut étre augmenté dans une structure hyperstatique a cause de
la redistribution du moment M.. Prenons deux exemples pour illustrer cet effet. Tout d’abord,
celui de la poutre encastrée-appuyée de la figure 2.4. Dans ce cas, l'effet de la force axiale N, est
inchangé par rapport au cas de la poutre simple. Par contre, le moment n’est plus constant sur
la longueur de la poutre, il s’inverse prés de ’encastrement. Par conséquent, les contraintes de
traction vont augmenter dans la nouvelle couche a cet endroit. Le degré d’entrave varie donc le
long de la poutre pour atteindre une valeur maximale a Pencastrement. Dans le cas ol m et b =
1, le degré d’entrave u de la poutre encastrée-appuyée est donné par ’expression 2.6 en fonction
du rapport # entre le moment hyperstatique (Mayper) et le moment primaire (Mprimaire = Mc).
L’abaque de la figure 2.3 b) permet de déterminer le degré d’entrave i en fonction de n, € ou la
position x le long de la poutre encastrée-appuyée. Dans certaines conditions, le degré d’entrave
peut étre doublé a P'encastrement par l'effet hyperstatique.

(36n°+4n%-n+360n+1) Mpyper
= 0= ——— 2.6
(n3 +3n2+3n+ 1) avee Mprimai're ( )

Ensuite, analysons le cas de la poutre hybride bi-encastrée de la figure 2.4. Dans ce cas, les
forces N, et M, sont bloquées dans les appuis et ne sollicitent pas la poutre. Par conséquent,
les coefficients pp et u,, de Péquation 2.2 valent zéro et le degré d’entrave vaut 1 dans toute
la nouvelle couche. En définitive, lorsque I’entrave des déformations d’une nouvelle couche est
totale (1 = 1), la contrainte en tout point de cette couche ne dépend que de la valeur de €4,
en ce point. De plus, les contraintes dans le support restent nulles dans ce cas.

Ces considérations nous sont utiles dans le but d’anticiper la fissuration que pourrait pré-
senter une structure hybride. Prenons le cas de la mise en place d’un surbéton sur une dalle de
roulement de pont. Le systéme statique longitudinal est souvent celui d’une poutre continue 3
plusieurs travées. Dans une telle structure, l’effet de M, disparait aprés les premiéres travées. Le
degré d’entrave des travées centrales peut donc s’exprimer par y =1+ puy = 1/(ma+1). Trans-
versalement, le systéme statique est fréquemment isostatique. Le degré d’entrave des travées
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Figure 2.4: Redistribution des moments dans des structures hyperstatiques

centrales de la dalle de roulement est donc plus important longitudinalement que transversa-
lement. En conclusion, une éventuelle fissuration traversante de la nouvelle couche a de fortes
chances d’étre présente transversalement et non pas longitudinalement.

2.3 La structuration du béton en cours d’hydratation

Les phénomeénes

Le mélange des granulats, du ciment et d’une certaine quantité d’eau permet d’obtenir une
pate plastique (ou fluide) pouvant étre travaillée et mise en place aisément. Durant ’hydratation
du ciment, trois phases importantes peuvent étre distinguées (voir figure 2.5) :

— Tout d’abord, la période dormante durant laquelle la réaction d’hydratation commence
sans que des conséquences au niveau de la température et de la rigidité du matériau soient
significatives. Cette période peut durer entre deux et cinq heures suivant le type de ciment
utilisé et la température du béton frais.

— Lorsque le développement des hydrates a la surface des grains de ciment anhydre est suf-
fisant pour que ces grains établissent des contacts, un passage entre un état de suspension
dense de particules plus ou moins dispersées et un état solide continu s’amorce. Cet instant
marque le début de la prise. A partir de ce moment, le béton ne peut plus étre remanié
sans présenter des dommages. Le béton acquiert donc une résistance et un module d’élasti-

cité initiaux durant cette phase. Bien que pas véritablement définie, la fin de la prise d’un
béton ordinaire a lieu environ dix a quinze heures aprés ’addition de ’eau au ciment.

— Aprés la prise, le béton développe sa résistance et son module d’élasticité au cours de la
phase de durcissement. Durant cette période, le squelette constitué par les hydrates se
consolide et la teneur en eau de la pate de ciment hydratée diminue.

Certains chercheurs [Breu91] [Schut96] ont déterminé expérimentalement le seuil d’hydrata-
tion &, qui correspond au début du développement d’une quelconque résistance ou d’un module
d’élasticité. Ils ont obtenu en moyenne des valeurs variant entre 0.15 et 0.30 en fonction du type
de béton. Dans le cadre de cette recherche, on admet que ce degré d’hydratation £, correspond
au début de la phase de prise. De par I’épaisseur croissante de la couche d’hydrates recouvrant
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Figure 2.5: Description schématique de la structuration de la pite de ciment, adaptée d’aprés
[Soro93|

les grains de ciment anhydre, il est difficile de dire si la réaction d’hydratation s’arréte ou si
elle devient si lente qu'elle n'est plus perceptible. D'aprés Acker [Acke88|, le durcissement est
quasiment illimité pour des bétons ordinaires. En outre, une trop faible quantité d’eau contenue
dans le béton peut entrainer I'arrét de la réaction d'hydratation (pour une cure humide, lorsque
le rapport e/c est inférieur & .38 [Nevi95]).

Hydratation du ciment, dégagement de chaleur et retrait endogéne

La chimie qui se cache derriére la réaction d’hydratation d'un ciment Portland n’est pas
encore totalement connue. Le but de ce paragraphe n'est pas d'entrer dans tous les détails
de cette chimie, mais plutét de donner, au niveau microscopique, quelques notions utiles pour
comprendre l'influence des effets d’hydratation sur le comportement au jeune Adge d'une structure
hybride. Cette influence sera décrite au paragraphe 2.6.

Le ciment Portland est composé de clinker moulu auquel est ajouté une quantité de gypse
(CaSO,) destinée & réguler la prise. Les principaux constituants anhydres du ciment Portland
sont le silicate tricalcique C3S (ou alite), le silicate bicalcique C3S (ou bélite), I'aluminate trical-
cique C3A et I'aluminoferrite tétracalcique C4AF (ou célite)'. Dans la plupart des cas, les C3S

'La notation utilisée ici est colle des cimentiers, ¢'est-i-dire : C pour Ca0, S pour 8i0g, A pour Al;Og, F pour
FeaOy et H pour Ha0.
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Figure 2.6: Influence de la mouture sur I’évolution de la résistance a la compression, tirée de
[Nevi95)

et les CyS constituent plus de 70 % du volume du ciment Portland. A ces constituants anhydres
viennent s’ajouter de 1’eau de gachage, parfois des adjuvants, des fumées de silice ou des cendres
volantes.

Au contact de ’eau, chaque constituant anhydre s’hydrate selon des réactions chimiques
différentes. Les C3S font prise et durcissent rapidement. Ils sont principalement responsables de
la résistance & court terme du béton. Les C,S réagissent plus lentement et contribuent surtout
a la résistance 4 long terme du ciment. La prise du C3A est rapide et serait méme instantanée
sans ’ajout de gypse. De plus, ces aluminates ne participent pratiquement pas a la résistance
du ciment. Les C3S et C2S forment, en s’hydratant, divers silicates de calcium hydratés CSH
appelés tobermorite formant un gel composé de fines aiguilles 4 la surface des grains de ciment.
Cette réaction produit également des cristaux de Portlandite Ca(OH)2 en forme de plaquettes
hexagonales. Les C3A et les C4AF forment en s’hydratant de I’ ettringite qui cristallise sous forme
d’aiguilles caractéristiques.

Ces réactions chimiques sont toutes erothermiques et chaque constituant dégage de la chaleur
en fonction de ’état d’avancement de son hydratation. Pour une réaction compléte, le C3S dégage
500 Joules par gramme, le CoS 260 J/g, le C3A 860 J/g et le C4AF 420 J/g. Pour des ciments
traditionnels, Acker [Acke88] a mesuré leur chaleur totale d’hydratation a Paide de ’essai 74 la
bouteille de Langavant” et a obtenu des valeurs variant entre 250 et 350 J/g.

La cinétique de I’hydratation dépend non seulement de la composition du ciment, mais
également de la finesse de sa mouture et de la température a laquelle a lieu la réaction chimique.
En effet, plus cette mouture est fine, plus la surface spécifique totale des grains de ciment en
contact avec I’eau augmente. Par conséquent, ’hydratation est accélérée. La figure 2.6, tirée de
[Nevi95] d’aprés [Benn69], illustre ’influence de la surface spécifique sur le développement de la
résistance & la compression pour un béton dont le rapport eau/ciment vaut 0,4.

La cinétique de I’hydratation est un phénomeéne thermoactivé. En effet, plus la température
est élevée, plus la réaction est accélérée. Par conséquent, les propriétés du béton qui résultent de
I’hydratation du ciment dépendent de I’histoire des températures au cours de la réaction. Cette
dépendance est principalement importante au jeune 4ge. Selon certaines études [Bent77], la
température influence également la morphologie et la microstructure des produits de la réaction
d’hydratation. Ces effets peuvent entrainer une diminution de la résistance a long terme du
béton lorsque la température de marissement augmente [Verb68].
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Figure 2.7: a) Définition des réductions de volume absolues et apparentes an cours de ’hydra-
tation du ciment [BoivO8| et b) définition du retrait endogéne [Taza98|

Le volume molaire total des produits d’hydratation du ciment est inférieur de 'ordre de 8
4 12 % [LeChal900] [Buil90] & celui des composants initiaux (ciment non hydraté et eau de
gachage). Cette réduction absolue du volume survenant au cours de I'hydratation est connue
sous le nom de contraction Le Chatelier [LeChal900] et ne dépend pas du rapport e/c.

Avant le début de la prise (voir figure 2.7 b), tirée de |[Taza98]), le volume de ciment frais est
une suspension dense dont la forme extérieure s'adapte aux variations absolues de volume des
constituants. A ce stade, la contraction Le Chatelier n'est donc pas entravée et les réductions
absolues et apparentes du volume sont identiques et proportionnelles au degré d’hydratation du
ciment. A partir du début de la prise, la contraction Le Chételier est progressivement entravée
par la formation d’un squelette minéral de CSH. De plus, 'hydratation, consommatrice de
molécules d'eau, provoque une diminution de la teneur en eau liquide dans un espace entravé
qui, par conséquent, devient poreux (voir figure 2.7 a), tirée de [Boiv98]). De ce point de vue, la
réduction apparente du volume de la pate de ciment est donc inférieure & la réduction absolue
de volume prévue par la contraction Le Chételier [Ackes88|. Signalons encore qu'étant donné
que I'ean ne peut plus occuper tout le volume qui lui est offert, une phase gazeuse apparait
dans les pores, ainsi que des ménisques aux interfaces liquide-gaz. Des tensions capillaires dues
a la présence des ménisques provoquent une mise en compression du squelette minéral rigide
qui contribue aux réductions absolues et apparentes du volume au cours de I'hydratation. Cette
réduction de volume supplémentaire est appelée le retrait d ‘autodessiccation de la péte de ciment
[Buil90] [Hua92| [Baro94]. De plus, il est observable lorsque I'éprouvette n'est pas en contact
avec une source d’eau extérieure. D’aprés Buil [Buil90|, la contraction Le Chatelier ne peut pas
étre dissociée du retrait d’autodessiccation. En fait, elle en constitue méme le moteur [Hua92|.

Si les déformations d'un élément de béton sont entravées au cours de I'hydratation, cest
principalement la réduction apparente du volume qui provoque I'apparition de contraintes de
traction pouvant conduire 4 la fissuration de I'élément. Par conséquent, cette réduction apparente
de volume, comptée a partir du début de la prise, est définie comme étant le retrait endogéne
du béton [Taza98| [Gagn99).
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Figure 2.8: a) Retrait endogene a long terme, d’aprés [LeRo96] et tiré de [Ulm99] et b) influence
des constituants du clinker sur ’amplitude finale du retrait endogeéne, d’aprés [Taza98]

Les phénomeénes physiques & ’origine du retrait endogéne sont donc, a court terme, la contrac-
tion Le Chatelier [Acke88] et 'autodessiccation de la pate de ciment [Hua92]. Les travaux de
Hua [Hua92| mettent en évidence ’existence d’un retrait endogéne a long terme de la pate de
ciment. Ce phénomeéne est attribué a un fluage de la péate de ciment provoqué par la mise en
compression du squelette minéral par les tensions capillaires. Les mesures de Le Roy [LeRo96],
illustrées a la figure 2.8 a), mettent en évidence que la contribution de ces trois phénoménes
physiques engendre un retrait endogéne dont I’évolution n’est pas encore terminée lorsque I’dge
du béton a atteint mille jours. Il est intéressant de noter que les mesures de Le Roy illustrent que
Pamplitude du retrait endogéne n’augmente pas forcément avec la diminution du rapport e/c.
En effet, le retrait endogéne mesuré pour le béton B6 (e/c = 0.28) est plus faible que celui des
bétons B5 et B7 (e/c = 0.42 et e¢/c = 0.38 respectivement). Ceci peut en partie s’expliquer par
les résultats illustrés a la figure 2.8 b), tirée de [Taza98]. En effet, la proportion des différents
composants du clinker moulu influence de maniére importante ’amplitude du retrait endogéne
d’une pate de ciment pour un rapport e/c donné. Les résultats de la figure 2.8 b) démontrent
qu’'un clinker qui contient une plus faible proportion d’aluminates (C3A et C4AF) et une plus
grande proportion de bélite (C2S) conduira a 'obtention d’une péte de ciment présentant un
retrait endogéne plus faible. Ajoutons encore que les tensions capillaires qui provoquent le retrait
endogéne étant plus grandes lorsque le diamétre moyen des pores diminue, ’ajout d’ultrafines
provoque une augmentation de I’amplitude de ce retrait [Taza98].

Pour un béton de ciment Portland traditionnel sans ajouts d’ultrafines, les résultats illustrés
a la figure 2.8 a) (béton B5, e/c = 0.42) montrent que I'amplitude du retrait endogéne peut
atteindre 150 pm/m. Il faut ajouter que les mesures de Le Roy ont débuté lorsque le béton a
atteint un 4ge de vingt-quatre heures. D’autres travaux [Lapl94] [Char99] [Glis00] permettent
d’estimer que, pour un méme type de béton, le retrait endogéne peut atteindre une valeur de
100 um/m & vingt-quatre heures et que cette valeur ne représente que 40 a 50 % du retrait
endogéne total 4 long terme.

Pour des informations plus détaillées sur ’hydratation du ciment Portland, le lecteur intéressé
peut se référer & [Breu91] [Baro94] [Taza98] [Baro00).
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Figure 2.9: Représentation schématique de la structure de la pcd selon Feldman et Sereda [Feld68§]

Structure interne de la pate de ciment durcie (pcd)

Comme nous le verrons par la suite, la connaissance de la structure interne de la ped et ses
différentes échelles de porosité sont essentielles afin d’étre en mesure d’identifier les phénoménes
physiques & l'origine du retrait de séchage du béton, de son comportement visqueux et de sa
microfissuration.

La microstructure de la pate de ciment durcie (pcd) est constituée d’un solide poreuz et de
phases liquide et gazeuse présentes dans les pores. L’état de nos connaissances ne nous permet
pas de connaitre avec certitude la composition exacte de la pcd. De ce fait, une représentation
approchée, telle que celle proposée par Feldman et Sereda [Feld68] a la figure 2.9, est suffisante
pour décrire la microstructure de la ped. La phase solide poreuse est constituée principalement
par des feuillets de CSH et des cristaux plus grossiers de Portlandite qui ne sont pas représentés
a la figure 2.9. Si la pate de ciment n’est pas complétement hydratée, des grains de ciment
anhydre peuvent également étre présents. La figure 2.10, tirée de [Hans86), illustre 'influence
du rapport e/c, du degré d’hydratation et du traitement de cure sur la formation de la structure
interne de la ped. De plus, ces résultats montrent que la porosité diminue lorsque le rapport e/c
diminue. '

Différentes échelles de porosité existent a l'intérieur de la pcd. Elles sont décrites & la figure
2.11 tirée de [Breu91] et adaptée par [Guen97]. Les pores capillaires sont les espaces intergra-
nulaires initialement occupés par 'eau de gachage et qui n’ont pas été comblés par les CSH. Ce
sont les pores les plus grossiers (méso-, macropores). Les pores des hydrates sont des espaces
interfoliaires pouvant étre qualifiés de nanopores. Leur rayon caractéristique (environ 17 A) est
indépendant de la formulation du béton et de 'avancement de ’hydratation [Baro94].

L’amplitude du retrait de séchage du béton dépend de la liaison entre I’eau et Ia microstruc-
ture de la pcd. En effet, différents types d’eau sont présents dans la ped. Tout d’abord, I’eau
chimiquement liée. Cette eau est combinée aux CSH et en fait partie intégrante. De plus, elle
n’est plus considérée comme faisant partie de la phase liquide du matériau. Ensuite, I’eau adsor-
bée est constituée par les premiéres couches de molécules d’eau soumises aux champs de forces
électriques des CSH. En fonction de ’énergie de liaison, deux types d’eau adsorbée peuvent étre
distinguées : 'eau adsorbée interfoliaire, intervenant dans la cohésion intrinséque des lamelles
de CSH, et 'eau adsorbée interlamellaire, soumise aux champs de forces créés par les lamelles.
Finalement, I’eau libre, qui échappe aux forces superficielles des particules solides. Cette eau, en
excés par rapport & 1’eau nécessaire a ’hydratation, occupe les pores capillaires.
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Figure 2.11: Différents ordres de grandeur impliqués dans la pcd (d’apreés [Breu91] et adapté par
[Guen97))
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Interfaces inclusions et pite de ciment

Le comportement mécanique d’un béton traditionnel étant fortement influencé par sa nature
composite [Wang94], il parait judicieux de décrire la structure de la zone d’interface entre les -
inclusions et la pate de ciment.

La structure de la pcd & proximité des inclusions differe quelque peu de la structure en
son coeur. Etant donné la taille des grains de ciment, il est impossible pour ces derniers de
venir se plaquer contre les granulats relativement plus gros sans augmenter localement la densité
d’espaces vides (effet de paroi). Par conséquent, cette zone d’interface, appelée également auréole
de transition, comporte une porosité deux & trois fois plus élevée que celle d’une péate sans
granulat [Scri88] sur une épaisseur de 'ordre de 20 um. D’aprés Jennings [Jenn92], I’auréole de
transition présente une couche de 2 4 3 um, en contact avec le granulat, plus riche en cristaux
de Portlandite et d’ettringite que le coeur de la pate de ciment. En cours d’hydratation, 1’eau
de gichage, remplissant les espaces vides entre les grains de ciment, se sature progressivement
en Portlandite. Il s’ensuit une précipitation de cette derniére dans les pores de l'auréole de
transition. Les cristaux de Portlandite ont tendance a s’empiler contre la paroi du granulat.

De par sa plus grande porosité et la présence des gros cristaux de Portlandite, cette zone est
mécaniquement plus faible que la pcd et le granulat qu’elle sépare.

D’apres Saucier [Sauc90], 'ajout de fumées de silice est reconnu pour faire disparaitre ’au-
réole de transition. Ceci s’explique par l’effet de remplissage (effet de filler) joué par les fumées
de silice, lesquelles empéchent la précipitation des cristaux de Portlandite au droit de I'interface
et favorisent la croissance simultanée de tous les produits d’hydratation.

D’aprés Carles-Gibergues et al. [Carl93|, de fortes similitudes sont mises en avant expéri-
mentalement entre la nature chimique de 'auréole de transition (granulat-pate de ciment) et
celle de Vinterface entre deux bétons d’ages différents. Les mémes empilements de cristaux de
Portlandite ont été mis en évidence, ainsi qu’une augmentation locale de la porosité.

2.4 Meécanismes de séchage de la pate de ciment

La consommation de ’eau par la réaction d’hydratation provoque une diminution de I’humi-
dité relative des pores qui peut atteindre 5 4 10 % pour un béton ordinaire [Grang96] et 30 a 40
% [Baro94] [Taza98] pour un béton dont le rapport e/c a été diminué a 1’aide de superfluidifiants
et d’ultrafines. Lorsque I’humidité relative du milieu ambiant dans lequel se trouve ensuite un
élément de béton est inférieure a4 'humidité relative de ses pores, ’éventuel excés d’eau contenu
dans la ped se vaporise. Dans ce cas, 'élément subit un séchage qui engendre des déformations
de retrait.

Les mécanismes a l'origine du retrait de séchage ont été classés par Wittmann [Witt82] en
deux catégories : A savoir les mécanismes réels et les mécanismes apparents. Les mécanismes
réels, traités ci-dessous au niveau microscopique, sont associés a la ped et peuvent étre considé-
rés comme des propriétés du matériau indépendantes de la taille et de la forme de I’éprouvette.
Lorsque les mécanismes réels sont pris en compte aux niveaux mésoscopique et macroscopique,
des phénomeénes apparents modifient les déformations dues au séchage. Deux mécanismes ap-
parents, indissociables du retrait de séchage d’un élément de structure, seront développés au
paragraphe 2.6, a savoir I’effet de la taille de l’éprouvette et I’effet de structure lié a la microfis-
suration de la peau [Acke88| d’un élément.



2.4. MECANISMES DE SECHAGE DE LA PATE DE CIMENT 23

0.6 wic Portiand Cement Paste A

* -75% RH ( )
2+ &-50% RH
0-t1% RH
a- o% RH

®

AW

RELATIVE WEIGHT LOSS, Wg,,

o0 L afertn ° TP VN N I 1
10° 10° 10 10?

10° i 10° 10*
DRYING TIME , MINUTES DRYING TIME. MINUTES

Figure 2.12: Retrait de séchage et pertes en eau d’une pate de ciment (rapport e/c = 0.6) en
fonction du temps, tiré de [Hans87]

Meécanismes réels

Les mécanismes réels & l'origine du retrait de séchage sont en relation avec ’eau qui se
trouve en interaction avec le squelette rigide de la pcd. Hansen [Hans87] a mesuré le retrait de
trés petites éprouvettes de ped?. Les figures 2.12 a) et b) présentent respectivement le retrait de
séchage et la perte en eau d’éprouvettes de ped (e/c = 0.6) en fonction du temps et de ’humidité
relative ambiante. Il est intéressant de noter que, durant les cent premiéres minutes, la perte en
eau est déja importante alors que la déformation produite reste tres faible. Ceci s’explique par
le fait que c’est ’eau libre contenue dans les macropores qui s’échappe en premier.

De maniére similaire aux processus liés au retrait d’autodessiccation, une phase gazeuse
apparait lors de la vaporisation de ’eau, ainsi que des ménisques aux interfaces liquide-gaz.
L’amplitude des tensions capillaires dues & la présence des ménisques dépend de la dimension
des pores. Plus cette dimension est faible, plus les tensions capillaires sont élevées. L’équilibre
de la ped étant garanti par une mise en -compression de son squelette, 'amplitude du retrait
est fonction de celle des tensions capillaires. Ce mécanisme, appelé retrait capillaire de la ped,
est surtout effectif pour des humidités relatives ambiantes supérieures & 40 %. D’aprés Young
[Youn88], l'effet du retrait capillaire devient important lorsque les pores capillaires, de diamétre
inférieur & 35 nm (mésopores), se vident. Les figures 2.13 a) et b) présentent 'influence du
rapport e/c de la ped sur la relation entre la perte en eau et le retrait de séchage. Pour une
ped peu poreuse (a faible rapport e/c), la relation entre la perte en eau et le retrait de séchage
est quasiment linéaire. Pour une ped présentant plus de macropores (rapport e/c plus élevé), la
relation ne devient linéaire qu’une fois que les ”gros” pores se sont vidés. Avant cela, la valeur
du retrait de séchage est faible.

A ce stade, il est plus aisé de comprendre 'influence de 1’dge & partir duquel commence le
séchage sur amplitude de la déformation induite. En effet, plus cet age est élevé, plus la mise
en compression du squelette entraine de faibles déformations étant donné la plus grande rigidité
de la phase solide de la ped. De plus, avec I'avancement de la réaction d’hydratation, la quantité
d’eau évaporable diminue. Par contre, le diamétre moyen des pores capillaires diminue avec

?Les éprouvettes sont des lamelles de 2.3 mm de largeur et de 76 mm de longueur. Avec de telles dimensions,
on peut supposer que les déformations dues au séchage sont libres de se produire et que l'on a bien accés aux
mécanismes réels 4 l'origine du retrait de séchage.
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Figure 2.13: Relation entre la perte en eau et le retrait de séchage pour des pétes de ciment de
rapport e/c = 0.4 (A) et = 0.6 (B), tiré de [Hans87]

cet avancement, ce qui induit une augmentation importante des tensions capillaires et donc du
retrait. Des essais réalisés par Alvaredo [Alvad4] ont montré que le retrait de séchage augmente
d’environ 40 % lorsque ’age de mise en séchage passe de 3 & 7 jours. Ensuite, le retrait mesuré
sur une éprouvette dont le séchage débute 4 28 jours est quasiment équivalent & celui mesuré a
partir de 7 jours.

Une fois que I’eau libre contenue dans les pores capillaires s’est évaporée, c’est au tour de I’eau
adsorbée interlamellaire d’étre vaporisée et de quitter la pcd. D’aprés Bazant [Baza72a], l’eau
interlamellaire est présente dans deux zones distinctes présentées 4 la figure 2.14. Tout d’abord,
les zones d’adsorption libre ou I'eau est en contact avec la surface hydrophile de la phase solide de
la pcd. Ensuite, les zones d’adsorption génée qui correspondent aux espaces confinés entre deux
lamelles de CSH. La mise en compression de la phase solide de la pcd par les effets capillaires
provoque une augmentation de la pression de l’eau dans les zones d’adsorption génée. Afin de
retrouver un état d’équilibre thermodynamique, une migration de ’eau des zones d’adsorption
génée vers les zones d’adsorption libre se produit. Dans le méme temps, on peut admettre que
Pépaisseur du film d’eau dans la zone d’adsorption libre n’augmente pas, car ’apport d’eau
da a la migration est compensé par une vaporisation due au déséquilibre hydrique des pores
capillaires. Ferraris et Wittmann [Ferr87] ont mis en évidence les différentes forces qui agissent
entre deux particules solides séparées par un film d’eau. En plus d’une force attractive de type
”Van der Waals”, une force répulsive est présente a partir d’'une humidité relative des pores
de 40 %. L’intensité de cette force répulsive augmente avec I’humidité relative. Par conséquent,
lorsque ’eau migre des zones d’adsorption génée vers les zones d’adsorption libre, I’épaisseur du
film d’eau diminue et I'intensité de la force répulsive également. Les variations dimensionnelles
relatives 4 ce mécanisme réel constituent le retrait par variation de la pression de disjonction

[Derj33].

Pour des humidités relatives inférieures & 40 %, le retrait est dt essentiellement a la variation
de la tension de surface de la phase solide de la ped. A ce stade, c’est la désorption surfacique?
qui est prédominante. Les tensions de surface de la phase solide de la ped, fortement hydrophile,

3De I'ean interlamellaire dans les zones d’adsorption libre, puis de l'eau interfoliaire pour une humidité relative
inférieure a 11 %.
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Figure 2.14: Eau adsorbée interlamellaire dans les zones d’adsorption libre et génée, adapté
d’aprés [Youn88§]

augmentent lorsque ’épaisseur du film d’eau adsorbée et ’humidité relative des pores diminuent.
Une augmentation des tensions de surface du solide provoque son raccourcissement et donc, au
niveau macroscopique, un retrait de la pcd.

2.5 Capacité totale de déformation du béton

Aprés avoir étudié la nature des principales sollicitations qui influencent le comportement &
long terme des éléments hybrides, il est nécessaire de s’intéresser 4 la réponse du béton a ces
déformations imposées. Etant donné que ces derniéres sont principalement des retraits empéchés,
la suite de ce paragraphe traite du comportement en traction du béton et du phénomeéne de
propagation de la fissuration. I’objectif est de mettre en évidence la capacité de déformation du
béton en traction tout d’abord pour une sollicitation quasi-statique, puis en tenant compte de
I’histoire des déformations imposées.

Dans cette thése, le découpage des chapitres laisse penser que le comportement mécanique
en traction, et notamment la fissuration, n’influence pas les phénoménes physiques & lorigine
des sollicitations retenues. On peut toutefois noter que Bazant et al. [Baza86] ont démontré que
Paugmentation du coefficient de diffusion hydrique du béton est fonction du cube de 'ouverture
des fissures et de l'inverse de leur espacement. Dans le cas du retrait de séchage, Granger
[Grang96] a établi que cette influence est quasiment négligeable et que la prise en compte de ce
couplage n’est pas primordiale. L’influence physique de la microfissuration sur les phénoménes
de transport thermique et hydrique du béton ne sera pas abordée dans ce travail.

2.5.1 Le comportement quasi-statique

Le comportement quasi-statique du béton correspond & sa réponse a des sollicitations dont la
vitesse est suffisamment lente pour que les effets dynamiques soient négligeables et suffisamment
rapide pour que les effets visqueux le soient également. Ce comportement est observé pour des
taux de déformation e proches de 1076 s~ 1.
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Figure 2.15: Représentation schématique du comportement quasi-statique du béton en traction
et de la progression de la fissuration

Description du comportement :

Une revue bibliographique détaillée relative a la mise en évidence expérimentale de la pro-
pagation de la fissuration dans un matériau granulaire & matrice cimentaire peut étre consultée
dans la thése de Denarié [Dena00]. Dans ce qui suit, seuls les principaux phénoménes seront
rappelés.

Comme point de départ, il faut admettre que le béton est un matériau granulaire qui présente
des microfissures initiales aux interfaces entre les inclusions les plus grossiéres et le mortier. Ces
microfissures initiales sont dues au fait que le retrait endogéne de la pate de ciment est entravé
au jeune Age par la présence des inclusions et aux effets de ressuage lors de la mise en place du
béton. Précisons que d’aprés Sunderland et al. [Sund95], la densité de ces microfissures est faible
pour un béton de structure.

Lorsque un élément de béton est soumis 4 une augmentation de la déformation moyenne e
imposée axialement, la capacité du béton a transmettre des efforts est activée. Ce comportement
macroscopique est décrit a la figure 2.15 par la loi ¢ — €, pour une valeur de ¢ qui correspond
a la contrainte moyenne agissant sur chaque section de 1’élément. Lorsque la déformation axiale
imposée € augmente, trois mécanismes distincts du développement de la fissuration [Hsu63]
accompagnent Paugmentation de la contrainte o :

— le premier mécanisme est lié a la création et & la propagation de microfissures aux interfaces
entre les inclusions les plus grossiéres et le mortier. Ce mécanisme s’active aux alentours du
point A qui correspond & un niveau valant entre 20 et 40 % de la contrainte maximale f
que 'élément peut transmettre [Alku75]. Dans le cas de la traction directe, fs correspond
4 la résistance a la traction du béton;
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Type Ouverture Nature Ref.
Submicrofissures Wy, << Pm au coeur de la ped [Atti87]
Microfissures 1 pm < Wy, < 40 @ 50 pm | aux interfaces mortier - inclusions | [Maso67]
Macrofissures Wi > 40 4 50 pm propagation dans le mortier [Hill83]

Tableau 2.1: Classification des différents types de fissures

— le second a été mis en évidence par Attiogbe et Darwin [Atti87]. 1l s’agit de la création
de submicrofissures au coeur méme de la pdte de ciment durcie (pcd). Ces fissures sont
beaucoup plus petites que les microfissures et représenteraient entre 20 et 90 % de la
déformation non-linéaire pré-pic de la pcd;

~ le troisidme mécanisme est la propagation de la microfissuration intergranulaire dans le
mortier enrobant les grains les plus grossiers. Il devient prépondérant & partir du point B
qui correspond & un niveau valant entre 70 et 90 % de la contrainte maximale f.; [Hsu63|.

Au pic (point C), ces trois mécanismes aboutissent a la création d’un réseau de microfissures
interconnectées qui se localisent dans la zone de processus de fissuration (FPZ). L’étendue de la
FPZ dépend de la taille des inclusions [Briih88] et des conditions aux limites du systéme étudié
[Dena00].

Si, au point C, la limite de la capacité portante f.; de I’élément de béton est atteinte, sa
capacité de déformation ne ’est pas. En effet, 1’élément peut encore s’adapter a des déformations
supplémentaires en présentant les deux comportements suivants :

— les déformations supplémentaires se localisent dans la FPZ. Cette zone transmet des efforts
par Uintermédiaire des ponts de matiére situés entre les microfissures [VanM91|. Avec la
rupture progressive de ces ponts de matiére, la contrainte macroscopique o diminue dans
tout 1’élément ;

— comme conséquence directe de la localisation de la microfissuration, la déformation du
béton diminue en dehors de la FPZ.

Au point D, nous admettons que la progression de la fissuration dans la FPZ est telle qu’une
fissure continue en surface devient visible & P’oeil nu. I’oeil humain pergoit une fissure lorsque
son ouverture est de l'ordre de 40 a 50 um. Aprés la rupture de tous les ponts de matiére (point
E), aucune contrainte ne peut plus étre transmise par ’élément, qui peut alors &tre séparé en
deux morceaux. Pour un béton de structure, ce stade est atteint lorsque 'ouverture de la fissure
visible en surface dépasse 300 & 400 pum.

Classification des fissures :

Sur la base des mécanismes de croissance de la fissuration identifiés ci-dessus, trois types de
fissures sont distingués au tableau 2.1 : les submicrofissures, les microfissures et les macrofissures.
D’aprés Maso [Maso67], 'ouverture des microfissures est faible par rapport aux diamétres des
plus grandes inclusions et importante par rapport aux dimensions des lamelles de CSH. Pour un
béton de structure, leur longueur est de Pordre du mm ou du ¢m. On parlera de macrofissures
lorsque les fissures deviennent visibles a 1’oeil nu. La longueur des macrofissures est de l'ordre
du dm ou du m.
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Amélioration du comportement 4 I’aide d’ajouts :

Les fumées de silice ou les cendres volantes : comme nous l’avons vu au paragraphe
2.3, ces ajouts ont tendance & améliorer les propriétés mécaniques des interfaces entre les in-
clusions et la pate de ciment. Si les interfaces deviennent suffisamment résistantes, des fissures
intragranulaires peuvent étre observées. A ce titre, ces ajouts contribuent a diminuer l'influence
du premier mécanisme de propagation de la fissuration et 4 augmenter la limite de la capacité
portante f,; d’un élément de béton.

Les fibres : leur présence dans le mortier crée de nouvelles interfaces qui peuvent contri-
buer & favoriser le premier mécanisme de propagation de la fissuration. A ce titre, Pajout de
fibres peut donc augmenter la part de €, attribuable & la microfissuration.

Par la suite, l'intervention des fibres lors des différentes étapes du processus de fissuration
dépend de leur échelle d’action [Ross87] :

— Un dosage élevé (> 2.0 % en volume) en fibres métalliques courtes de petit diametre
controle la propagation de la microfissuration due au troisiéme mécanisme (& partir du
point B). Ce type de fibres permet de coudre les microfissures intergranulaires. On observe
une augmentation de la contrainte f.; et de la déformation €, atteintes au pic [Ross98] (voir
figure 2.16). Un effet similaire est observé pour des fibres non métalliques dont ’adhérence
au mortier est élevée. Des bétons & forts dosages (> 1.5 % en volume) en fibres de fonte
amorphe [Grand93] ou en fibres de polyéthyléne [Li95] font partie de cette catégorie.

~ Un dosage plus faible (entre 0.5 et 1.5 % en volume) de fibres métalliques longues controle
la propagation des macrofissures dans la FPZ. Comme l'illustre la figure 2.16, ’action de
ce type de fibres est plus tardive (au dela du point C) et n’influence quasiment pas la
contrainte maximale fi;. On observe une augmentation de la capacité portante résiduelle
qui dépend du dosage en fibres et une déformabilité plus grande aprés le pic [Ross98].
Une longueur suffisamment grande ou des crochets aux extrémités des fibres permettent
d’assurer leur ancrage correct dans le mortier. A I’extréme, la mise en oeuvre de barres
d’armature dans le béton modifie le comportement d’un élément tendu de la méme maniére
qu’'un dosage important en fibres métalliques longues.

Une description plus détaillée de I’action des fibres métalliques sur le comportement méca-
nique du béton peut étre consultée dans [Ross98].

2.5.2 Influence de P’histoire des déformations imposées
Comportement sous ’effet de sollicitations lentes :

Comme l'indique la figure 2.17, les taux de déformation correspondant aux effets d’hydra-
tation et au séchage du béton varient entre 1078 et 10712 57!, soit environ deux & six ordres
de grandeur plus lents que la vitesse quasi-statique. Pour de tels taux de déformation, on peut
supposer que les effets visqueux permettent d’augmenter de maniére significative la capacité de
déformation en traction du béton. La figure 2.17 tente de schématiser I’influence du taux de
déformation sur le comportement mécanique en traction du béton.

En traction directe, I'influence du taux de déformation a surtout été étudiée pour des taux
plus élevés que 107% s7! [Korm86] [Curb87] [Brith90] [Rein90]. Tous les résultats de ces essais



2.5. CAPACITE TOTALE DE DEFORMATION DU BETON 29

\ Fibres métalliques courtes
ou de type adhérentes

\ Dosage +

A Fibres métalliques

N longues et & crochets
D .
\, Dosage -

£, Béton seul
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s’accordent pour démontrer que la contrainte maximale f; et la déformation €, atteintes au pic
diminuent lorsque le taux de déformation devient plus lent. Il en est de méme pour l’énergie
spécifique Gg qu’il faut fournir pour rompre 1’éprouvette.

A Daide d’essais de flexion réalisés 4 des taux de déformation de 1,6-108 s~1, Wittmann et
al. [Witt87b] ont montré que, comparativement 4 la valeur quasi-statique, la contrainte maximale
atteinte au pic diminue d’environ 20 % et que le module d’élasticité diminue de 12 %. Avec la
décroissance du taux de déformation, les auteurs ont mis en évidence que ’énergie de rupture
GF passe par un minimum, puis augmente a nouveau. Par rapport & la valeur minimale de Gp,
ils ont observé une augmentation de 10 % pour les taux de déformation les plus lents. Notons
encore que cette augmentation dépend du type d’essais réalisés. Ce résultat a été confirmé par
Hansen [Hans91] et par Bazant et Gettu [Baza92] pour des taux de déformation diminuant de
10~* 4 5,3-1071°% 571, On prendra garde que la notion de G englobe & la fois 1’énergie dissipée
par la propagation de la fissuration et celle par viscosité volumique. Cette derniére contribution
peut expliquer augmentation de G observée pour les taux de déformation les plus lents.

Saucier [Sauc90] a réalisé des essais de traction lente en imposant une augmentation constante
de la force imposée. Les taux de déformation correspondants varient entre 4.6.10~7 & 3.9-1079
s~!. En moyenne, les essais les plus lents ont mis en évidence une augmentation de 40 % de la
déformation au pic €p.

En conclusion, il semble que la contribution des effets visqueux ne soit pas suffisante pour
augmenter de maniére significative la capacité de déformation en traction du béton lorsque le
tauz de déformation imposé est supérieur ou égal ¢ 5-10710 s71. A la connaissance de Uauteur,
aucun résultat expérimental n’est disponible pour des taux de déformation inférieurs a 5-10~10
s™1 qui correspondent aux valeurs attendues lorsque les déformations sont dues au séchage.

Description du comportement viscoélastique :

Définitions : On parle du fluage du béton lorsqu’une contrainte moyenne constante est
imposée sur un élément de béton afin de mesurer 1’évolution de ses déformations. Si ce méme
comportement est étudié en imposant un état constant de déformation et en suivant ’évolution
des contraintes induites dans 1’élément, on parle de relazation du béton.

Lorsque des essais de fluage ou de relaxation ont lieu alors que les échanges d’humidité et
de température entre le béton et son environnement sont empéchés, on parle de fluage ou de
relaxation propres. Dans le cas ou les échanges hydriques sont possibles, Pickett [Pick42] (pour le
séchage) et Gamble et Parrott [Gamb78] (pour le mouillage) ont montré que le fluage mesuré en
compression est augmenté d’une nouvelle composante : le fluage transitoire hydrique. Domone
[Domo74] et Bissonnette [Biss96] ont mis en évidence un phénomeéne identique en traction. Le
fluage transitoire hydrique sera discuté au niveau d’un élément de structure au paragraphe 2.6.
Lorsque les échanges thermiques sont possibles, Parrott [Parr79] a mis en évidence ’existence
d’un phénomeéne similaire : le fluage transitoire thermique. La combinaison des fluages ou re-
laxations propres et transitoires constitue le fluage total ou la relaxation totale du béton.

Sur la base de la cinétique des déformations mesurées au cours d’un essai de fluage, trois
phases sont souvent distinguées. Tout d’abord, le fluage primaire ou fluage a court terme durant
lequel le taux de déformation diminue. Ensuite, le fluage secondaire ou fluage a long terme durant
lequel le taux de déformation est quasiment constant. Si la sollicitation est suffisamment élevée,
une troisiéme phase se manifeste, le fluage tertiaire, durant laquelle le taux de déformation
augmente fortement jusqu’a la rupture.
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Les phénoménes responsables du fluage propre : Ward [Ward69] a identifié des
phénomeénes purement visqueux qui affectent aussi bien le fluage propre en compression que le
fluage propre en traction. Les explications les plus récentes de ces phénoménes sont données par
Ulm et Acker [Ulm97]. Tout d’abord, le fluage propre primaire est attribué a la microdiffusion de
leau dans les pores capillaires. Le temps caractéristique de ce phénoméne est de quelques jours.
Ensuite, le fluage propre secondaire est da & un mécanisme de glissement de type dislocation
dans les nanopores des hydrates du ciment.

Une synthése bibliographique relative au comportement viscoélastique en traction du béton
peut étre consultée dans [Nevi83] [Biss96]. La plupart des facteurs, tels que ’age du béton, le
rapport e/c, la température ou ’humidité, ont une influence similaire, que le fluage propre soit
considéré en compression ou en traction [Ills65]. Une exception importante a été mise en évidence
par Ward [Ward69] et Bissonnette [Biss96] relative a la proportion de la pate de ciment dans
le béton. En compression, plus le volume de pate est faible, plus I’amplitude des déformations
viscoélastiques diminue [Nevi95]. En traction, le phénomene inverse se produit. Cela s’explique
en partie par le fait qu’avec la diminution du volume de pate, la surface spécifique des interfaces
entre les granulats et la pate de ciment augmente. Il semble donc que ces interfaces soient la
cause d’un fluage en traction plus élevé. Ce résultat confirme I’hypothése de Ward [Ward69)
qui stipule que la microfissuration participe de maniére non négligeable au fluage propre en
traction du béton. Pour des bas niveaux de sollicitation, la contribution de ces microfissures,
localisées au niveau des interfaces entre les inclusions les plus grossiéres et le mortier, reste
faible. Lorsque 'on se rapproche de la contrainte maximale f.; atteinte au pic, les phénomeénes
purement visqueux perdent de leur influence et I’augmentation des déformations, observées au

cours du fluage tertiaire, est principalement due a la progression des microfissures dans le mortier
[Dena00].
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Figure 2.18: Temps de rupture en fonction du niveau de sollicitation soutenue et du type d’essais
réalisés, tirée de [Dena00]

Rupture différée du béton : si le niveau de la sollicitation imposée au cours d’un essai
de fluage est suffisamment élevé, la rupture différée d’un élément de béton peut étre observée. La
figure 2.18, tirée de [Dena00], illustre le temps de rupture en fonction du niveau de la sollicitation
sur la base des résultats de Al-Kubaisy et Young [Alku75], Nishibayashi [Nish78|, Reinhardt et
Cornelissen [Rein85] et Zhou [Zhou92]. Ces résultats semblent indiquer qu’il existe une limite
inférieure en dessous de laquelle la rupture ne peut plus étre observée, méme pour un temps
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infiniment long. Selon les auteurs, cette limite varie entre 60 et 76 % de la contrainte maximale
f ct-

Carpinteri et al. [Carp97] ont réalisé des essais de fluage sur des éprouvettes partiellement
endommagées. Pour un méme niveau relatif de contrainte, le temps pour atteindre la rupture
diminue avec augmentation de I'endommagement initial. Ils considérent également que la loi
0 — €, observée pour un taux de déformation quasi-statique, constitue la courbe enveloppe des
ruptures en fluage.
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Figure 2.19: Relaxation relative du béton en fonction a) du taux de déformation initial pour un
méme niveau de sollicitation et b) du niveau du palier de relaxation (pré et post-pic) pour un
méme taux de déformation initial, d’apreés [Baza92]

Relation entre la relaxation et la microfissuration : Bazant et Gettu [Baza92] ont
effectué des essais de relaxation avec différents programmes de sollicitation, le long de la courbe
enveloppe de rupture, sur des éprouvettes de bétons entaillées soumises & de la flexion trois
points. Les résultats de Bazant et Gettu [Baza92), illustrés & la figure 2.19 a), montrent que le
taux initial de déformation, utilisé pour monter jusqu’au niveau voulu de relaxation, influence
la relaxation mesurée. La relaxation relative est plus faible si le taux de déformation qui la
préceéde est plus lent, et vice-versa. Pour un taux initial de déformation donné, les résultats de
la figure 2.19 b) démontrent que amplitude de la relaxation relative dépend du niveau auquel
elle est déclenchée. La relaxation relative pré-pic est plus grande lorsque le niveau auquel elle est
initiée augmente. Son amplitude devient la plus grande lorsque le pic est atteint. La relaxation
relative post-pic est plus importante qu’avant le pic. Les auteurs attribuent cette différence au
comportement différé de la zone de processus de fissuration (FPZ). De plus, ce comportement
post-pic ne semble plus dépendre du niveau auquel la relaxation est initiée.

A P’aide d’essais de fendage par coin, Denarié [Dena00] a réalisé des paliers de relaxation
successifs déclenchés 4 différents niveaux sur la courbe enveloppe de rupture. En examinant les
paliers successifs pré-pic de la figure 2.20 a), on remarque que les deux premiers respectent le
comportement viscoélastique linéaire du béton, qui prédit que la relaxation du second palier est
plus faible que celle du premier. On distingue ensuite un seuil de non-linéarité du comportement
viscoélastique probablement da & la propagation de la microfissuration. Ce seuil correspond 4 un
niveau situé entre 48 et 60 % de la force maximale que 1’éprouvette est capable de transmettre.
La figure 2.20 a) illustre les relaxations relatives au voisinage immeédiat du pic et apreés le pic. Ces
résultats conduisent aux mémes conclusions que celles obtenues par Bazant et Gettu. Bien que
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Figure 2.20: Relaxation relative du béton en fonction de ’histoire des paliers de relaxation,
d’apres [Dena00]

les relaxations relatives post-pic ne semblent pas dépendre significativement du niveau auquel
elles sont initiées, Denarié a montré expérimentalement que, si ces relaxations relatives sont
initiées en dessous de la courbe enveloppe, leur amplitude est fortement diminuée.

2.5.3 Définition d’un critére de déformation

Le choix d’un critére pour définir la capacité admissible de déformation €y, du béton en
traction n’est pas évident. En effet, nous pourrions admettre intuitivement que cette caracté-
ristique correspond a la déformation moyenne €, atteinte au pic (point C de la figure 2.15).
Toutefois, étant donné que les sollicitations qui nous intéressent sont des déformations imposées,
rien ne nous oblige 4 nous arréter 4 un tel critére lié au phénomeéne de localisation. Une option
pessimiste consisterait 4 admettre que la fissuration doit rester confinée aux interfaces entre les
inclusions et le mortier, auquel cas €, = €g. Une autre, plus optimiste, pourrait tolérer les
microfissures tant qu’elles ne sont pas visibles 4 ’oeil nu, auquel cas €y, = €p.

Le choix d’un critére judicieux doit étre en rapport avec la fonction protectrice assignée 4 la
nouvelle couche d’un élément hybride.

Facteurs influencant la fonction protectrice : cette fonction est assurée si la nouvelle
couche peut étre considérée comme étanche et si les barres d’armature présentes dans le support
et dans la nouvelle couche sont protégées contre la corrosion. Mivelaz [Mive96] a montré expéri-
mentalement que 1’étanchéité a ’eau d’un élément de béton n’est pas influencée par la présence
de fissures traversantes tant que leur ouverture?* reste inférieure & une valeur moyenne de 50 um.
L’influence de la fissuration sur la protection des barres d’armature contre la corrosion reste
aujourd’hui encore un sujet controversé [Fran99]. La plupart des réglementations actuellement
en vigueur considérent que le phénomeéne de corrosion des barres d’armature dépend de 'ou-

1Cette ouverture a été déterminée & 1'aide de mesures locales de déplacements, relevées sur une distance qui
correspond environ a la largeur de la zone de processus de fissuration. Au sens du modéle de Hillerborg [Hill83],
ce type d’ouverture de fissure correspond a I'ouverture de la fissure fictive wsup €t non pas & 'ouverture d’'une
fissure visible en surface w,,. Les résultats de Jaccoud et al. [Jacc85] et de Mivelaz [Mive96] permettent d’estimer
que 'ouverture de la fissure principale visible en surface w., est environ 10 4 20 % inférieure & celle de la fissure
fictive, telle qu’elle est définie plus haut.
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verture de la fissure visible en surface w,,. La plupart de ces normes recommandent des valeurs
maximales tolérées de wy, qui varient entre 100 et 300 pm selon Pexposition de Pouvrage. Dans
le méme temps, de nombreux travaux de recherche, énumérés dans [Laur99] et [Fran99], per-
mettent d’affirmer que 'ouverture de la fissure n’est pas un paramétre important tant que w,,
est inférieur & 500 pm. En effet, les résultats de Francois et Arliguie [Fran99] démontrent que
c’est Vexistence des fissures et non pas leur ouverture qui influence le processus d’amorcgage de
la corrosion d’une barre d’armature. Ensuite, les produits de corrosion, encore pas assez volu-
mineux pour faire éclater le béton d’enrobage, colmatent le fond de la fissure et les zones de
décohésion entre Parmature et le béton. Ce colmatage freine considérablement le développement
de la corrosion a cet endroit. La durée de cette phase dormante est en relation avec le temps
que mettent les agents agressifs pour pénétrer au travers de la structure poreuse du béton d’en-
robage. En fait, tout se passe comme si le béton ne présentait pas de fissures localisées et que la
densité des microfissures présentes dans tout le volume du béton d’enrobage était le paramétre
déterminant. Dans le cas d’un élément hybride, ce résultat est plutdt préoccupant. En effet, la
présence du support favorise la répartition de la fissuration dans toute la nouvelle couche. Les
éventuelles fissures sont plus nombreuses et moins ouvertes. De plus, comme nous le verrons au
paragraphe 2.6.2, le séchage induit une microfissuration isotrope difficilement évitable sur toute
la surface de la nouvelle couche. Hearn [Hear99] a montré que l'influence de cette microfissu-
ration isotrope sur la perméabilité du béton d’enrobage est significativement plus marquée que
celle d’une fissuration induite par des sollicitations mécaniques de service.

Critére retenu : sur la base des facteurs précédents et au vu du manque de critéres clairs,
nous admettons que la capacité admissible de déformation en traction de la nouvelle couche
d’un élément hybride est atteinte lorsqu’elle est traversée de part et d’autre par une zone de
processus de fissuration (FPZ) dont la somme de ouverture de toutes les microfissures que cette
zone présente en surface est supérieure & 10 pum. Ce critére sévére a pour but de garantir une
protection efficace contre la corrosion des barres d’armature présentes dans la nouvelle couche
et dans le support. Ce critére n’a pas réellement une valeur quantitative. Il se justifie par son
aspect qualitatif dont le but est de définir si une fissure traversante est présente ou non dans
la nouvelle couche. De plus, ce critére permet de tenir compte d’une partie de la capacité de
déformation par microfissuration du béton tendu. En outre, il fixe le domaine sur lequel des
améliorations du comportement du béton en traction peuvent étre intéressantes.

Par la suite, ce critére sera utilisé dans le cadre des simulations numériques réalisées 4 ’aide de
I’outil d’analyse. Dans ce contexte, la somme de I'ouverture de toutes les microfissures présentes
dans la FPZ est associée & ’ouverture de la fissure fictive au sens du modéle de fissuration décrit
au paragraphe 4.2.8.

2.6 Comportement structural d’un élément hybride

Jusqu’ici, nous avons fait état des connaissances relatives aux principales sollicitations qui
influencent le comportement a long terme des éléments hybrides et décrit la réponse du matériau
a ces sollicitations. A ce stade, il devient nécessaire de transposer ces connaissances au niveau
d’un élément de structure hybride. 1l s’agit de faire apparaitre les implications structurales rela-
tives aux effets d’hydratation (paragraphe 2.6.1) et au séchage du béton (paragraphe 2.6.2). Ce
pas permet également d’aborder les couplages entre le séchage et le comportement viscoélastique
d’un élément de structure hybride (paragraphe 2.6.3).
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Figure 2.21: Effets thermiques au jeune age lors de I’élargissement du tablier du pont du Javroz
(canton de Fribourg, Suisse)

2.6.1 Comportement au jeune age
Effets thermiques :

A titre d’exemple, la figure 2.21 illustre la coupe-type adoptée pour I’élargissement du tablier
du pont du Javroz situé entre Bulle et Charmey dans le canton de Fribourg, en Suisse. Cet
ouvrage appartient au réseau des routes cantonales et a fait I'objet d’une intervention entre
1998 et 2000. Le béton frais est mis en place sur le support existant & une température Ty qis
généralement dépendante des impératifs du fournisseur de béton et variant peu selon les saisons.
Durant I’hydratation du nouveau béton, ce dernier atteint une température Tr,ax qui dépend de la
recette du béton, de la température initiale T'fyq;5, de la température ambiante T, des dimensions
de la nouvelle section et des conditions de cure. En effet, les moyens de cure mis en oeuvre peuvent
avoir tendance a isoler thermiquement ’ouvrage. Lorsque I’hydratation se ralentit, le nouveau
béton se refroidit pour atteindre une température d’équilibre T, avec I’ambiance dans laquelle
se trouve 'ouvrage.

Durant la phase d’échauffement, le gonflement du nouveau béton est entravé par le support
par U'intermédiaire de V'interface entre les deux bétons. L’autocontrainte moyenne de compression
Onax atteinte au pic de température reste modérée étant donné la faible valeur du module
d’élasticité a cet age. Durant la phase de refroidissement, le retrait de la nouvelle couche est
également entravé, ce qui provoque une inversion du signe de I'autocontrainte moyenne dans
le nouveau béton. Le module d’élasticité étant plus grand durant le phase de refroidissement,
les autocontraintes engendrées sont plus importantes que celles induites durant I’échauffement.
Par conséquent, a la fin du cycle thermique, le nouveau béton est sollicité par un état interne
d’ autocontraintes de traction (voir figure 2.21).
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L’amplitude de ces autocontraintes de traction dépend de P’évolution de la différence de
température entre le vieux et le nouveau béton et du degré d’entrave des déformations de la
nouvelle section.

Pour un degré d’entrave donné et en admettant que le support ne subit aucune variation de
température, 'amplitude de I’autocontrainte moyenne de traction, calculée en négligeant ’effet
du fluage au jeune age, est fonction de :

O-i:SOO heures — f (AT? = Tfrais + ATy — Te) (2.7)

Dans le cas d’un bétonnage hivernal ol la température du béton frais Tfrqis vaut 15 °C, la
température ambiante T, = 5°C et I’échauffement du béton AT} environ 20 °C, 'autocontrainte
théorique a la fin du refroidissement vaut 7.5 N/mm? en admettant un module d’élasticité moyen
durant le refroidissement de 25000 N/mm? et un coefficient de dilatation de 10~® °C~!. Dans
de telles conditions, une fissuration traversante de la nouvelle couche semble inévitable. Ce type
de fissures est fréquemment rencontré in-situ [Krau96] [Paul97] [Ducr97].

Dans le but de maitriser les effets thermiques, on peut tenter d’influencer les trois tempéra-
tures suivantes :

— La température du béton frais Tqis en utilisant de I’eau de gachage froide ou en rem-
plagant une partie de celle-ci par de la glace. Une autre technique consiste a refroidir le
béton frais dans le malaxeur a 1’aide d’azote liquide [Ducr97]. Cette derniére technique est
toutefois limitée par son applicabilité sur un chantier et par son influence sur la consistance
du béton frais qui a tendance a devenir trop raide.

— L’échauffement du béton AT} peut étre diminué selon deux démarches. La premiére
consiste & influence sur la technologie du béton afin de diminuer sa quantité totale de
chaleur d’hydratation et la vitesse & laquelle la chaleur est dégagée. Une mouture du ci-
ment plus grossiére et le remplacement d'une quantité de ciment par des ajouts telles que
les cendres volantes peuvent s’avérer des mesures intéressantes. La deuxiéme démarche
consiste a réduire les différences de température au cours de ’hydratation entre le vieux
et le nouveau béton a Paide de mesures constructives indépendantes de la technologie du
béton. Ces mesures consistent soit & modifier au cours de I’hydratation du béton le pouvoir
isolant des procédés de cure employés, soit & étudier le phasage des étapes de bétonnage
de maniére a réduire le degré d’entrave des nouvelles sections ou soit & intervenir au coeur
de I’élément hybride a l’aide de conduits de refroidissement [Mive(0]. Cette derniére tech-
nique est assimilable 4 un traitement de cure interne du béton et a déja fait ses preuves a
plusieurs reprises [Wolf99).

— 1l s’agit de prendre garde aux périodes de bétonnage au cours desquelles la température
ambiante T¢ est trop basse par rapport & la température du béton frais Ttrqe:s. En effet,
bien qu’une faible température ambiante permette de diminuer la vitesse du dégagement
de chaleur durant ’hydratation, des effets thermiques mal maitrisés peuvent provoquer
plus de dommages en hiver qu’en été.

Retrait endogéne :

Durant la phase d’échauffement, le retrait endogéne diminue Pamplitude du gonflement du
béton. Cette influence se répercute sur une diminution de I’autocontrainte moyenne de compres-
sion 0., atteinte au pic de température. La cinétique du retrait endogéne étant partiellement



2.6. COMPORTEMENT STRUCTURAL D’UN ELEMENT HYBRIDE 37

Autocontrainte moyenne Autocontrainte moyenne
dans la bordure 1 fissuration dans la bordure
4 E

+_fissuration

| *

L

L
fa(tw 7 5~ effet thermique seul

effet thermique et
retrait endogeéne

2.00 Temps 201 1|00 2|00 Tsmps

t - -
..... D\ N/ [heures] A - . [heures]
A
£ (compression) \ o~ O, (compression)

a) influence du retrait endogene b) influence du fluage au jeune dge

Figure 2.22: Influences a) du retrait endogéne et b) du fluage au jeune age sur I’évolution de
Pautocontrainte moyenne

liée a celle du dégagement thermique, son influence diminue lors de la phase de refroidissement.
Par conséquent, le retrait endogéne a pour effet de décaler vers le haut la courbe d’évolution de
I’autocontrainte moyenne dans la nouvelle couche donnée a la figure 2.21. Cet effet, illustré a la
figure 2.22 a), favorise 'apparition au jeune age de fissures traversantes dans la nouvelle couche.

Fluage au jeune 4ge :

Plus le matériau est jeune, plus son fluage est important. Par conséquent, I’autocontrainte
moyenne de compression o, due aux effets thermiques et au retrait endogéne, diminue si ’on
tient compte du fluage au jeune 4ge du béton. Durant la phase de refroidissement, le fluage en
traction contribue également & diminuer les autocontraintes, mais son influence est plus faible.
La figure 2.22 b) illustre I’évolution de 'autocontrainte moyenne dans la nouvelle couche en
tenant compte du fluage. On remarque que ce dernier peut contribuer & favoriser ’apparition de
fissures traversantes dans la nouvelle couche. A plus long terme, et si la fissuration au jeune age
a été évitée, le fluage en traction du béton doit permettre de relaxer les autocontraintes dues aux
effets d’hydratation. Ducret [Ducr97] a montré expérimentalement que ces autocontraintes sont
encore présentes aprés vingt-huit jours de mfrissement. A la connaissance de ’auteur, aucune
information n’est disponible sur 1’évolution de ces autocontraintes pour des ages plus avancés et

sur leurs influences au niveau du comportement 4 long terme des ouvrages hybrides.

11 est important de signaler que I’évolution des contraintes dues 4 des déformations entravées
dépend de la concurrence entre la cinétique des déformations imposées et celle des déformations
visqueuses. Par exemple, il est connu que Pajout de fumées de silice augmente ’amplitude du
retrait endogéne [LeRo96] et diminue ’amplitude finale des déformations visqueuses du béton
[Lapl93]. A ce titre, ’'ajout de telles ultrafines ne semble pas judicieux dans un élément dont les
déformations sont entravées. Il est par contre moins connu que ces mémes fumées de silice aug-
mentent I’amplitude et la cinétique des déformations visqueuses au jeune age [Lapl93] [Biss96],
c’est-a-dire au moment au cours duquel une grosse proportion du retrait endogéne se développe.
Les résultats expérimentaux de Igarashi et al. [Igar99] mettent en évidence que la contrainte de
traction induite dans un élément totalement entravé peut &tre plus faible bien que amplitude
du retrait endogéne libre du béton utilisé soit plus grande.
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Figure 2.23: Evolution de Pétat hydrique, des déformations et des contraintes dans un élément
de structure soumis au séchage, adapté de [Baza88§]

En plus de l'influence de ’age du béton sur I’amplitude du fluage, il faut également tenir
compte du fait que les autocontraintes évoluent alors que le béton subit des variations impor-
tantes de température. Dans ces conditions, le fluage transitoire thermique contribue a relaxer
les autocontraintes présentes dans la nouvelle couche. A ’aide d’essais de fluage en compression
sur des éprouvettes de pate de ciment, Parrott [Parr79] a montré que le fluage spécifique double
rapidement lorsque la température augmente de 20 a 60 °C en cing heures. A la connaissance
de Pauteur, 'influence du fluage transitoire thermique n’a jamais été prise en compte lors de
I’étude du comportement au jeune age des éléments hybrides.

2.6.2 Meécanismes apparents de séchage

Effet de taille : & I’échelle d’un élément de structure, les déformations de séchage dues aux
mécanismes réels, présentés au paragraphe 2.4, ne sont plus libres de se produire. En effet, le
profil d’humidité relative sur ’épaisseur de I’élément n’est plus uniforme. Ces déformations sont
entravées, d’une part, par le coeur de I’élément au début du séchage et, d’autre part, par les zones
de bord en fin de séchage. Une phase transitoire, dont la durée dépend de I'épaisseur de 1’élément,
est donc nécessaire pour retrouver un état hydrique en équilibre avec le milieu ambiant. Durant
cette phase transitoire, des contraintes internes dues & l'entrave des déformations naissent &
Pintérieur de la section. La figure 2.23 présente schématiquement 1’évolution de ’humidité, des
déformations libres et des contraintes durant la phase transitoire.

En imaginant un élément de béton dont I’épaisseur est infiniment petite, son état hydrique
passerait de ’état (a) de la figure 2.23 a l’état (e) instantanément. La déformation obtenue €cs oo
peut étre considérée comme une propriété intrinséque du béton. Dans ’hypothése ot ’épaisseur
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de 1’élément augmente et que le matériau est admis linéaire élastique non fissurant, ’évolution
au cours du temps de la déformation de retrait aurait l'allure de la figure 2.24 a). Lorsque
Iépaisseur h de I’élément augmente, la courbe théorique de retrait se décale horizontalement.
Pour un cylindre soumis & un séchage radial, Granger [Grang96] donne une formule permettant
d’estimer grossiérement 1’évolution du retrait en fonction du diameétre du cylindre. A partir des
mesures de retrait d’un cylindre de diamétre D, on trouve le retrait d’un cylindre de diameétre
aD, en dilatant I’échelle du temps par un facteur o2. Pour donner un ordre de grandeur, le retrait
apreés plus d’une année (390 jours) d’un cylindre dont le diameétre vaut 1 m équivaut a celui d’un
cylindre de 16 ¢m de diametre aprés 10 jours seulement. Acker [Acke88| estime que le retrait
d’un cylindre de béton ordinaire de 16 cm de diameétre soumis & une humidité relative ambiante
d’environ 50 % se termine aprés dix ans. Par conséquent, pour des cylindres de diamétre de
32 et 64 cm, cette durée to, augmente a respectivement quarante et cent soixante ans. Granger
[Grang96] a établi une relation qui permet de passer du retrait d’un cylindre séchant radialement
4 celui d’un mur séchant des deux cotés et dont I’épaisseur vaut le diameétre du cylindre. Il est
apparu que le mur séche (3/ 2)2 fois moins vite que le cylindre.

Hansen et Mattock [Hans66] ont étudié expérimentalement U'influence de la taille d’un élé-
ment de béton sur son retrait de séchage. Les résultats de leurs mesures sont présentés & la
figure 2.24 b). Sur la base de ces résultats, on remarque que la relation donnée par Granger
permet d’obtenir une bonne estimation de l'effet de taille. Contrairement a ’hypotheése faite a
la figure 2.24 a), la valeur finale du retrait €., o, ne semble pas étre indépendante de la taille de
I’éprouvette. Plus cette derniére augmente, plus la valeur de €. diminue. Une estimation de
la contrainte théorique de traction® en peau au début du séchage démontre facilement que la
fissuration du béton dans cette zone est inévitable. L’apparition de la fissuration due au séchage
permet d’expliquer la diminution de €5 lorsque la taille de 1’élément augmente.

En extrapolant les mesures données a la figure 2.24 b) pour une taille infiniment petite, on
remarque que tous les résultats convergent vers un méme point. Ce point correspond & la valeur
théorique du retrait final €. 00, seule propriété intrinséque du béton en matiére de retrait de
séchage. Il faut ajouter que, dans le cas d’un élément de béton, le retrait théorique n’est pas
mesurable et que I'ingénieur ne peut avoir accés qu’a des valeurs du retrait apparent. Il est donc
indispensable de toujours savoir sur quelle éprouvette et sous quelles conditions hydriques le
retrait a été mesuré.

La suite de ce paragraphe se concentre sur l'influence de la fissuration du béton sur ’évolution
de son retrait.

Prise en compte de la fissuration (effet de structure) : ce paragraphe, traitant de
Peffet de structure du retrait de séchage, a pour objectif de décrire d’un point de vue mécanique
I'influence de la microfissuration de la peau d’un élément sur ’évolution des déformations dues
au séchage du béton.

Au début du séchage (phase (b) de la figure 2.23), le retrait macroscopique est proportionnel a
P’intensité des autocontraintes. Lorsque la fissuration apparait en peau, les contraintes de traction
(en peau) et de compression (au coeur) sont relaxées. Par conséquent, la prise en compte de la
fissuration au début du séchage diminue la valeur du retrait apparent €cs app.

Ensuite, lorsque le front de séchage progresse a l'intérieur de I’élément (phase (c) de la

SPour un coefficient de retrait moyen de 1500 gm/m, une chute de 'humidité relative ambiante de 40 % et
un module d’élasticité du béton de 30000 N/mm?, la contrainte théorique de traction vaut 16.2 N/mm? si l'on
admet que la déformation est entravée a4 90 %.
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Figure 2.24: a) Représentation schématique de l'effet de taille et b) influence du diameétre d’un
cylindre sur 1’évolution du retrait de séchage, d’aprés [Hans66]

figure 2.23), la zone microfissurée progresse également. D’aprés Thelandersson et al. [Thel88],
la pénétration de la zone microfissurée augmente proportionnellement au rapport entre ec oo et
€p mesuré en traction. La figure 2.25 a) présente la pénétration relative de la zone endommagée
en fonction du rapport €. o /€p. Pour des bétons usuels, la valeur de €c /€, varie entre 3 et 6.
Tant que cette valeur est inférieure a 8, le coeur de I’élément ne subit aucun endommagement
et son comportement reste élastique [Thel88].

Le béton de peau se décharge selon une loi qui dépend fortement de la refermeture des fis-
sures. La différence entre la valeur finale du retrait apparent €;s gpp,c0 €t celle du retrait théorique
€cs,00 dépend de cette loi de décharge. Si 'on admet que les microfissures peuvent se refermer
complétement, la valeur de €5 qpp oo Serait égale & €cs 00. En utilisant des lois de décharge repré-
sentatives du comportement du béton, Thelandersson et al. [Thel88] ont calculé I’évolution de
la différence entre €cs app €t €.s durant le séchage (voir figure 2.25 b). Ces résultats montrent que
cette différence est importante au début du séchage, puis diminue ensuite. La valeur maximale
de cette différence est comprise entre 6 et 12 % suivant les auteurs [Roel87] [Thel88]. Elle est
due principalement au développement de la fissuration de peau de ’élément.

Les résultats de Thelandersson et al. [Thel88] laissent penser que la différence entre le re-
trait apparent et le retrait théorique est indépendante de la taille de ’éprouvette. Les mesures
réalisées par Hansen [Hans66] présentées a la figure 2.24 b) montrent que la différence finale
entre €cs appoo € €cs00 augmente avec le diameétre du cylindre. L’entrave des déformations de
retrait étant proportionnelle au diameétre du cylindre, il semble logique que ’ampleur de la fis-
suration augmente avec la taille de I’éprouvette. Pour des cylindres de diameétre 100 et 400 mm,
la différence finale entre €csapp oo €t €cs,00 vaut respectivement 10 et 38 %.

Cinétique du séchage et effets visqueux : le paramétre important qui détermine la ci-
nétique du séchage est le parcours moyen qu’une particule d’eau doit effectuer pour quitter le
béton [Grang96]. Cette distance varie linéairement avec les dimensions d’un élément de structure.
D’autres auteurs [Hans66] utilisent le rapport entre le volume de béton a sécher et la surface de
contact avec I’air ambiant pour caractériser la cinétique du séchage.
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Figure 2.25: a) Pénétration de la zone microfissurée dans Pépaisseur et b) différence relative
entre le retrait apparent et le retrait théorique pour un rapport €. o0/€p = 5, tirés de [Thel88].

Les autocontraintes qui naissent & I'intérieur d’un élément de béton qui séche dépendent de
la vitesse & laquelle ’humidité relative se modifie. Plutét que de parler de vitesse de séchage, il
est plus aisé d’utiliser la notion de taux de déformation €., calculé en multipliant la vitesse de
séchage par un coeflicient de retrait ap admis indépendant de ’humidité et du temps.

A Daide des résultats expérimentaux et numériques relatés dans [Bern99], la figure 2.26
présente 1’évolution de humidité et celle du taux de déformation €4, calculées au centre d’une
nouvelle couche (point P), en fonction de son épaisseur h. Au cours de ce calcul, le béton séche
par la face supérieure de la nouvelle couche ; le séchage par le support est empéché. En admettant
que le degré d’entrave de la nouvelle couche vaut 1 et connaissant la capacité de déformation
quasi-statique du béton en traction (valant environ 150 pm/m), un calcul élasto-plastique prédit
Papparition de la fissuration au point P lorsque la différence d’humidité atteint 10 %. Cet état
hydrique est atteint aprés cent, vingt-cing, six et deux jours pour des couches dont I’épaisseur
vaut respectivement 80, 40, 20 et 10 mm. Pour les faibles couches (ép. 10 et 20 mm), le taux
de déformation est compris entre 10710 et 10~° s=! durant les premiers jours. Pour de tels taux
et sur la base des observations expérimentales du paragraphe 2.5.2, nous savons que, pour un
béton traditionnel, les effets visqueux contribuent 4 augmenter sa capacité de déformation en
traction, mais pas suffisamment pour éviter I’apparition de la fissuration. Lorsque I’épaisseur des
couches augmente, les taux de déformation diminuent d’un ou deux ordres de grandeur. Leurs
valeurs se situent aux alentours de 101! s~!. Dans ces conditions, on peut supposer que la
contribution des effets visqueux devrait &tre plus importante et permettre d’éviter 'apparition
de la fissuration.

Variation de I’humidité ambiante : en réalité, une structure hybride est soumise a des
variations climatiques importantes. L’humidité relative extérieure fluctue selon les saisons et des
phases de mouillage peuvent affecter un ouvrage s’il n’est pas protégé des intempéries. D’aprées
Hansen [Hans60], lorsque 'on soumet un élément de structure a une variation périodique de
I’humidité relative, la moyenne des oscillations de retrait correspond au retrait mesuré pour une
humidité moyenne. Ces résultats ont été confirmés par Miiller et Pristl [Mull93]. Sur une grande
poutre en béton, soumise a des conditions climatiques extérieures, Diruy [Diru93] a complété
ce résultat en démontrant que la composante cyclique du retrait est en phase avec la moyenne
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Figure 2.26: Séchage et taux de déformation au centre d’une couche de nouveau béton en fonction
de son épaisseur h avec ay, = 1500 pm/m et he = 50 %

de Phumidité ambiante survenue lors de nonante jours précédents®. Sur la base des résultats de
Diruy, Granger et al. [Grang94] ont développé un modeéle numérique qui a permis d’établir que
le coefficient de diffusion en phase de mouillage est vingt fois plus faible qu’en phase de séchage.
Cette différence des coefficients de diffusion entre le mouillage et le séchage a également été mise
en évidence dans [Baro94].

2.6.3 Effet de structure du fluage transitoire hydrique

Lorsqu’un élément de béton sollicité est également soumis au séchage, son fluage est aug-
menté d’une nouvelle composante : le fluage transitoire hydrique. Cette augmentation du fluage
du béton a été mise en évidence par Pickett [Pick42] dans le cas d’une sollicitation de compres-
sion. Domone [Domo74] et Bissonnette [Biss96] ont mis en évidence un phénomeéne identique en
traction. Pour des éprouvettes prismatiques dont I’aréte mesure 70 mm et qui sont sollicitées
en traction, le fluage total a doublé par rapport au fluage propre [Biss96]. Etant donné que
Pinfluence du séchage dépend de la dimension des éléments de structure et de leur exposition,
le fluage transitoire hydrique doit aussi en dépendre. Hansen et Mattock [Hans66] ont étudié
expérimentalement l'influence de la taille d’un élément de béton sur le fluage total en compres-
sion. Leurs résultats sont présentés & la figure 2.27 a). Les coefficients de fluage obtenus pour
les valeurs élevées du rapport volume/surface correspondent au fluage propre. Pour un temps
donné, le fluage transitoire hydrique augmente lorsque le diameétre du cylindre diminue.

Phénomeénes physiques : ’origine physique de cette déformation de fluage supplémentaire
observée en présence de séchage a fait ’objet de nombreuses hypothéses au cours de ces cinquante
derniéres années. Une bonne synthése de ces différentes théories peut étre consultée dans [Baza85|
et [Kovl95]. Bazant et Chern [Baza85) ont identifié quatre mécanismes responsables du fluage
transitoire hydrique. Le principal d’entre eux est 1ié a la microdiffusion de ’eau partant des
pores des hydrates de la pcd vers les pores capillaires. Cette microdiffusion casse des liens entre

5Cette durée de nonante jours n’est pas applicable & d’autres structures, car elle dépend des caractéristiques
du béton et de la taille de I’élément.
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Figure 2.27: a) Influence de la taille d’un cylindre sur ’évolution du fluage total en compression
et b) sur le rapport kg, entre le fluage spécifique et le retrait de séchage, d’apres [Hans66)

les particules de CSH et contribue 4 augmenter les déformations de fluage. Suivant la maniére
dont est prise en compte la modélisation de ce phénomeéne de microdiffusion, il est soit considéré
comme une augmentation du fluage due au séchage (”shrinkage-induced-creep”), soit comme
une augmentation du retrait due a la présence de la force ("load or stress-induced-shrinkage”).

Le second mécanisme, bien documenté dans [Witt80], s’explique par le fait que la présence
de la force modifie Pamplitude de la microfissuration de peau due au séchage. En compression,
cette microfissuration de peau est réduite. Par conséquent, le retrait réel de ’éprouvette sollicitée
est plus grand que le retrait mesuré sur une éprouvette témoin non sollicitée. Dans ce cas, une
partie du fluage transitoire hydrique s’explique par le fait que le fluage total est déterminé
en soustrayant a la déformation totale de ’éprouvette sollicitée une déformation de retrait trop
petite. En traction, la microfissuration de peau due au séchage étant augmentée, elle ne peut pas
expliquer la présence du fluage transitoire hydrique de la méme maniére qu’en compression. Cette
fois, Ia microfissuration provoque une redistribution des contraintes de traction ayant pour effet
d’augmenter la sollicitation des zones non endommagées. Les deux autres mécanismes, moins
influents, sont liés, d’une part, au fait que la microfissuration de peau est irréversible et, d’autre
part, & I’augmentation de la rigidité du béton avec l’avancée de son hydratation. A 1'aide d’essais
particuliers, Bazant et Xi [Baza94] ont été en mesure de déterminer 'amplitude des deux premiers
mécanismes responsables du fluage transitoire hydrique. Le mécanisme de microdiffusion de I’eau
augmente continuellement avec le temps. L’influence de la microfissuration de peau est grande
au début du fluage puis décroit avec le temps.

Relation entre le fluage et le retrait de séchage : plusieurs évidences expérimentales
illustrent la relation qui existe entre le fluage et le retrait de séchage du béton. Par exemple,
Gamble et Parrott [Gamb78] ont démontré qu’il existe une relation linéaire entre les déformations
de séchage et les déformations dues au fluage transitoire hydrique. Bissonnette [Biss96] a montré
expérimentalement que le rapport k¢, entre le fluage spécifique total en traction et le retrait de
séchage devient constant aprés environ un mois pour des éprouvettes prismatiques (70x70x400
mm). Une évolution au cours du temps de k., similaire & celle mise en évidence par Bissonnette,
est présentée a la figure 5.2 b). Sicard et al. [Sica96] sont arrivés & la méme conclusion que
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Bissonnette dans le cas de bétons a hautes performances. Ce rapport &y /., exprimé en M Pa~1,
semble &tre une propriété du béton qui dépend toutefois de la taille de ’éprouvette comme
Iillustre la figure 2.27 b), calculée sur la base des résultats de Hansen et Mattock [Hans66).
Pour un béton témoin, Bissonnette [Biss96] a mesuré une valeur de &/, = 0.15 M Pa~!. L’ajout
de 40 kg/m3 de fibres métalliques droites & crochets a augmenté la valeur de k; 2022 M Pa™l.
De méme, la diminution de 32 & 22 % du volume de pate de ciment a augmenté la valeur de
ki & 0.25 MPa=1.

En conclusion, les déformations dues au séchage ne sont pas indépendantes des déformations
dues au fluage. Elles font intervenir des processus physiques communs et ne sont pas additives.
Pour des éléments de structure de petite taille”, les déformations dues au fluage transitoire
hydrique peuvent devenir aussi grandes que celles dues au fluage propre.

2.7 Modélisation du comportement des éléments hybrides

La fin de ce chapitre est consacrée & un rapide survol des travaux de recherche effectués dans
le domaine de la modélisation du comportement des éléments hybrides. Il ne s’agit pas d’entrer
dans le détail des modéles et des résultats de chacun, mais plutdt d’étre en mesure de fixer 1’état
d’avancement des travaux dans ce domaine et de mettre en évidence les phénoménes qui sont
ou non modélisés.

De nombreux modéles analytiques sont disponibles dans la littérature [Sies65] [Somm83]
[Yuan94] [Silf97]. Ils servent principalement & calculer les autocontraintes dans la nouvelle couche
et au droit de l'interface. Les déformations dues au séchage sont admises uniformes sur la hauteur
de la nouvelle couche et sont représentées a ’aide de lois empiriques. Le comportement mécanique
du béton est admis élastique linéaire. Parfois, le fluage du béton est pris en compte au moyen d’un
coefficient, de fluage dont I’évolution est tirée de lois empiriques. Les modéles tirés de [Somm8&3|
[Silf97] sont établis pour des structures isostatiques, alors que le modéle tiré de [Yuan94| prend
en compte le caractére hyperstatique de la structure hybride. De par leurs hypothéses, ces
modeles peuvent étre utiles lors du prédimensionnement des reprofilages a ’aide de couches
minces (épaisseur inférieure a 40 mm).

Haardt [Haar91] a utilisé la méthode des éléments finis pour améliorer la modélisation du
comportement mécanique du béton en traction. La fissuration est prise en compte 4 I’aide du mo-
déle de la fissure fictive [Hill83]. Des sollicitations, telles que le séchage, les variations thermiques
journaliéres ou les chocs thermiques sont prises en compte. Le séchage, basé sur une loi empirique
est admis constant sur la hauteur du nouveau béton. Le fluage du béton n’est pas représenté.
Cette étude a débouché sur une série d’abaques qui permettent de déterminer ’épaisseur d’un
reprofilage et de fixer les exigences minimales relatives & la résistance de 'interface.

Une synthése de la modélisation du comportement au jeune age des structures hybrides peut
étre consultée dans [Embo89]. Emborg a développé un modeéle capable de prédire I’évolution
des contraintes dues aux effets thermiques au jeune age. La méthode des éléments finis est
utilisée pour résoudre les lois de Fourier décrivant le champ transitoire de température. Le degré
d’entrave des déformations thermiques est également déterminé & Paide d’un modéle mécanique
basé sur la méthode des éléments finis. Sur la base de ces résultats, I’évolution moyenne des
contraintes est ensuite calculée en divisant la hauteur d’une section en tranches. Lors du calcul

“Pour un cylindre, séchant radialement, dont le diameétre est inférieur & 160 msmn ou un mur, séchant sur ses
deux faces, dont I'épaisseur est inférieure & 80 mm.
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des contraintes, le fluage propre vieillissant est pris en compte & ’aide de modéles rhéologiques.
L’apparition de la fissuration est évaluée en comparant les contraintes calculées a la résistance
a la traction dépendant de la maturité du béton.

Roelfstra [Roel94] a développé un modéle similaire & celui de Emborg. Toutes les étapes de
son modeéle sont résolues a I’aide de la méthode des éléments finis. Le calcul physique est basé sur
les lois de Fourier pour le calcul des températures, sur des modgles empiriques pour ’hydratation
du béton et sur la loi d’Arrhénius pour le calcul de la maturité. Ensuite, les contraintes sont
déterminées en tenant compte du fluage propre au jeune age 4 I'aide d’un modéle de Maxwell
généralisé [Baza74] et d’une approche ”smeared crack” pour la fissuration [Baza83] [Bors86]. Le
modele de Roelfstra a été utilisé par Ducret [Ducr97] pour représenter le comportement au jeune
age des ponts mixtes.

Une bonne synthése des connaissances relatives a la modélisation des phénoménes de trans-
port hydrique et thermique dans le béton peut étre consultée dans [Yoon89]. Yoon a développé un
modele de séchage basé sur des lois non-linéaires de diffusion. Le coefficient de diffusion hydrique
du béton est dépendant de ’humidité selon la relation établie par Bazant et Najjar [Baza72b]. Le
fluage propre est représenté a ’aide d’une loi empirique et la fissuration 4 1’aide d’une approche
”smeared crack” [Baza83] [Bors86]. Ce modéle a permis de mettre en avant les principaux para-
métres qui influencent la détérioration des éléments hybrides. De plus, des abaques permettent
de prédimensionner ’épaisseur d’une nouvelle couche en fonction des caractéristiques thermiques
et hydriques du béton.

En utilisant la méthode des éléments finis, Alvaredo [Alva94] a développé un modéle repré-
sentant le retrait de séchage du béton. L’approche est similaire & celle de Yoon concernant la
modélisation des phénomeénes de transport hydriques et celle de la fissuration. Une particula-
rité du modele d’Alvaredo réside dans le fait que le fluage du béton est négligé. Ce modéle a
été utilisé par Martinola et Wittmann [Mart95], puis par Sadouki et Van Mier [Sado97] pour
optimiser la mise en place de reprofilages & I'aide de couches minces. Dans ce cas, le fait de
négliger l'influence du fluage lors du calcul des contraintes a pour effet d’exagérer I’ampleur de
la fissuration et celle de la délamination des nouvelles couches.

Bissonnette [Biss96] a calculé I’évolution des contraintes au droit d’une section d’un élément
hybride soumis au séchage en tenant compte du fluage en traction du nouveau béton. Les phé-
nomeénes de transport hydriques sont basés sur des lois non-linéaires de diffusion. Le fluage en
traction est pris en compte 4 ’aide du coefficient ky/, constant reliant le fluage spécifique a la
déformation de séchage. Le béton est admis non vieillissant et non fissurant. Ce modéle a permis
de montrer que le rapport kj/, et 'amplitude maximale du retrait constituent les parameétres
majeurs qui influencent la détérioration des reprofilages a ’aide de couches minces.

Un modéle trés complet du comportement des éléments hybrides a été développé par Kranz
[Kran98] en utilisant la méthode des éléments finis. Deux phénomeénes de transport hydriques
sont pris en compte : d’une part, le transport par diffusion non-linéaire et, d’autre part, le
transport capillaire. Le dégagement de chaleur durant I’hydratation du ciment, ainsi que la
notion de maturité sont également exploités. Le fluage propre du béton est pris en compte a
I’aide de chaines de modeles rhéologiques vieillissants. La fissuration est représentée a ’aide d'un
modeéle basé sur celui de la fissure fictive. La présence de 'armature dans la nouvelle couche est
également introduite dans le modeéle. Une loi d’adhérence régle le transfert des contraintes entre
le béton et armature. Une étude paramétrique a permis de mettre en avant le role joué par
Parmature, la résistance de I'interface et d’éventuels goujons sur le mode de rupture d’éléments
hybrides dont I’épaisseur du nouveau béton vaut 60 mm. Kranz a également développé un modéle
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simplifié¢ permettant de calculer I’évolution des contraintes au droit d’une section d’un élément
hybride soumis au séchage ou & des changements de température.

En conclusion, les modéles disponibles sont principalement azés sur le comportement des
structures hybrides dont l’épaisseur de la nouvelle couche est inférieure & 60 mm. Seul le com-
portement au jeune Gge d’élément hybride plus volumineuz est modélisé. S’il est courant que
les résistances et le module d’élasticité dépendent de la maturité du béton, il est rare que des
paramétres physiques tels que les coefficients de dilatation thermique ou hydrique en dépendent
dans les modéles utilisés. Aucun modéle ne prend en compte le couplage entre le séchage et le
fluage du béton. Aucun phénomeéne de fluage transitoire n'est admis. Les ruptures différées du
béton en traction ne sont généralement pas modélisées. En effet, la résistance a la traction ne
dépend jamais du taur de déformation ou du niveau de sollicitation. L’influence combinée des
effets thermiques au jeune dge et des effets du séchage n’a pas été déterminée. Il n'existe pas
auwjourd’hui de modéles réalistes des couplages entre les calculs physiques et mécaniques du béton.
En d’autres termes, au niveau de la modélisation, la fissuration du béton n’influence jamais les
phénomeénes de transport thermiques ou hydriques dans le béton.



Chapitre 3

Essais sur éléments de structure
hybride

Ce chapitre résume les principaux résultats du volet expérimental de la présente recherche.
La description approfondie des procédures de fabrication et d’expérimentation, ainsi que tous les
résultats peuvent étre consultés dans le rapport d’essais [Bern00]. Trois phases d’essais doivent
étre distinguées. Tout d’abord, le comportement au jeune dge des éléments hybrides est étudié lors
des jours qui suivent la mise en place du surbéton. Ces mesures consistent & connaitre l’'évolution
de la température et des déformations de chaque élément hybride. Ensuite, le comportement
sous sollicitation de longue durée est étudié & l'aide d’un essai de fluage flexionnel. Il s’agit
d’effectuer un suivi des déplacements, des déformations et de l'éventuelle fissuration de chaque
poutre pendant une durée de six mois. Pour finir, chaque élément est sollicité au moyen de vérins
afin de vérifier si le comportement o la rupture est monolithique ou non.

3.1 Objectifs des essais

Cette campagne expérimentale constitue une premiére étape visant & améliorer la compré-
hension du comportement & long terme des éléments hybrides. De plus, conformément a la
démarche définie 4 la figure 1.3, les résultats obtenus devront permettre de valider I’outil d’ana-
lyse numérique. Le recours & la simulation numérique permet, d'une part, de limiter le nombre
de paramétres étudiés expérimentalement et, d’autre part, de compléter ultérieurement 'étude
du comportement & long terme des éléments hybrides.

Sur la base de ’état des connaissances, établi au chapitre 2, la campagne expérimentale a
été définie de maniére & se concentrer sur les questions suivantes ;

— Quelle est 'influence de la hauteur de la nouvelle couche sur une éventuelle fissuration
induite par les effets d’hydratation et le séchage du nouveau béton 7

— Un niveau élevé de sollicitation soutenue en traction agissant dans la nouvelle couche
peut-il, en présence du séchage, favoriser la fissuration d’un élément hybride 7

— L’armature passive ou les fibres métalliques, disposées dans la nouvelle couche, modifient-
elles les déformations viscoélastiques d’un élément hybride et controlent-elles la progression
de la fissuration de la nouvelle couche ?

47
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Figure 3.1: Coupe-types et armature des poutres

Poutres | Anew arma. Ocff /fet || Poutres | Anew arma Oeff / fet

[mm)] [%] [mm] %]
Al 70 4 ¢ 10 85 B1 70 6¢14 85
A2 120 4 ¢ 10 75 B2 120 6¢14 75
A3 120 4 ¢ 10 90 B3 120 6 ¢ 14 17
A4 120 4610 17 B4 120 6¢ 14 90
A5 170 4¢10 85 B5 170 6 ¢ 14 85
Ci 70 | fibres 80 kg/m> 85 C3 120 | fibres 80 kg/m® 90
C2 120 | fibres 80 kg/m> 17 C4 120 | fibres 80 kg/m? 90

Tableau 3.1: Paramétres des essais

3.2 Paramétres des éléments testés

Les essais sont réalisés sur des éléments hybrides d’une longueur de 5,40 m et d’une largeur
de 0,50 m. La figure 3.1 illustre la coupe-type des deux classes d’éléments testés. Parmi les
quatorze poutres, dix d’entre-elles sont constituées d’un surbéton armé (les poutres A et B) et
les quatre autres (les poutres C) d’un surbéton de fibres métalliques & crochets. Ces fibres sont
d’une longueur de 35 mm et d’un diameétre de 0,35 mm.

Les supports de vieux béton sont identiques pour toutes les poutres. Initialement bétonnés
avec une épaisseur de 170 mm, ils sont hydrodémolis sur environ 20 mm avant de recevoir un
surbéton. Leur armature est présentée a la figure 3.1.

Les parameétres variables des éléments testés sont : la hauteur du surbéton hipey, le taux
d’armature et le dosage en fibres contenues dans le surbéton et le niveau de contrainte nominale
imposé o.¢f/ fei lors de I’essai sous sollicitations de longue durée. Ces paramétres sont donnés
au tableau 3.1.

Suite a des problémes rencontrés au cours de la fabrication des éléments, le support de la
poutre C4 n’est pas préparé par hydrodémolition, mais au moyen d’un marteau pneumatique.
Cette différence constitue un parameétre supplémentaire dont l'influence sur les résultats sera
discutée.
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Figure 3.2: Conditions de bord durant le suivi du comportement au jeune dge des éléments
hybrides

3.3 Fabrication des éléments et planning des essais

Les surbétons sont mis en place sur les supports hydrodémolis en trois séries : les poutres
Al, A2, A3, A4 et Bl lors de la série 1, les poutres A5, B2, B3, B4 et B5, lors de la série 2
et les poutres Cl1, C2, C3 et C4 lors de la série 3. La différence d’ages entre le support et le
nouveau béton varie entre septante jours (série 1) et deux cent trente-sept jours (poutre C4). Les
supports sont posés sur sept carrelets en bois espacés d’environ 900 mm (voir figure 3.2). Toutes
les faces latérales des surbétons sont coffrées 4 ’aide de plateaux en bois dont ’épaisseur vaut
50 mm. Deux heures aprés la mise en place du béton frais, la surface supérieure du surbéton est
recouverte d’un matelas isolant en plastique d'une épaisseur de 20 mm et d’une couche de laine
de pierre de 80 mm d’épaisseur. La température ambiante durant les mesures est donnée dans
[Bern00)].

Lors des trois 4 six jours qui suivent la mise en place du nouveau béton, le comportement au
jeune 4ge des éléments hybrides est suivi. Trois capteurs a fibres optiques [Vurp95], disposés sur
les deux meétres centraux de chaque poutre, sont utilisés pour suivre 1’évolution des déformations
de D’élément hybride. Trois thermocouples sont mis en place & la méme profondeur que les
capteurs A fibres optiques afin de suivre ’évolution de la température durant I’hydratation du
béton.

Avant d’étudier le comportement sous sollicitations de longue durée, les deux faces latérales
et la face inférieure (voir figure 3.3) sont revétues d’une membrane époxyde. Le but de cette
membrane est d’autoriser le séchage de I’élément hybride uniquement par la surface supérieure
du surbéton!. Chaque série de poutres est ensuite sollicitée & I’aide de caisses de plomb durant
six mois dans une enceinte climatique (T, = 20 & 2°C, h. = 30 £ 5 %). Le systéme statique
utilisé durant cet essai de fluage flexionnel est décrit & la figure 3.3. L’4ge du surbéton lors de
la mise en place des caisses de plomb varie entre cent septante-huit (série 1) et quatre cent

11.'s4ge des supports expérimentaux n’étant pas représentatif de supports réels, leur équilibre hydrique avec le
milieu ambiant n’est pas encore atteint lors de la pose du surbéton. Afin d’augmenter virtuellement la différence
de retrait entre le vieux et le nouveau béton, le séchage du support a été limité au moyen de la membrane époxyde.
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Figure 3.3: Conditions de bord durant ’essai de fluage flexionnel
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Figure 3.4: Conditions de bord durant I’essai de rupture

soixante-six jours (série 3). Seule la poutre C4 présente des signes de délamination au début de
P’essai de fluage flexionnel (voir paragraphe 3.5). Les déplacements des poutres sont mesurés a
Paide de capteurs inductifs placés sous les caisses de plomb (Vprg €6 Vsug) €t au centre Veentre-
Les capteurs 4 fibres optiques sont a nouveau utilisés pour suivre ’évolution des déformations.
La fissuration du surbéton est observée visuellement.

A la fin des essais de fluage flexionnel, chaque poutre est sollicitée, au moyen de vérins, afin
de vérifier si son comportement a la rupture est monolithique ou non. L’4ge du surbéton lors
de ce dernier essai varie entre quatre cent deux (poutre A4) et six cent cinquante-sept jours
(poutres C3 et C4). Le systéme statique, identique & celui de ’essai de fluage flexionnel, est
décrit a la figure 3.4. Deux capteurs permettent de mesurer les forces appliquées Fnorq et Fgug.
Les déplacements des éléments sont suivis en cingq points : v; & vs. L’essai est réalisé en imposant
les forces & une vitesse de 25 N/s (vitesse de déformation aux fibres extrémes € = 1077 s71).
Lors de ’essai des poutres B4 et B5, I'interférométrie ”Speckle” [Facc99] est utilisée pour suivre
I’évolution de la fissuration du surbéton au droit de ’appui sud. Cette méthode optique de
mesure permet d’observer des discontinuités d’'un champ de déplacements de ’ordre de 0.5 um.
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Vieux béton | Surbétons A et B | Surbétons C
[kg/m?] [kg/m°] [kg/m?]
Granulats secs :
0/4 mm 715 687 715
4/8 mm 588 644 588
8/16 mm 640 612 580
Ciment CEM I 52,5R 350 300 350
Adjuvants : :
Rheobuild 2000 3,5 (1,0 %) 3,6 (1,2 %) 3.5 (1,0 %)
Oxyde noir 330 7 (2,0 %) - -
Eau totale 161 150 171
Rapport £ théorique 0,46 0,50 0,49
Fibres métalliques - - 80

Tableau 3.2: Formulation des bétons

3.4 Matériaux utilisés

Le tableau 3.2 présente la formulation des bétons. La recette utilisée pour le béton des
supports est celle employée quotidiennement par le fournisseur de béton. Un oxyde noir y est
incorporé afin que le support se distingue facilement du surbéton. Etant donné les résistances
élevées obtenues sur le béton des supports, une modification de la formulation des surbétons
a été décidée. Le dosage en ciment est réduit de 350 & 300 kg/m> et le rapport e/c théorique
augmenté de 0.46 & 0,50.

3.5 Essais de caractérisation des bétons

Le but de ce paragraphe est de présenter les résultats bruts des essais de caractérisation
des bétons réalisés sur des échantillons normalisés. Rappelons que ces résultats serviront a la
détermination des paramétres des modeles constituant 1’outil d’analyse décrit au chapitre 4. En
plus des mesures effectuées, les figures 3.5, 3.7 et 3.8 présentent les résultats obtenus a 1’aide de
Poutil d’analyse aprés la détermination des parameétres de chacun des modéles. La comparaison
entre les valeurs mesurées et les résultats issus de la modélisation sera discutée au chapitre 4.

Dégagement de chaleur d’hydratation

L’élévation de la température du béton durant sa prise est mesurée sur des cylindres (¢ = 160
mm,f = 320 mm) placés dans un moule semi-adiabatique dont les pertes thermiques sont
connues. Les figures 3.5 a) et b) donnent les résultats des deux essais semi-adiabatiques réalisés
lors des séries 2 et 3 de bétonnage des surbétons. Les augmentations importantes de température
sont de P’ordre de 25 a 30 °C.
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Figure 3.5: Evolution de la température du béton au cours des essais semi-adiabatiques, réalisés
sur le nouveau béton des poutres de a) la série 2 et de b) la série 3

Comportement en compression

Le module d’élasticité E.. et 1a résistance & la compression f., sont mesurés sur des cylindres
(¢ = 160 mm, £ = 320 mm) a différents ages. La valeur moyenne de f,,, mesurée & vingt-huit
jours vaut environ 55.0 N/mm? pour le béton des supports, 56.8 N/mm? pour le surbéton de la
série 1, 45.7 N/mm? pour le surbéton de la série 2 et 66.9 N/mm? pour le surbéton de la série 3.
La valeur moyenne de E,. mesurée & vingt-huit jours vaut environ 37500 N/mm? pour le béton
des supports, 38760 N/mm? pour le surbéton de la série 1, 34530 N/mm? pour le surbéton de
la série 2 et 36100 N/mm? pour le surbéton de la série 3.

Comportement en traction

La résistance & la traction f.; g du béton des supports et des surbétons armeés est obtenue &
l'aide d’essais de fendage? (essai Brésilien) réalisés sur des cylindres (¢ = 160 mm, ¢ = 320 mm).
Afin de tenir compte de Porientation des fibres, la résistance & la traction f,; des surbétons de
la série 3 est déterminée & 'aide d’essais de traction directe sur des éprouvettes prismatiques de
dimensions 120 x 120 x 240 mm.

La valeur moyenne de f.; p mesurée & vingt-huit jours vaut environ 4.22 N, /mm? pour le
béton des supports, 4.29 N/mm? pour le surbéton de la série 1, 4.11 N/mm? pour le surbéton
de la série 2 et celle de f. vaut 3.73 N/mm? pour le surbéton de la série 3.

La figure 3.6 présente les résultats des mesures de ’énergie spécifique de rupture en traction
GpF , déterminée a ’aide d’un essai de fendage par coin. La valeur moyenne de G mesurée 3
vingt-huit jours vaut environ 245 N/m pour le béton des supports, 217 N/m pour le surbéton
de la série 1 et 213 N/mm? pour le surbéton de la série 2. Dans le cas d’un béton de fibres,
la détermination de Gr n’a plus le méme intérét. En effet, c’est plutét la forme du diagramme
obtenu qui permet de caractériser le comportement en traction du béton.

?La valeur de fo:, g donnée par cet essai Brésilien est 10 & 15 % plus élevée que la valeur de f.; déterminée par
un essai de traction directe.
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a) Surbéton série 2 b) Surbéton de fibres série 3

Force horiz. [kN] Force horiz.
6.0 6.0 L

4.0 4.0
F, F,
VJ : B
2.0 ‘ 2.0 G it
| -
\\J\
00! \-\ 0.0 ]
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Figure 3.6: Résultats des essais de fendage par coin pour a) le surbéton de la série 2 et b) le
surbéton de fibres de la série 3

Surbétons [ Fo e [IN/mm?) [ sz, IN/mm] [ vy (%)
Série 1 2.79 0.75 27
Série 2 2.35 0.83 _ 35
Série 3 2.81 0.76 27

Tableau 3.3: Résistance moyenne 4 la traction de l'interface

Adhérence entre les deux bétons

Avant la mise en place de la membrane époxyde, seule la poutre C4 présente une délamination
entre le vieux et le nouveau béton a I'une de ses extrémités. Rappelons que le support de C4 est
préparé au moyen d’un marteau pneumatique. De plus, des carottages, effectués au droit de la
zone délaminée, ont permis de montrer que la présence de débris ont empéché 1’établissement
d’une bonne adhérence entre les deux bétons.

Pour chaque série de bétonnage, le tableau 3.3 donne la valeur moyenne de la résistance
a la traction de I'interface TCMM, son écart type sy, . . et sa variabilité vy, . .. Ces résultats
sont obtenus a 'aide d’essais d’arrachement et sont basés sur vingt-quatre mesures. La moyenne
est calculée en prenant aussi en compte les essais dont la rupture n’a pas eu lieu au droit de
I'interface. En effet, pour ces essais, ’adhérence est au moins égale a la résistance mesurée.
La consistance plus raide du surbéton de la série 2 se traduit par une faible diminution de
Padhérence entre les deux bétons. Les valeurs moyennes observées valent environ 60 a 70% de
la résistance & la traction directe des surbétons correspondants.

Retrait de séchage

Pour le béton des supports et le surbéton de la série 2, des mesures de retrait sont effectuées
sur 2 x 6 cylindres séchants ou non (¢ = 160 mm,¢ = 320 mm). Tous les cylindres sont
placés dans une salle climatisée (h, = 65+ 5 % et T, = 20 £ 2°C). Les mesures débutent en
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a) Béton des supports b) Surbéton série 2
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Figure 3.7: Comparaison des valeurs de retrait de séchage mesurées et calculées pour a) le béton
des supports et b) le surbéton de la série 2

moyenne vingt-quatre heures aprés la fabrication du béton. Les figures 3.7 a) et b) présentent
I’évolution des déformations de retrait mesurées respectivement sur le béton des supports et le
surbéton de la série 2. Il est important de signaler la forte amplitude des déformations de retrait
mesurées sur les éprouvettes non séchantes. Sachant que ces mesures ont débuté lorsque le béton
a atteint un age de vingt-quatre heures, ces déformations sont dues a trois causes, a savoir : les
effets thermiques durant les premiéres heures, le retrait endogéne et éventuellement une faible
perméabilité & ’humidité de la couche d’aluminium.

Fluage en compression

Dans le méme esprit que les mesures de retrait de séchage, le fluage est mesuré en compression
pour un 4ge de sollicitation de 24 heures sur des éprouvettes prélevées lors du bétonnage des
supports. Trois éprouvettes séchantes (¢ = 160 mm,{ = 320 mm) sont testées dans le but de
mesurer le fluage total et trois éprouvettes non séchantes afin de mesurer le fluage propre. Les
mesures de fluage sont effectuées parallélement aux mesures de retrait de séchage dans la méme
salle climatisée, sur le méme matériau ayant été soumis aux mémes conditions de cure. La force
appliquée sur toutes les éprouvettes est de 145 kN, ce qui correspond & une contrainte moyenne
de compression de 7 N/mm?.

La figure 3.8 présente ’évolution moyenne des déformations totales mesurées sur les éprou-
vettes séchantes et non séchantes au cours de ’essai de fluage (mesures brutes sans déduction
du retrait libre).
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Figure 3.8: Comparaison des déformations totales mesurées et calculées des éprouvettes séchantes
et non séchantes en cours de fluage (béton des supports - mesures brutes sans déduction du retrait
libre)

3.6 Reésultats des essais sur grandes poutres

3.6.1 Comportement au jeune age
Mesures de température

La figure 3.9 illustre ’évolution de la température de la partie supérieure du surbéton des
poutres B1, B2 et B5. Le tableau 3.4 récapitule les résultats principaux obtenus pour chaque
poutre. Les résultats montrent que 1’élévation maximale de la température AT, est proportion-
nelle 4 la hauteur Apey du nouveau béton. Le caractére thermoactivé de la réaction d’hydratation
est mis en évidence par le fait que le temps nécessaire pour atteindre le pic to_y;c diminue lorsque
hnew augmente. Les courbes de refroidissement sont pratiquement toutes paralléles. Ceci indique
que la conductibilité et la capacité thermiques du béton ne sont pas influencées, de maniére si-
gnificative, par la présence de I’armature ou par celle des fibres métalliques.

La figure 5.6 a) permet de suivre 1’évolution de la différence de température entre le vieux et
le nouveau béton de la poutre A3. Une valeur maximale de cette différence de 5°C a été observée
sur la poutre A5 [Bern(00|. Ce résultat indique que les gradients thermiques sont faibles sur la
hauteur des poutres. Par conséquent, les effets thermiques au jeune age ne devraient donc pas
engendrer des contraintes importantes dans les éléments hybrides testés.

Evolution des déformations

La figure 3.10 présente ’évolution des déformations mesurée par chaque capteur dans la
poutre Al. Sur ce diagramme, la déformation est mise & zéro lorsque le capteur placé en haut
du surbéton (A1FiH) atteint le pic. Trois phases peuvent étre distinguées : une premiére de
zéro & douze heures durant laquelle les trois capteurs se dilatent, une seconde de douze a trente
heures lorsque le support continue de gonfler pendant que le surbéton commence son retrait et
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Figure 3.9: Influence de la hauteur du nouveau béton sur ’évolution de la température de la
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= == = Temps [heure] -

i

partie supérieure du surbéton

108

120

132 144

Poutre | hnew [mm] | Ttrais [°C | Tmax [°C] | ATy [°C) | to—pic [heure] ]
Al 70 19.5 27 7.5 15
A2 120 20 33 13 16
A3 120 21 33.5 12.5 18
A4 120 21 33 12 15
A5 170 24 43.5 19.5 14
B1 70 20 27 7 15
B2 120 24 39 15 16
B3 120 24.5 39 14.5 18
B4 120 24 38 14 17
B5 170 25 44 19 13
C1 70 12 21 9 24
C2 120 14 28 14 24
C3 120 15 31 16 24
C4 120 15 30.5 15.5 24

Tableau 3.4: Récapitulation des mesures thermiques
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Figure 3.10: Evolution des déformations dans la poutre Al
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Figure 3.11: Evolution de la déformation d’une section plane de la poutre Al

une troisiéme aprés trente heures pendant laquelle les trois capteurs indiquent un retrait. C’est
durant la seconde phase que l'effet de courbure est le plus marqué. A l'aide de ces mesures, on
peut montrer que les sections planes restent planes au jeune 4ge (voir figure 3.11). Notons encore
que le temps écoulé pour que la déformation mesurée en haut du surbéton atteigne son pic est
toujours plus court que le temps écoulé pour que la température atteigne son pic au méme point.
Ce décalage dans le temps entre le pic de température et le pic de la déformation est illustré au
chapitre 5 a la figure 5.6. Ce décalage a été mis en évidence sur les quatorze éléments hybrides
testés [Bern00).

Signalons pour finir que 'amplitude des déformations mesurées durant la phase de refroi-
dissement augmente lorsque la hauteur hpe, augmente. De plus, la présence de Parmature et
des fibres métalliques n’influence pas ’amplitude des déformations mesurées au jeune age. Cette
derniére constatation s’explique par le fait qu’une fissuration traversante des surbétons n’est pas
apparue. :
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Figure 3.12: Déplacements de la poutre A4 non sollicitée par les caisses de plomb (série 1)

3.6.2 Comportement & long terme
Déplacements des poutres sans caisses de plomb

Les figures 3.12 et 3.13 a) et b) illustrent I’évolution des déplacements® des poutres A4, B3 et
C2 non sollicitées par les caisses de plomb. Les extrémités de la poutre A4 (série 1) se soulévent
sous l'effet du séchage et le centre s’abaisse. L’effet de courbure dt au séchage est symétrique.
Un comportement fort différent est observé pour la poutre B3, dont les mesures de déplacements
ont débuté a ’dge de 404 jours. L'effet de courbure et les déplacements sont quasiment nuls.
Malgré un 4ge plus élevé au début des mesures (466 jours pour C2 au lieu de 178 pour A4), la
poutre C2 présente un comportement qui se rapproche de celui de la poutre A4. Ces résultats
seront exploités au chapitre 5.

Déplacements et complaisance des poutres sollicitées

La figure 3.14 illustre ’évolution des déplacements totaux mesurés sur les poutres A1l et Bl au
cours de ’essai de fluage flexionnel. La quantité de plomb sollicitant ces poutres a été augmentée
aprés quatorze jours. La pente des déplacements différés mesurée sur B1 est plus grande que celle
des déplacements différés de A1. Rappelons que les poutres Al et Bl se distinguent uniquement
par leur taux d’armature contenu dans le surbéton. Une influence identique est mise en évidence
a la figure 3.15 dans le cas des poutres A2 et B2, dont hpey vaut 120 mm. Les résultats des
autres poutres peuvent étre consultés dans [Bern00] et seront exploités au chapitre 5.

Lorsque les déplacements d’une poutre identique non sollicitée par les caisses de plomb sont
connus, les différentes composantes des déplacements totaux d’une poutre sollicitée peuvent étre

3Les déplacements sont admis positifs lorsque la poutre descend (le déplacement élastique di aux caisses de
plomb est positif a I’extrémité de la poutre).
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Figure 3.13: Déplacements de la poutre a) B3 et b) C2 non sollicitées par les caisses de plomb
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Figure 3.14: Déplacements totaux mesurés sur les poutres Al et Bl durant l'essai de fluage
flexionnel (série 1)
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Figure 3.15: Déplacements totaux mesurés sur les poutres A2 (série 1) et B2 (série 2) durant
Pessai de fluage flexionnel

distinguées. A I’aide uniquement des déplacements élastiques et de ceux dus au fluage, la théorie
de D’élasticité nous permet de calculer un module d’élasticité instantané qui correspond & un
module global de la poutre a un instant donné. En prenant l'inverse de ce module, une fonction
de complaisance J(¢,t1) peut étre déterminée pour chaque point ou les déplacements sont mesurés
[Bern00]. La fonction J(t,t1) ne dépend ni de hyeq, ni du niveau de contrainte nominale. Aucune
différence significative n’est relevée entre les fonctions de complaisance, qu’elles soient calculées
au centre de la poutre ou sous les caisses de plomb. Ce résultat signifie qu’aucun endommagement
localisé (par exemple sur appui) n’est intervenu au cours des essais.

Sur la base de nos résultats, notons encore que le niveau de contrainte n’a pas eu d’influence
significative sur 1’évolution des fonctions de complaisance, qu’une interface de moins bonne
qualité (C4 comparativement & C3) n’a pas influencé I’évolution des fonctions de complaisance
et que le comportement des poutres C (80 kg/m? de fibres) s’est rapproché de celui des poutres
A (4 ¢ 10 mm).

Fissuration des surbétons

Initialement, nous nous attendions 4 observer tout d’abord des macrofissures verticales dans
les surbétons provoquées par 'entrave des déformations de séchage, puis & leur propagation soit
dans le support, soit a 'interface entre les deux matériaux.

Le surbéton de la poutre B1 est celui qui s’est le plus fissuré durant 1’essai de fluage flexionnel.
Les premieres fissures se remarquent environ trente jours apres le début de l’essai (voir figure 3.16
a). Le fait que la membrane époxyde soit également fissurée témoigne que ces macrofissures sont
bien apparues en cours d’essais. Pour les fissures apparues prés du bord de la poutre, I'ouverture
moyenne varie entre 25 et 60 um. Pour les fissures apparues au centre de ’élément, elle varie
entre 15 et 25 pum. Les fissures sont principalement orientées transversalement a la poutre. A
Paide de la figure 3.16 b), on remarque que la profondeur visible des fissures varie entre 35 et 50
mm. L’espacement des fissures présentes sur les bords de 1’élément varie entre 150 et 200 mm.
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Figure 3.16: Fissuration du surbéton de la poutre B1, a) vue en plan et b) vue de profil

Des amorces de faengage sont parfois visibles au centre du surbéton.

La poutre Al, pour sa part, ne présente pas du tout le méme schéma de fissuration. Les
macrofissures sont quasiment absentes, 4 'exception de quelques amorces situées sur les bords de
I'élément dans les zones d’appuis. Rappelons que les poutres Al et Bl se distinguent uniquement
par leur taux d'armature contenu dans le surbéton. Par conséquent, un plus fort taux d’armature
favorise I'apparition de la fissuration du surbéton. Pour les poutres dont fipe, est plus grand,
cette influence du taux d’armature n'est plus observée.

Au chapitre 2, on a montré que le degré d’entrave u dépend de la géométrie de I'élément
hybride et du rapport m. Dans [Ulm96] et [Nmai98|, il est démontré que I'armature contribue
également A l'entrave des déformations de séchage et favorise I'apparition de la fissuration dans
le béton d’enrobage. En conclusion, il semble done logique que ce soit la poutre Bl (dont hpew
vaut 70 mm et dont le surbéton contient le plus fort taux d’armature) qui présente la plus forte
fissuration sous l'effet du séchage.

Evolution des déformations

Les mesures de déformations permettent d’arriver aux mémes conclusions que celles tirées
sur la base de la mesure des déplacements. La figure 3.17 illustre I'évolution des déformations
de la poutre A2. Le point zéro des courbes est choisi au début de l'essai de fluage flexionnel. Il
est intéressant de noter que 'amplitude des déformations dues aux effets d’hydratation et celles
dues au séchage est 5 a 10 fois plus grande que celle des déformations dues 4 la mise en place des
caisses de plomb. Des ordres de grandeur similaires sont mentionnés dans [Benm92]. De plus,
ces mesures de déformations ont permis de démontrer que les sections planes restent planes, que
les poutres soient sollicitées ou non par les caisses de plomb |Bern00|.
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Figure 3.17: Evolution des déformations de la poutre A2
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Figure 3.18: Influence de la hauteur hye,,, du taux d’armature et de la présence de fibres dans
le surbéton sur la résistance a la traction directe fo; mesurée au cours de I’essai de rupture
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Figure 3.19: Influence du taux d’armature et de la présence des fibres sur le comportement a la
rupture pour hnpew = 120 mm

3.6.3 Comportement des poutres a la rupture
Comportement pré-pic

Le comportement pré-pic des quatorze poutres est quasiment linéaire. La figure 3.18 illustre
la diminution de la résistance & la traction directe des surbétons f.; en fonction de hpey. La
valeur de f. est calculée & 'aide de la moyenne des forces Fyorqg €t Fguqg qui ont provoqué
I’apparition de la premiére macrofissure dans le surbéton, en tenant compte du poids propre
et de l'effet de taille da & la hauteur de la poutre selon les formules de [Uchi92], données dans
[Baza98|. Ajoutons que la contrainte maximale de traction provoquée sur appui par le poids
propre vaut entre 13 et 20 % de f.; suivant h,e,. Pour les petites valeurs de hyey, la diminution
de fer est plus forte lorsque le taux d’armature augmente. Ce résultat confirme la présence
d’un endommagement provoqué par I’entrave des déformations dues au séchage. Etant donné les
valeurs élevées obtenues pour f, aucune autocontrainte résiduelle due aux effets d’hydratation
ne semble étre présente dans les surbétons au moment de l’essai de rupture.

Comportement post-pic

Le comportement post-pic des poutres A et B est similaire a celui d’un élément monolithique
en béton armé. Aucune délamination est observée sur les poutres B. Des amorces de délamination
sont relevées sur les poutres A2, A3 (voir figure 3.20) et A5 [Bern00).

La figure 3.19 compare le comportement des poutres A3, B4 et C2. Ces résultats montrent
que les fibres métalliques ne contrdlent pas aussi efficacement la croissance de la fissuration que
Parmature. Aucun comportement multifissurant n’a été observé da a la présence des fibres. Plus
la hauteur hy,e, augmente, plus 'inefficacité des fibres est grande.

Les figures 3.20 a 3.22 présentent les schémas de fissuration des poutres A3, B4 et C2. Les
amorces de délamination sont importantes pour la poutre C2. De plus, sachant que 'ampleur
de la délamination de la poutre C1 est similaire a celle de A1 [Bern00|, on peut affirmer qu’une
diminution du taux d’armature et une augmentation de hy,e, favorisent la délamination. En
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Figure 3.21: Schéma de fissuration de la poutre B4

outre, en comparant les schémas de fissurations des poutres C2 et C4, donnés aux figures 3.22
et 3.23, on remarque qu’une interface de moins bonne qualité favorise la délamination.

L’interférométrie ” Speckle” montre que les microfissures en surface dues au retrait plastique
et au retrait de séchage ne constituent pas forcément des points d’amorcage des macrofissures
provoquées par ’application des forces a ’aide des vérins. De plus, la propagation de la fissuration
lorsque la sollicitation est maintenue constante a été observée (voir dans [Bern00] et [Facc99)).

La présence des caisses de plomb, maintenue durant six mois lors de 'essai de fluage flexion-
nel, n’a aucune influence sur le comportement & la rupture des éléments hybrides. Ce résultat
est cohérent avec la grande différence d’amplitude des déformations engendrées par les effets
d’hydratation et le séchage et celles engendrées par les caisses de plomb.

3.7 Synthése des résultats

Les mesures effectuées au jeune 4ge mettent en évidence la proportionnalité qui existe, d’une
part, entre I’épaisseur du nouveau béton hye, et 1’évolution de la température et, d’autre part,
entre hye, et I’évolution des déformations. De plus, les différences de température entre le
nouveau béton et le support des quatorze éléments hybrides restent faibles durant I’hydratation.
Dans les conditions de nos essais, aucun endommagement attribuable aux seuls effets thermiques
n’est relevé. Cette constatation explique pourquoi le taux d’armature et la présence des fibres
n’ont pas d’influence sur le comportement au jeune 4ge des éléments hybrides testés. Pour un
dge minimum du surbéton de 402 jours, les essais de rupture ne sont pas en mesure de mettre
en évidence 'existence d’autocontraintes dues aux effets d’hydratation.

Durant ’hydratation du nouveau béton, un décalage dans le temps entre le pic de tempéra-
ture et le pic des déformations est observé dans la partie supérieure du surbéton des quatorze
éléments hybrides testés. La fin du gonflement a lieu plus t6t que la fin de I’échauffement.
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Figure 3.23: Schéma de fissuration de la poutre C4

Les déplacements mesurés sur la poutre B3 (hpew = 120 mm, 6 ¢ 14) non sollicitée au
cours de 'essal de fluage flexionnel sont quasiment nuls comparativement & ceux mesurés sur la
poutre A4 (hpeyw = 120 mm, 4 ¢ 10). De plus, la pente des déplacements mesurés sur les poutres
sollicitées au cours de ’essai de fluage flexionnel est plus grande lorsque le taux d’armature
contenu dans le surbéton est plus grand. En outre, le séchage imposé au cours de ’essai de fluage
flexionnel provoque un endommagement visible principalement sur le surbéton de la poutre B1.
Ce surbéton est celui dont I’épaisseur est la plus faible et qui contient le taux d’armature le plus
important.

Les différents niveaux de contrainte nominale imposés au cours de ’essai de fluage flexionnel
n’engendrent pas de non-linéarité des déplacements mesurés. De plus, le comportement 4 la rup-
ture des éléments testés ne dépend pas des sollicitations mécaniques antérieures. Par conséquent,
aucune fissuration différée des surbétons liée au niveau élevé de traction n’est survenue au cours
de l’essai de fluage flexionnel.

Les essais de rupture montrent que la délamination est favorisée lorsque la hauteur du nou-
veau béton hpe, augmente. La présence d’une armature permet de diminuer 'ampleur de la
délamination. De plus, une interface de moindre résistance favorise la propagation de la délami-
nation.

Pour les hauteurs Ay, supérieures ou égales 3 120 mm, 80 kg/m? de fibres métalliques ne
sont pas en mesure de contrdler la fissuration verticale et la délamination des surbétons testés
de maniére aussi efficace que quatre barres de ¢ 10 mm. Aucun comportement multifissurant
n’est observé. Pour des épaisseurs hye, plus faibles, 'efficacité des fibres semble s’améliorer.
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3.8 Exploitation des résultats

Au chapitre 4, les résultats des essais de caractérisation des bétons, réalisés sur des éprou-
vettes, serviront au calage des modeéles qui constituent I'outil d’analyse. Ensuite, les résultats
obtenus sur les poutres hybrides seront utilisés au chapitre 5 afin de valider cet outil.

Les objectifs de la suite de ce travail sont tout d’abord de déterminer les conditions dans
lesquelles une fissuration qui survient durant la fabrication d’un élément hybride peut étre évitée.
Il s’agit également d’étudier ’évolution des autocontraintes dues aux effets d’hydratation et de
voir si celles-ci disparaissent avec le temps comme semble 'indiquer les résultats d’essais.

La fissuration des surbétons au cours de l’essai de fluage flexionnel a été beaucoup moins
marquée par rapport a nos attentes initiales. De plus, certaines fissures verticales se sont arrétées
au milieu de la nouvelle couche sans atteindre I'interface. Ces indications mettent en avant le
role majeur joué par le fluage en traction du béton qui, en permettant de relaxer les contraintes
de traction, diminue ’ampleur de la fissuration. Par conséquent, la modélisation du fluage en
traction est particuliérement poussée au chapitre 4 et son influence sur le comportement des
éléments hybrides est discutée en détail au chapitre 6.

Les résultats expérimentaux indiquent que le niveau de contrainte nominale imposée durant
I’essai de fluage flexionnel n’a pas eu d’influence significative sur I’évolution des déplacements
des poutres. Afin de remettre en cause cette conclusion, le niveau de chargement sera pris en
compte lors de la modélisation du fluage en traction du béton au chapitre 4 et son influence sur
le comportement en service des poutres hybrides rediscutée au chapitre 5.

Malgré une interface de bonne qualité, la délamination d’un élément hybride n’a pas pu étre
évitée au cours de ’essai de rupture. Un taux caractéristique d’armature disposée dans le surbé-
ton est & définir afin d’empécher cette délamination. Ce taux caractéristique dépend fortement
de épaisseur du nouveau béton et de la position de l'interface par rapport & I’axe neutre de 1'é1é-
ment hybride. Sa détermination sera effectuée au chapitre 6. Dans une moindre mesure et pour
de faibles épaisseurs de surbéton, la participation des fibres métalliques peut éventuellement étre
prise en compte lors de la détermination de ce taux d’armature caractéristique.



Chapitre 4

Description de P’outil d’analyse

Ce chapitre débute en présentant la conception de loutil d’analyse. Il s’agit de mettre en
évidence les différents phénoménes physiques modélisés et leurs couplages. L’apport du présent
travail se concentre sur l'amélioration de la modélisation des déformations viscoélastiques et de
leur couplage avec la fissuration du béton. Ensuite, le paragraphe 4.2 se consacre a la description
des modeéles inclus dans Uoutil d’analyse. Sans donner une valeur numérique & leurs paramétres,
la notion de maturité du béton, les modéles de transport thermique et hydrique, le retrait endo-
géne, la viscoélasticité propre et transitoire, ainsi que la fissuration quasi-statique et différée sont
décrits. Les approches choisies pour tenir compte de la présence de l’armature et de l'interface
entre deux bétons sont respectivement illustrées aux paragraphes 4.3 et 4.4. La détermination
de la valeur de tous les paramétres des modéles est effectuée au paragraphe 4.5. Ce paragraphe
commence par fizer les paramétres des modéles indépendants. Puis, une procédure est donnée
dans le but de définir les paramétres des modéles qui représentent les phénoménes couplés. La
valeur de tous les parameétres des modéles est donnée a l'annexe C. Pour finir, une évaluation
de Voutil d’analyse est effectuée au paragraphe 4.6 dans le but d’apprécier sa précision.

4.1 Conception

Sur la base de ’état des connaissances exposé au chapitre 2 et des résultats de la campagne
expérimentale décrite au chapitre 3, la modélisation du comportement des éléments hybrides
nécessite la prise en compte des quatre catégories de phénomeénes décrits a la figure 4.1 :

— les effets chimiques liés & Phydratation du ciment et la notion de maturité qui lui est
associée,

— les mécanismes de transport thermique et les déformations que les variations de tempéra-
ture induisent,

— les mécanismes de transport hydrique et les déformations que les variations d’humidité
relative induisent,

— le comportement mécanique du béton qui doit étre admis viscoélastique et prendre en
compte de I'apparition de la fissuration.

Comme lillustre la figure 4.1, le comportement réel du béton fait apparaitre de forts cou-
plages entre ces quatre catégories de phénomeénes. En effet, la réaction d’hydratation provoque

67
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Figure 4.1: Structure de I’outil d’analyse et couplages entre les phénomeénes

un dégagement de chaleur qui va influencer les phénomeénes de transport thermique (relation
a). De méme, cette réaction consomme une partie de ’eau contenue dans le ciment et influence
les phénomeénes de transport hydrique (d). Ces variations de température et d’humidité relative
provoquées par la réaction d’hydratation influencent sa cinétique et modifient la maturité du
béton (b)(e). Ensuite, étant donné que la maturité dépend de la température et de I’humidité
relative du béton, ses coefficients de dilatation thermique et hydrique et les caractéristiques mé-
caniques, tels que le module d’élasticité et la résistance a la traction, en dépendent également
(¢)(f)(g)(h). Par rapport & une température de référence constante de 20°C et des conditions sa-
turées d’humidité relative, I’amplitude des déformations viscoélastiques est plus grande lorsque
cette température constante est plus élevée (i) et plus faible lorsque le béton, en équilibre hy-
drique, est plus sec (j). De méme, ’amplitude des déformations viscoélastiques augmente lorsque
le niveau de la sollicitation se rapproche de la résistance 4 la traction du béton (k). En fonction du
niveau de sollicitation en traction, une partie des déformations viscoélastiques est attribuable a la
microfissuration du béton et des ruptures différées interviennent (1). Lorsque des déformations
viscoélastiques ont lieu en conditions thermiques ou hydriques transitoires, elles augmentent
(m)(n). Les déformations chimiques, thermiques et hydriques engendrent des contraintes dans
une structure en béton lorsqu’elles sont entravées ou non uniformes sur la section d’un élément.
Etant donné que la relaxation de ces contraintes dépend de la viscoélasticité et de la fissuration
du béton, 'amplitude apparente des déformations chimiques, thermiques et hydriques en dépend

également (0)(p)(q)(r)(s)(t)-

Le développement de 'outil d’analyse HE AT 6.0 est effectué sur la base d’un outil existant, le
logiciel HEAT 3.0 réalisé par Roelfstra [Roel89]. Cet outil existant tenait compte des couplages
entre les quatre catégories de phénomeénes illustrés 4 la figure 4.1 par des traits continus noirs.
La relation (d) en trait discontinu noir n’est pas prise en compte dans HEAT 3.0.

L’apport du présent travail se concentre sur 'amélioration de la modélisation des défor-
mations viscoélastiques et de leur couplage avec la fissuration du béton et les phénomenes de
transport hydrique et thermique. Il s’agit de prendre en compte les relations (i) & (n) illustrées
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a la figure 4.1 par des traits continus gris. Cet apport est nécessaire afin de modéliser de ma-
niére précise 'amplitude apparente des déformations chimiques, thermiques et hydriques d’un
élément de béton. En d’autres termes, ces déformations apparentes ne sont rien d’autre que le
retrait endogéne, le retrait induit par les effets thermiques et le retrait de séchage d’un élément
de structure.

L’outil d’analyse HEAT 6.0 est basé sur la méthode non-linéaire des éléments finis dont
les principes sont décrits en détail dans [Hugh91] [Zien91|. Les éléments finis utilisés sont des
quadrilatéres a quatre noeuds et quatre points d’intégration de Gauss. Les phénomeénes sont
modélisés en deux dimensions, soit en état plan de contraintes, soit en état plan de déformations
ou en conditions axisymétriques.

Pour chaque incrément de temps At = t, — t,_1, Poutil d’analyse détermine tout d’abord
les propriétés physiques en chaque point de la structure, c’est-a-dire la maturité M (¢,,), le degré
d’hydratation & (t,) , la température T'(t,), la teneur en eau w (¢,) et ’humidité relative h (t,,).

L’étape suivante consiste a résoudre le systéme d’équation d’équilibre incrémentiel. Il s’agit
de calculer, en chaque noeud du maillage, les déplacements qui correspondent & I'incrément de
forces appliquées (AF = Fegin — Fintn—1) sur la structure. Dans cette nouvelle configuration,
la connaissance des déplacements permet de déterminer les incréments de déformations Ae€ en
chaque point de Gauss. Les lois constitutives S,.; implémentées dans HEAT 6.0 permettent
ensuite de calculer les incréments de contraintes Ao en tenant compte du comportement visco-
élastique Sye du béton et de la fissuration Sy. A ce stade, les incréments Ae, de déformations
chimiques, thermiques et hydriques sont pris en compte.

Ao =0, — 0p_1 = Syer (Ae—Aey) (4.1)

Les incréments de contraintes Ao sont ensuite utilisés pour calculer les forces internes Fip:
dans la configuration actuelle. La différence entre les forces extérieures Feg¢ rn, imposées sur la
structure et les forces internes Fyp; », constitue le défaut d’équilibre AF;. Si AF; est inférieur &
la précision de calcul voulue, la configuration d’équilibre relative a Fegy , est trouvée et I’analyse
peut passer au pas de temps suivant. Si AF; est supérieur & la précision de calcul voulue, des
itérations doivent &tre effectuées afin de converger vers la configuration d’équilibre relative a
Feyt n. Les itérations d’équilibre sont effectuées en utilisant la méthode de Newton-Raphson.

4.2 Description des modéles

4.2.1 Maturité du béton

La notion de maturité M (t) permet de tenir compte du caractére thermo-hygroactivé de la
réaction d’hydratation du béton sur l’évolution de ses propriétés physico-mécaniques. 1l s’agit
d’'un Age équivalent défini par ’équation 4.2. Si ’hydratation avait lieu & une température
constante de 20°C et en conditions saturées en humidité, la maturité serait équivalente a ’age

du béton.

thdr 1 1
M(t) — /e R (Tref T(t)+273) 1 - dt (4.2)
J 1+ (ac — ach(t))
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avec Trer = 293 °K, T (t) : température effective au temps ¢ en [°C}, Qpyqr : énergie d’acti-
vation relative au phénomeéne d’hydratation du béton en [J/mol] et R : constante universelle des
gaz parfaits = 8.3144 J/mol -°K, h(t) : humidité relative du béton au temps ¢ [-], a, : coefficient
[-]. Dans ’équation 4.2, l'influence de la température sur M (t) est décrite & 1'aide d’une loi
d’Arrhénius [Rego80] et celle de 'humidité relative par une expression proposée par BazZant et
Najjar [Baza72b).

4.2.2 Transport thermique

Les phénomeénes de transport thermique dans un milieu homogéne sous conditions transitoires
obéissent aux lois de Fourier (équation 4.3) :

— _ — .
q (t) = —=Ar grad T (t) (flux thermique) (4.3)
CT%Z +div q (t) — _dH_h&(M =0 (transfert thermique) .

avec T (t) : température au temps ¢, Ap : coefficient de diffusion thermique en [W/m - °K],
cr : capacité thermique en [kJ/m3 - °K] et Hpygr(M (t)) : quantité de chaleur dégagée par
I’hydratation & maturité M (t) en [kJ/m3].

Le dégagement de chaleur durant I’hydratation est représenté a 1’aide d’un modéle empirique,
développé pour l'industrie danoise du ciment dans [Roel94] :

Hiyar (M () = Hy e~ (3)" (4.4)

avec Hr : quantité totale de chaleur d’hydratation en [kJ/m?], aq et by : paramétres carac-
térisant le modeéle [-].

Les conditions de bords thermiques sont de deux types. D’une part, la température peut étre
prescrite aux frontiéres du domaine. D’autre part, des conditions de bords de type convectives
peuvent étre définies de la maniére suivante :

a6 (t) =np (T(t) - Te(t))p ™ (4.5)

avec gp (t) : flux de chaleur & travers la frontiére B en [W/m?], w1 : coefficient de transfert
de chaleur en [W/m? - °K], T.(t) : température de l'air extérieur au temps ¢ en [°C] et 7 :
vecteur normal a la frontiére B.

Les variations de température induisent des déformations volumiques définies comme suit :

&= ar (M () T (t) & (4.6)

avec ag (M (t)) : coefficient volumique de dilatation thermique a la maturité M (t) en [um/m-

L
°K], T (t) : taux de variation de la température au temps ¢ et 4 : tenseur volumique.
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4.2.3 Transport hydrique

La modélisation du transport hydrique est réalisée en adaptant le modéle de Bazant tiré
de [Baza72b]. Le lien entre ’humidité relative! des pores A et la teneur en eau w du béton est
réalisé a I’aide d’un isotherme de désorption dont la définition est donnée dans [Roel89]. A P’aide
du principe de conservation de la masse, I’équation non-linéaire de diffusion hydrique est définie
de la maniére suivante :

T () =— D(h(t) grad h(t) (flux hydrique)
%dtﬁ +div g (t) ~ %%(t)) =0 (transfert hydrique)

4.7)

D (h(t)) = Dy [ah + Tll__ih;-)j} (coefficient de diffusion)
1—h¢

avec h (t) : humidité relative des pores au temps t, hpyqr (M (t)) : diminution de ’humidité
relative durant la réaction d’hydratation (autodessiccation), Dy : coeflicient de diffusion hydrique
a état saturé (h = 1) en [mm?/jour], a et h. : paramétres du modéle.

Pour des bétons usuels, hpyqr (M (t)) décroit graduellement de 1 4 0,96 [Baza88]. Cette varia-
tion étant faible, elle est négligée par la suite. Cette simplification est liée au fait que le modéle
est exprimé en terme d’humidité relative h et non pas en terme de teneur en eau w des pores
[Baza88]. A ce stade, on justifie donc le fait de ne pas prendre en compte le couplage entre le
modele de transport hydrique et les effets chimiques durant I’hydratation (relation (d) de la
figure 4.1). Cette simplification n’est plus valable dans le cas de bétons dont le rapport e/c est
faible (bétons & hautes résistances ou bétons de poudres réactives) pour lesquels la valeur de
Phyar(M (t)) peut décroitre jusqu’a 0.7 4 0.6 [Baro94] [Taza98].

Les conditions de bords hydriques sont de type convectives :
ag (t) =7 (R(t) = he(t))p 7 (4.8)

avec qg (t) : flux d’humidité relative a travers la frontiere B en [mm/jour], mp, : coefficient de
transfert hydrique en [mm/jour|, he(t) : humidité relative ambiante de l’air extérieur au temps
t en [~] et T : vecteur normal & la frontiére B.

Les variations d’humidité relative créent des déformations volumiques définies comme suit :

Sen=on (M (1)) h(t) & (49)

avec ap, (M (t)) : coeflicient volumique de dilatation hydrique a la maturité M (t) en [um/m)|,

h (t) : taux de variation de ’humidité au temps ¢.

4.2.4 Retrait endogéne

Au paragraphe précédent, on a vu que ’autodessiccation due aux effets chimiques est négligée
dans le modeéle de transport hydrique. Toutefois, les déformations induites par ce phénoméne
sont prises en compte en introduisant point par point une déformation volumique qui dépend
de la maturité du béton.

'D’aprés [Baza88], h = p/psat (T') avec psa: (T') : pression de vapeur saturante & la température T
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4.2.5 Evolution des caractéristiques mécaniques

Deux lois sont utilisées afin de prendre en compte 1’évolution des caractéristiques mécaniques
du béton en fonction de I'avancée de son hydratation. L’équation 4.10, tirée de [Schut96| est basée
sur la notion du degré d’hydratation? & (M (t)) = Hpyar (M (t)) /Hr. Cette loi représente bien
I’évolution des caractéristiques mécaniques durant les cing premiers jours.

_(§=60\° _
p(§) = p(§=1) (4.10)
1—-¢&
avec £, : seuil d’hydratation [—], c’est-a-dire qu’il faut que le degré d’hydratation £ soit

supérieur a £, pour que la caractéristique mécanique considérée commence a augmenter, p(§) :
résistance considérée ou module d’¢lasticité en [N/mm?], c : facteur variable selon la propriété
considérée [-].

L’équation 4.11, légérement adaptée de la relation proposée par le code modeéle CEB-FIP

[Cebf90], est tirée de [Char98]. Cette seconde loi est basée sur la notion de maturité M (t) et
représente bien 1’évolution des caractéristiques mécaniques du béton & partir de cing jours.

28

%
)= | 0| =28 ) (4.11)

avec M (t) : maturité du béton en [jours], p (M) : résistance considérée ou module d’élasticité
en [N/mm?), s : facteur caractérisant la vitesse de prise du ciment [-], b : facteur variable suivant
la propriété considérée [-].

4.2.6 Viscoélasticité propre

Le comportement viscoélastique propre du béton est admis isotrope et dépend de la maturité
du béton. Il est représenté & l’aide d’'un modele de Maxwell généralisé et d’un coefficient de
Poisson v constant. Une telle approche a été validée au cas du béton par Bazant [Baza74].

Pour toutes les analyses présentées lors de ce travail, le modéle rhéologique est constitué
de six éléments de Maxwell disposés en paralléle. Le péme élément de Maxwell est composé
d’un ressort de module E, et d’un amortisseur de viscosité 1, = E,7, disposés en série. Les
valeurs retenues pour les temps de retard 7, sont 7, = 10?, avec @ qui prend les valeurs entiéres
comprises entre 0 et 5.

Dans le cas du modeéle admis ici, ’équation incrémentielle 4.1 devient :

At

6 6
on=3 Ack+ Y o, e
p=1. =1

= (4.12)
avec Aot = [IAPEEM (1 - e_ﬁﬂ A [Ae—Agg]

2D’un point de vue théorique, la définition du degré d’hydratation telle qu’elle est proposée ici £ (M (t.)) =
Hyyar (M (L)) /Hr est fausse. En réalité, le degré d’hydratation correspond au rapport entre ’eau consommeée
au cours de la réaction et la quantité totale d’eau qui sera consommeée 3 la fin de la réaction. Cette simplification
admise lors de notre modélisation surestime la vitesse d’évolution du degré d’hydratation.
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avec Acg¥ : vecteur des incréments de contraintes du péme élément de Maxwell au temps
tn, 0'“_1 : vecteur des contraintes du péme élément de Maxwell au temps t,_1 et A : matrice
contenant les termes liés au coefficient de Poisson v.

En faisant tendre la valeur de At vers 0, équation 4.12 devient :

6 6
on=3 E, AlAe-A¢r]+ Y oh (4.13)
p=1 p=1

6
Sachant que > E, = E, cette derniére équation correspond au comportement élastique
p=1
isotrope du béton. Les modules E,, sont donc des proportions du module d’élasticité E,., calculées

pour une maturité moyenne (Mt—"iév‘ﬂt—"-'—ll) sur At. Le caractére vieillissant du fluage propre

6
est pris en compte de deux maniéres : d’une part, >, E, dépend de la maturité du béton,
u=1

d’autre part, les proportions E,,/Fe. en dépendent également. Cette derniére condition permet
de prendre en compte l'influence de ’age a partir duquel une sollicitation de fluage débute sur
son amplitude et sa cinétique.

Influence de la température, de ’humidité et du niveau de contrainte

I’expression 4.14 permet de tenir compte des non-linéarités dues 4 'influence de la tempéra-
ture, de I’humidité relative et du niveau de contrainte en traction sur I’évolution du fluage propre.
En fait, il s’agit de corriger I’expression de I’incrément de temps At, utilisée dans I’équation 4.12,
selon un principe similaire 4 celui employé pour le calcul de la maturité.

Sruf 1 1 sinh ¢, %
Atcorr = € " (TTEf T+273) (at + (1 - at) h2) __Ef_fﬁ At (414)
ctﬁlt-

avec Tref = 293 °K, T : température effective en [°C], @, : énergie d’activation relative
au phénomene de fluage du béton en [J/mol] et R : constante universelle des gaz parfaits =
8.3144 J/mol - °K, a; et ¢ : coefficients [-], o : contrainte principale la plus grande en traction
en [N/mm? et f. : résistance & la traction quasi-statique calculée pour une maturité moyenne

(——i—l—-—i——ZM tn +éw lno ) sur At.

La premiére partie de ’expression 4.14 est une loi d’Arrhénius. La seconde partie de 1’équa-
tion 4.14 est tirée des travaux de Bazant et Chern [Baza85]. La troisiéme partie de 4.14 est
introduite afin d’augmenter la cinétique du fluage propre lorsque le niveau de contrainte de trac-
tion augmente. Cette derniére expression est basée sur la notion d’énergie d’activation (modele
de Eyring) [Eyri36] [Krau75].

4.2.7 Viscoélasticité transitoire

Le fluage transitoire hydrique est pris en compte en suivant les principes établis par Bazant

et Chern [Baza85]. 1l s’agit d’introduire une variation E;gh,sis de la vitesse de déformation Ek,h
due a la présence de la sollicitation de fluage (load- or stress-induced-shrinkage) :
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[ ]
€k h,sis— Toh 01

;'L (t)‘ 5 (4.15)

avec oy : contrainte principale la plus grande (> 0 en traction et < 0 en compression) en
[N/mm?] et 7o}, : coefficient en [mm?/N].
Le fluage transitoire thermique est traité de la méme maniére que précédemment en introdui-

. . L4 . . . [ d N , « . .
sant une variation €; 74 de la vitesse de déformation €y due a la présence de la sollicitation
de fluage :

L ]
€k Tsis— ToT O

T (t)’ E) (4.16)

avec o7 : coefficient en [mm?/N - °K].

4.2.8 Fissuration
Fissuration quasi-statique

A Daide de la classification proposée dans [Elfg89], les caractéristiques du modéle utilisé pour
décrire la fissuration quasi-statique du béton sont les suivantes :

1. Le comportement des zones non fissurées est admis linéaire élastique (voir figure 4.2 a).
Lorsque la fissuration apparait dans la structure, aucune dissipation d’énergie n’est prise
en compte lors de la diminution de la déformation élastique des zones non fissurées.

2. Le comportement des zones fissurées est décrit a I’aide d’une loi d’adoucissement bilinéaire
(fct,a,wl,'wg, Gp = %fct (w1 + @ wg)) en traction uniaxiale présentée a la figure 4.2 b).
Cette loi constitutive (o, w) permet de déterminer la contrainte transmise par la FPZ en
fonction de ’ouverture w de la fissure fictive, définie ci-dessous au point 3. Une fissure
fictive se propage lorsque la plus grande contrainte principale de traction o atteint la
résistance a la traction du béton fo (M (t)). Lorsqu’une fissure fictive apparait dans la
direction perpendiculaire & celle de oy, la rigidité de P’élément fini est diminuée dans
toutes les directions (adoucissement isotrope). Lorsque la déformation d’une zone fissurée
diminue, son comportement suit une loi définie 4 la figure 4.2 c). La refermeture des fissures
dépend du paramétre vy = wres/w*, avec w* : ouverture effective de la fissure fictive
au moment de la diminution de la déformation. Durant cette phase de diminution de la
déformation d’une zone fissurée, le module d’élasticité du béton vaut (1 — D) E¢. (M (1)),
avec D : coefficient d’endommagement variant entre O et 1. Par un béton usuel, le coefficient
d’endommagement D vaut environ 0.94 lorsque 'ouverture de la fissure fictive atteint wy.

3. La zone de processus de fissuration (FPZ) est localisée dans une "bande” d’éléments finis
(approche smeared crack [Baza83] [Bors86]). Les propriétés de chaque élément fini sont
calculées en divisant la valeur de G (ou celle des paramétres w; et wy) par une longueur
£¢r qui correspond au co6té d’un carré de méme surface que I’élément fini. L’ouverture w de
la fissure fictive correspond au rapport entre les déformations de I’élément finis survenues
apres la localisation et la longueur 4.,.. Lorsque la valeur de w devient supérieure a celle -
de ws, on parlera d’ouverture de la fissure réelle.
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Figure 4.2: Modélisation de la fissuration (approche smeared crack [Baza83] [Bors86))

Fissuration différée

Que la fissuration soit apparue ou non dans la structure, le calcul des contraintes est effectué
en admettant une loi constitutive viscoélastique et non pas seulement élastique comme le suggére
le paragraphe précédent.

D’aprés plusieurs auteurs [Zhou92] [Alva94] [Carp97], le comportement post-pic du béton en
traction ne dépend pas significativement des déformations purement visqueuses. Par conséquent,
nous admettons que les paramétres o, w; et ws n’en dépendent pas.

Dans le but de modéliser les ruptures différées du béton en traction, survenant lorsque le
niveau de sollicitation est suffisamment élevé (voir paragraphe 2.5.2), la relation 4.17 est proposée
dans le cadre de ce travail. Il s’agit d’admettre que la résistance a la traction apparente f dépend
de la déformation purement visqueuse €,;, calculée dans la direction de la plus grande contrainte
principale o7, de la maniére suivante :

fo (M9 ens) = fu (M (D) [1 = (acr (1 - exp~ere )] (417)

D)) (4.18)

avec €yis — €5 —

avec €5 : déformation purement visqueuse totale dans la direction de oy, €7 : déformation
principale totale, € : déformation thermique, hydrique ou endogéne dans la direction de oy et
Qery ber, Cor @ parameétres du modéle.

Etant donné que f};, dépend de la déformation purement visqueuse totale €, , le temps de
rupture te pour un niveau de contrainte donné dépend de 1’dge de mise en sollicitation.

4.3 Prise en compte de armature

Dans HEAT 3.0, armature est prise en compte selon une approche développée et validée
dans [Mive96]. Il s’agit de superposer aux éléments membranaires de béton un élément ” poutre”
d’acier. Le contact entre les deux types d’éléments est réalisé au moyen d’une loi d’adhérence (7 =
ap sb avec T : contrainte de cisaillement, s : déformation de glissement, a, et b, : parameétres),
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35’ Er [}
i

W

Figure 4.3: Prise en compte de la présence de I’armature dans HEAT 6.0

tirée du code Modele CEB-FIB [Cebf90]. Au droit d’une fissure, les déformations transversales
a I’armature engendrent des contraintes dans la barre (dowel effect). Cette approche est utilisée
pour toutes les simulations relatives au comportement & la rupture des éléments hybrides.

Dans HEAT 6.0, cette possibilité n’est malheureusement plus disponible. 11 a donc fallu dé-
velopper une approche permettant de prendre en compte a la fois les apports de ce travail et la
présence de I’armature dans le surbéton. Cette approche est présentée a la figure 4.3. Seule une
tranche d’épaisseur s de I’élément hybride est modélisée (s correspond a l’espacement moyen
entre deux barres d’armature). Ensuite, la section est divisée en rectangles soit de béton, soit
d’acier (méme type d’élément fini sans aucune superposition). La largeur du nouveau béton situé
sous I’armature est augmentée & s¢, de maniére que I'inertie de la section modélisée Ir,oq soit la
méme que celle de la tranche d’élément prise en compte lyqnche. Selon cette approche, le contact
entre I’acier et le béton est un contact parfait. Les caractéristiques chimiques, thermiques et hy-
driques du matériau "acier” sont définies de maniére identique & celles du surbéton a I’exception
du coefficient de dilatation hydrique a4 qui est nul. Les phénomeénes de transports thermique et
hydrique et les déformations chimiques ne sont donc en rien perturbés par la présence de ’acier.
Le comportement mécanique de I'acier est admis linéaire élastique et indépendant du temps.

4.4 Modélisation de 'interface

Lors des simulations, l'interface est considérée comme un troisiéme matériau disposé entre
le support et le surbéton (voir figure 4.4). Les contacts interface-support et interface-surbéton
sont des contacts parfaits. La couche d’interface est d’une épaisseur de 5 mm pour toutes les
simulations effectuées. Cette épaisseur a fait 'objet d’une étude de sensibilité dans [Habe99)] et
son influence sur le comportement de I’élément hybride est négligeable.

Les propriétés de 'interface sont identiques a celles du surbéton, & ’exception du diagramme
d’adoucissement qui est adapté de maniére homothétique en fonction du rapport entre fe int et
Setnew (voir figure 4.4).

4.5 Détermination des paramétres

La plupart des paramétres des modeéles sont déterminés sur la base d’essais de caractérisa-
tion réalisés sur des éprouvettes, dont les résultats sont présentés au paragraphe 3.5. A défaut
d’essais de caractérisation, les paramétres du modeéle correspondant sont déterminés sur la base
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Figure 4.4: Modélisation de l'interface

de résultats disponibles dans la littérature. Lorsque ’essai de caractérisation permet d’isoler
leffet d’un phénomeéne physique, la détermination des parameétres du modéle qui s’y rattache
peut s’effectuer de maniére indépendante (voir sous 4.5.1). Pour les phénomeénes physiques qui
ne peuvent pas étre distingués expérimentalement, la détermination des parametres des modeéles
correspondants est effectuée en suivant la procédure présentée au paragraphe 4.5.2. Tous les
parameétres relatifs au béton des supports et aux différents surbétons sont récapitulés a I’annexe

C.

4.5.1 Phénomeénes indépendants

— Les paramétres du modéle de transport thermique et ceux du modéle de maturité sont

déterminés 4 ’aide des essais semi-adiabatiques présentés au paragraphe 3.5. La compa-
raison entre les évolutions modélisées et mesurées de la température durant cet essai est
illustrée aux figures 3.5 a) et b).

Les mesures réalisées au jeune age sur les éléments de structure hybride [Bern00] ont
permis de montrer que la valeur de o vaut 8 um/m-°K pour une maturité de 40 heures.
L’influence de la maturité du béton sur e est définie & ’aide des résultats de Glisic [Glis00]
et de Laplante [Lapl94]. Les valeurs admises peuvent étre consultées a annexe C.

Les paramétres de deux équations 4.10 et 4.11 sont calés a 1’aide des essais de caractéri-
sation, présentés au paragraphe 3.5. Les valeurs obtenues pour ’évolution de la résistance
a la compression fey, du module d’élasticité en compression F,. et de la résistance a la
traction fi p sont données au tableau 4.1. Le module d’élasticité en traction est admis
identique a celui déterminé en compression. Notons encore que, dans ’outil d’analyse, c’est
la valeur de la résistance & la traction directe fg qui est utilisée.

Les propriétés de Pacier d’armature sont les suivantes : Egeier = 210000 NV /mm2 et fom =
fet = 460 N/mm?. La loi d’adhérence (1 = a, sbe, avec a, = 12.3 et b, = 0.21) est tirée
du code modele CEB-FIP 90 [Cebf90].

La détermination des parameétres du modeéle de fissuration quasi-statique est réalisée &
Paide des essais de fendage par coin (voir figures 3.6 a) et b)) en suivant la démarche
proposée dans [Briih89]. Les paramétres «,w;,w sont admis indépendants de la maturité
du béton. De plus, la valeur de v, = 0.20, proposée par Dahlblom [Dahl87], est admise ici.
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Modéles Paramétres fem E.. fet,B
[N/mm?] | [N/mm?] | [N/mm?]
pE=1) 54.0 38500 4.20
De Shutter et al. [Schut96] &o 0.15 0.15 0.15
(équation 4.10) c 2.60 0.80 1.50
p (M = 28) 56.0 40000 4.40
CEB-FIP 90 modif. [Char98] s 0.23 0.23 0.23
(équation 4.11) b 1.00 0.40 0.65

Tableau 4.1: Calage des caractéristiques mécaniques valables pour tous les bétons

4.5.2 Phénomeénes couplés

Dans le cas du béton des supports, les paramétres des modeles de retrait endogéne, de
transport hydrique, de fissuration différée, de viscoélasticité propre et transitoire hydrique sont
déterminés en suivant la procédure suivante :

1.

10.

Assignation d’une valeur de départ aux paramétres manquants sur la base de valeurs dis-
ponibles dans la littérature (retrait endogéne [Lapl94][LeRo96][Char99][Glis00] ; transport
hydrique [Baza72b][Alva94][Mart95][Sado97] ; fissuration différée [Alku75]; viscoélasticité
propre [Gvoz66] [Baza74] [Baza85] ; viscoélasticité transitoire hydrique [Parr79] [Roel89]).
Simulation des essais de retrait non séchants (voir figure 3.7 a).

Agustement du retrait endogéne en tenant compte de la perméabilité hydrique de la couche
d’aluminium (7, = 0.02 mm/jour) et des déformations thermiques durant les premiéres
heures (7 = 6 W/m? - °K).

Simulation des essais de retrait séchants pour une surface décoffrée a Pabri du vent 7, = 1
mm/jour (voir figure 3.7 a).

Ajustement du modéle de transport hydrique et de o, (M (t)) en tenant compte du retrait
endogéne, de la fissuration différée et des déformations thermiques durant les premiéres
heures.

Retour au point 2 tant que la concordance des modéles calés jusqu’ici n’est pas jugée
satisfaisante3.

Simulation des essais de fluage non séchants en compression (voir figure 3.8).

Ajustement du modéle de Mazwell généralisé en tenant compte du retrait endogéne, de
la perméabilité hydrique de la couche d’aluminium et des déformations thermiques du-
rant les premiéres heures. Les résultats de Laplante [Lapl93] qui permettent d’obtenir des
proportions entre les déformations viscoélastiques en fonction de 1’dge de mise en solli-
citation sont utilisés pour compléter I'ajustement du modéle de Maxwell généralisé. Ces
proportions peuvent étre déduites des résultats illustrés 4 la figure 5.1 a).

Retour au point 2 tant que la concordance des modéles calés jusqu’ici n’est pas jugée
satisfaisante.

Vérification du modéle de fissuration différée a I’aide des essais de Al-Kubaisy [Alku75] en
tenant compte des déformations visqueuses propres pour un age de sollicitation du béton
de quarante-huit heures.

3Etant donné le nombre important de parameétres & caler, aucune technique d’analyse de régression n’a été
employée et la concordance du modéle est jugée de maniére empirique.
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a) Retrait endogene b) Spectres de retard
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Figure 4.5: a) Valeurs admises pour les retraits endogénes et b) spectres de retard de la chaine

de Maxwell en fonction de la maturité du béton

11. Retour au point 2 tant que la concordance des modéles
satisfaisante.

calés jusqu’ici n’est pas jugée

12. Simulation des essais de fluage séchants en compression (voir figure 3.8).

13. Ajustement du fluage transitoire hydrigue en tenant compte des retraits endogeéne et
hydrique, de la fissuration différée et des déformations thermiques durant les premiéres
heures.

14. Retour au point 2 tant que la concordance des modéles calés jusqu’ici n’est pas jugée
satisfaisante.

Lors du calage des mémes modéles relatifs aux surbétons, la procédure s’arréte au point 6. A
défaut de mesures relatives aux déformations viscoélastiques des surbétons, nous admettons que
ce comportement est identique & celui du béton des supports. La comparaison entre les valeurs
mesurées au cours des essais de caractérisation des bétons et les valeurs obtenues par 'outil
d’analyse est présentée aux figures 3.7 a) et b) et 3.8.

La figure 4.5 a) présente I’évolution du retrait endogéne obtenue pour le béton des supports
et le surbéton de la série 2. Pour une échelle non logarithmique du temps, les évolutions du
retrait endogéne admises a la figure 4.5 a) sont des courbes strictement convexes. La figure 4.5
b) illustre I’évolution des spectres de retard du modele de Maxwell généralisé en fonction de la
maturité du béton.

A ce stade, nous sommes en mesure de déterminer les deux premiers paramétres de I’équation
4.14 sur la base des résultats de Bazant et Chern [Baza85]. A défaut de résultats expérimentaux
relatifs au fluage en traction du béton, la valeur du troisiéme parameétre de 4.14 est déterminée
a l’aide des résultats de Gvozdev [Gvoz66] établis pour le fluage en compression.

Pour finir, la valeur de r,7 est déterminée sur la base des travaux de Parrott [Parr79] et de
Thelandersson [Thel83].
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4.6 Evaluation de la modélisation

L’intérét principal de I'outil d’analyse est qu’il permet de prendre en compte de nombreux
phénoménes, ainsi que leurs couplages. La précision de cet outil repose, d’une part, sur le nombre
et la durée des essais de caractérisation des bétons et, d’autre part, sur 'efficience des modéles.

Pour faciliter la détermination des parameétres et améliorer la précision de I'outil d’analyse,
il aurait été utile de compléter la campagne d’essais de caractérisation a ’aide de mesures du
retrait de séchage réalisées sur une durée d’au moins trois cents jours en variant ’dge de mise
en séchage (par exemple un, deux, sept et vingt-huit jours) et la taille de I'éprouvette. De plus,
des essais de fluage séchants et non séchants réalisés en variant I’dge de mise en sollicitation et
surtout sa nature (compression et traction) auraient également été utiles.

A I'annexe C, on remarque que le coefficient de dilatation hydrique a4, est indépendant de la
maturité des bétons. Sachant que les parameétres du modéle de transport hydrique sont indépen-
dants du temps, les déformations hydriques libres ne dépendent pas de 1’age & partir duquel le
séchage débute. Seule I'influence de la fissuration et celle de la viscoélasticité peuvent entrainer
une dépendance vis-a-vis de la maturité de 'amplitude du retrait de séchage d’une éprouvette.
Que le séchage commence a trois, sept ou a vingt-huit jours, ces derniéres influences sont peu
différentes. Par conséquent, I'outil d’analyse prédit un retrait de séchage dont ’amplitude est
indépendante de ’age de mise en séchage. Par rapport aux résultats expérimentaux de Alvaredo
[Alva95] qui illustrent que le retrait de séchage dépend de I’age de mise en séchage durant les
sept premiers jours, le comportement de ’outil d’analyse semble imprécis. Cette imprécision des
calculs est toutefois difficile & évaluer. En effet, aucun consensus n’est établi dans la littérature
sur influence de 1’age de mise en séchage sur 'amplitude des déformations de retrait. De plus,
certains auteurs [Nevi95] prétendent méme qu’elle doit étre faible.

En traction directe, le modéle de fissuration quasi-statique est indépendant de la taille du
maillage pour autant que les éléments finis soient carrés et qu’une seule bande de ces éléments
se fissure (voir figure 4.6). La nature répartie de la fissuration de peau induite par le séchage
est différente de celle pour laquelle le modéle a été défini, & savoir une seule FPZ localisée.
Numériquement, cette différence est importante car elle ne garantit pas que le modéle choisi soit
représentatif du phénomeéne étudié. Toutefois, des calculs ont montré que la fissuration de peau
diminue le retrait de séchage d’environ 7 % au cours des premiers jours et de moins de 1 %
en fin de séchage. Lorsque le front de séchage pénétre dans le béton, certaines fissures en peau
se referment au profit d’autres qui poursuivent leur progression [Acke88]. Par conséquent, la
localisation "naturelle” d’éventuelles fissures discrétes dues aux déformations de séchage laisse
penser que le modele choisi est d’une précision suffisante [Roel89).

La loi constitutive choisie pour modéliser la viscoélasticité propre du béton S, affecte glo-
balement le tenseur des déformations totales. Contrairement aux travaux de Ulm [Ulm99)| et de
Fafard et al. [Fafa00], notre approche ne fait pas de distinction entre les mécanismes de fluage
qui affectent la partie volumique du tenseur des déformations et ceux qui affectent sa partie
déviatorique. Cette simplification peut étre une source d’imprécisions dans les zones de bords
ou les contraintes de cisaillement a l'interface sont importantes.

Le retrait endogene, fortement li¢ au mouvement d’eau durant ’hydratation du béton, est
modélisé en imposant une déformation volumique. Etant donné qu’aucune variation de ’humidité
relative n’est reliée & Pévolution du retrait endogene (relation (d) de la figure 4.1 non incluse),
aucun fluage transitoire de séchage n’est pris en compte par 'outil d’analyse. Par conséquent,
les contraintes induites par des déformations entravées de retrait endogéne sont certainement
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Figure 4.6: Représentativité du modele de fissuration

surévaluées numériquement.

L’influence de la température sur ’évolution du retrait endogéne est prise en compte dans
I'outil d’analyse & l’aide de la notion de maturité. De récents résultats expérimentaux [Bjon00)
mettent en évidence que cette approche n’est pas correcte lorsque la température varie pendant
le développement du retrait endogéne, ce qui est bien le cas durant 'hydratation des éléments
hybrides. Comparativement aux résultats de Bjontegaard et al. [Bjon00], ’approche choisie dans
le cadre de la présente recherche surestime 'amplitude du retrait endogéne durant la phase de
refroidissement du béton. L’incidence de cette imprécision de I’outil d’analyse n’est pas jugée si-
gnificative dans le cas des bétons usuels traités dans cette thése. Pour appliquer 'outil d’analyse
a d’autres types de béton tels que les bétons a hautes performances ou les bétons de poudres
réactives, une amélioration de la modélisation du retrait endogéne et surtout de celle de 'au-
todessiccation sont impératives. Ces améliorations pourront se baser sur les travaux de Van
Breugel [Breu91], de Hellmich [Hell99] et ’état des recherches les plus récentes présenté dans
[Baro00].

Notons encore que les fluages transitoires sont modélisés par l'intermédiaire d’artifices nu-
mériques. En effet, les phénomeénes physiques responsables de ces déformations de fluage supplé-
mentaires sont encore mal connus et peu quantifiés expérimentalement. Par conséquent, il est
difficile de juger de la précision de cette approche.






Chapitre 5

Validation de 'outil d’analyse

A Daide de Voutil d’analyse tel qu’il a été défini au chapitre précédent, influence de la taille
des éprouvettes et de leur dge de mise en sollicitation sur le retrait de séchage et le fluage du
béton est étudiée au paragraphe 5.1. A ce stade, on tente également d’évaluer numériqguement la
capacité totale de déformation du béton en traction pour différents taux de déformation. L’ap-
proche choisie pour prendre en compte la présence de l’armature dans le surbéton est validée a
laide d’un essai particulier au paragraphe 5.2. La suite de ce chapitre a pour but de comparer
les résultats expérimentaur observés sur les poutres hybrides a ceux issus de l'outil d’analyse
afin d’étre en mesure de valider ce dernier. Les conditions de bords imposées lors des calculs
numériques sont similaires & celles admises au cours de la campagne expérimentale décrite au
chapitre 8. La validation du comportement au jeune dge est effectuée au paragraphe 5.3. Cette
étape permet de mettre en évidence le réle important joué par le retrait endogéne au cours des
premiéres heures. La validation de Uapproche choisie pour modéliser le comportement & long
terme des éléments hybrides est effectuée au paragraphe 5.4. L’entrave des déformations de sé-
chage provoquée par ’armature du surbéton est mise en évidence lors de cette étape. Pour finir,
la validation du comportement & la rupture des poutres est réalisée au paragraphe 5.5.

5.1 Fluage, retrait et capacité totale de déformation

A Taide de P'outil d’analyse et des parameétres définis au chapitre précédent, on tente tout
d’abord de compléter numériquement les essais de caractérisation du béton des supports (pa-
ragraphe 3.5) dans le but de mettre en évidence l'influence de la taille de éprouvette et de
leur 4ge de mise en sollicitation sur le retrait de séchage et le comportement viscoélastique. Les
simulations sont réalisées en imposant les mémes conditions de bords que celles introduites au
paragraphe 4.5.2 et en tenant compte uniquement des phénomeénes de transport hydrique.

La figure 5.1 a) illustre 'influence de I’dge de mise en sollicitation (un demi, un, deux, sept
et vingt-huit jours) sur 1’évolution des fluages spécifiques propres et totaux en compression pour
un cylindre de diamétre ¢ = 160 mm, séchant radialement dans une ambiance h, = 65 % et
T. = 20°C. Ces résultats sont en accord avec les proportions données dans [Lapl93].

La figure 5.1 b) illustre I’évolution du rapport entre le fluage spécifique total en compression
et le retrait de séchage ky/, en fonction de 'dge de mise en sollicitation. Plus la sollicitation est
appliquée & un age avancé, plus le rapport ky/, diminue.

83
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Figure 5.1: Influence de ’dge de mise en sollicitation sur a) les fluages spécifiques propres et
totaux et sur b) le rapport Ay /r entre le fluage spécifique total et le retrait de séchage (pour un
cylindre séchant radialement de diamétre ¢ = 160 mm)

La figure 5.2 a) illustre 'influence sur le retrait de séchage du diameétre d’un cylindre séchant
radialement dans une ambiance h, = 65 % et T, = 20°C. Ces résultats sont en accord avec les
ordres de grandeurs et la régle de Granger [Grang96] commentés au chapitre 2. La figure 5.2 b)
présente l'influence du diamétre de ces mémes cylindres sur 'évolution du rapport kg, (mise en
sollicitation a ’age de vingt-quatre heures en compression). Pour le cylindre de diamétre ¢ = 60
mm, la valeur de kg, atteint une valeur constante aprés environ huitante jours. Comparative-
ment aux résultats expérimentaux! de Bissonnette [Biss96], valables pour le fluage en traction,
cette valeur constante est atteinte plus tardivement. En outre, les résultats numériques montrent
que le rapport £/, dépend fortement du diamétre du cylindre.

Il est également intéressant de comparer I’amplitude et la cinétique du fluage en traction par
rapport au fluage en compression. La figure 5.3 a) illustre 1’évolution comparative des fluages
spécifiques propres et totaux en compression et en traction pour différents niveaux de contrainte
en traction (mise en sollicitation aprés deux jours). Une faible non-linéarité du fluage propre
est observable pour une contrainte de traction de 1,3 N/mm?. Le fluage spécifique total pour
une contrainte de traction de 1.3 N/mm? est d’environ 20 % supérieur au méme fluage en
compression. Cette augmentation est due a I'influence de la fissuration de peau provoquée par le
séchage qui est plus marquée dans le cas de la traction. L’apparition progressive de la fissuration
au cours de ’essai de fluage provoque une redistribution des contraintes dans les zones non
endommagées qui se répercute par une augmentation des déformations attribuées au fluage
transitoire hydrique. Lorsque le niveau de contrainte en traction augmente (ot = 1.8 N/mm?),
la fissuration de peau conduit & la rupture de 'éprouvette.

Pour finir, 'outil d’analyse est utilisé pour étudier 'influence du taux de déformation sur
la capacité totale de déformation du béton en traction directe. La figure 5.3 b) présente le
comportement du béton en traction obtenu pour trois taux de déformation différents allant de
=% =17.10"7 s~ (quasi-statique) a 1.7- 10712 571 (cinétique du séchage). La déformation
débute a un age de sept jours (fu7 = 3.33 N/mm?2) et le calcul est réalisé & température et

'Etablis sur des prismes de 70 mm de coté.
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Figure 5.2: Influence du diameétre d’un cylindre séchant radialement sur a) I’évolution de son
retrait de séchage et sur b) le rapport ky, (sollicité apres 24 heures)

humidité relative constantes. Les résultats montrent que la déformation atteinte au pic double
grace & la contribution des déformations viscoélastiques. De plus, la contrainte maximale fq
atteinte au pic diminue lorsque la vitesse de déformation diminue. La faible diminution de fg
s’explique par le fait que, pour les vitesses de déformations les plus lentes, le pic est atteint aprés
une longue durée laissant le temps a4 ’hydratation d’augmenter de maniére non négligeable la
résistance & la traction du béton. Le comportement en traction lente de 'outil d’analyse est en
accord avec les ordres de grandeurs discutés au chapitre 2.

a) Comparaison traction - compression

b) Capacité de déformation
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Figure 5.3: a) Comparaison entre les fluages propres et totaux en compression et en traction et
b) influence de la vitesse de déformation sur le comportement en traction
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5.2 Prise en compte de 'armature

Ce paragraphe a pour objectif de valider ’approche adoptée pour tenir compte de la présence
de ’armature durant le séchage 4 I’aide d’essais particuliers de retrait flexionnel réalisés lors d’'un
travail complémentaire a la présente thése par Wolf [Wolf99b).

Principe de I’essai particulier et mesures : comme l’illustre la figure 5.4, une poutre
simple (portée valant 950 mm), armée ou non dans sa partie inférieure d’une barre de ¢ 10 mm
(enrobage 20 mm), est soumise au séchage uniquement sur sa face inférieure (séchage débuté a
I’age de sept jours). La figure 5.4 illustre I’évolution mesurée du déplacement v(t) au centre des
poutres testées. Le déplacement est positif lorsque le centre de la poutre descend. Durant les
cinquante premiers jours de séchage, le centre de la poutre se souléve. Ensuite, lorsque le front
de séchage pénétre dans la section, le sens du déplacement s’inverse. La présence de la barre
d’armature (¢ 10 mm) provoque une diminution importante du déplacement mesuré.

Modélisation et résultats : les parameétres des modéles constituant 'outil d’analyse
sont déterminés sur la base des mesures obtenues sur la poutre non armée. Ces paramétres sont
identiques & ceux des surbétons de la série 1, 4 'exception du modéle de séchage (ap, = 0.10; h, =
0.70; Dy = 36 mm?/jour et oy, = 1200 um/m). L’outil d’analyse prédit des déplacements dont
la précision est bonne durant les deux cents premiers jours de séchage. En adoptant 1’approche
présentée dans 4.3, Pévolution du déplacement au centre de la poutre peut étre calculée en
tenant compte de la présence de 'armature. La bonne concordance entre les valeurs calculées
et mesurées du déplacement de la poutre armée (1 ¢ 10) permet de valider ’approche présentée
dans 4.3.

A l'aide de ’outil d’analyse, le comportement d’une poutre armée d’une barre de 14 mm de
diamétre peut étre simulé. Les résultats, présentés a la figure 5.4, illustrent la forte diminution
du déplacement au centre de la poutre provoquée par la présence de cette barre.

La figure 5.5 présente I’état d’autocontraintes aprés quatre cents jours de séchage et ’endom-
magement D provoqué en peau. Ces résultats montrent clairement que la présence de I'armature
contribue 4 augmenter ’endommagement provoqué en peau. Dans le cas d’'une barre de ¢ 14
mm, la zone microfissurée est plus profonde que la face supérieure de ’armature. Notons que
Pendommagement provoqué est de la microfissuration répartie en peau et non visible a 'oeil nu.
Une simulation a été réalisée en remplacant 1'effet de la barre de ¢ 14 mm par deux barres de
¢ 10 mm placées cote a cote & la méme profondeur (taux d’armature équivalent). L’outil d’ana-
lyse ne prédit aucune différence de comportement entre ces deux cas. D’aprés 1'outil d’analyse,
Pentrave des déformations de séchage et ’endommagement qu’elle induit en peau dépendent du
taux d’armature et non pas du diameétre des barres. A D'avenir, il serait intéressant de valider
expérimentalement ces conclusions obtenues numériquement.
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5.3 Comportement des poutres au jeune age

Conditions de bords : au cours des simulations, la condition initiale admise pour tous
les nouveaux bétons est h = hg = 1 (état saturé). Un calcul préalable de séchage du support a
permis de déterminer son état hydrique initial au moment de la mise en place du surbéton. Pour
une surface de béton décoffrée, a l'intérieur d’un batiment, la valeur du coefficient 7 s’éléve a
6 W/m?.°K. La valeur de 77 correspondant au matelas et & la couche isolante qui recouvrent
le surbéton au jeune age vaut 0.50 W/m? - °K. Toujours pour une surface de béton décoffrée,
la valeur de 7, est admise & 1 mm/jour sur la base de valeurs disponibles dans la littérature
[Alva94][Mart95][Grang96][Sado97]. A Daide de valeurs tabulées et en suivant les indications
proposées par Alvaredo [Alva94], les surfaces revétues d’une couche de résine époxyde durant
P’essai de fluage flexionnel sont admises vingt-cing fois plus étanches qu’une surface décoffrée.

Les calculs sont effectués en prenant en compte les actions suivantes : le retrait endogéne du
surbéton, les effets thermiques liés & son hydratation et les effets hydriques dus aux humidités
relatives différentes du nouveau béton, du support et de 'environnement.

Validation : la figure 5.6 a) compare 1’évolution mesurée et calculée de la température
au cours des six premiers jours qui ont suivi la mise en place du surbéton de la poutre A3
(hnew = 120 mm). Le pic de température est prédit de maniére précise en haut (point H) et
en bas (point B) du nouveau béton. L’écart entre les valeurs mesurées et calculées n’excédent
pas 0.5°C dans le surbéton. Dans le bas du support (point V), cet écart, sensiblement plus
important, atteint 1°C. La précision du modele de transport thermique a également été vérifiée
dans le cas des autres éléments hybrides. Pour les hauteurs étudiées de nouveau béton, ’outil
d’analyse confirme ’existence de la linéarité entre ’augmentation de température AT} dans le
surbéton et son épaisseur Apey, Observée expérimentalement.

L’évolution des déformations mesurées 4 'aide des capteurs a fibres optiques est comparée
a celle prédite par Poutil d’analyse a la figure 5.6 b). Rappelons que les déformations sont
mises & zéro au moment ol le capteur placé en haut du surbéton (point H) atteint son pic.
Cette démarche permet de faire la distinction entre les phases de gonflement et de retrait. Le
gonflement calculé durant les douze premiéres heures est plus grand que le gonflement mesuré.
Ceci s’explique par le fait que la présence du coffrage, négligée lors des calculs, peut avoir entravé
le gonflement mesuré du nouveau béton. Le pic de la déformation en haut du surbéton (point
H) est prédit au bon moment.

La figure 5.7 a) représente la méme évolution des déformations que celle de la figure 5.6 b) sans
prendre en compte U'influence du retrait endogéne. De méme, la figure 5.7 b) présente ’évolution
des déformations en tenant compte uniquement des effets thermiques liés a4 I’hydratation du
surbéton. En comparant ces trois figures, on remarque clairement que seule la prise en compte
du retrait endogéne permet d’obtenir une bonne concordance entre les déformations mesurées
et calculées. Sans leffet du retrait endogeéne, le pic de déformation au point H est prédit trop
tardivement et la courbure de I’élément hybride entre douze et trente-six heures est sous-évaluée.
De plus, 'outil d’analyse confirme ’hypothése de conservation des sections planes tout au long
de la poutre & ’exception des zones de bords.

Pour des points qui correspondent & ceux ot les déformations avaient été mesurées (points B
et H), la figure 5.8 présente ’évolution calculée des contraintes horizontales dans les deux métres
centraux du surbéton de la poutre A3. Le systéme statique de la poutre étant isostatique, les
contraintes horizontales sont identiques le long de la poutre a I’exception des zones de bords. Ces
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a) Evolution de la température b) Evolution des déformations totales
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Figure 5.6: Comparaison a) des mesures de température et b) de déformations avec les valeurs
prédites par l'outil d’analyse pour la poutre A3
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Figure 5.8: Evolution au jeune age des contraintes calculées en bas (point B) et en haut (point
H) du surbéton de la poutre A3

résultats, obtenus 4 l'aide de l’outil d’analyse, permettent d’effectuer les constatations suivantes :

1. La mise en compression du surbéton durant les premiéres heures est négligeable.

. Les contraintes de traction dues aux déformations totales sont plus importantes en bas du

surbéton (point B) qu’en haut (point H).

. Les contraintes dues uniquement aux effets thermiques liés 4 ’hydratation sont quasiment

négligeables dans le surbéton. Ceci s’explique par le fait que le support s’est également
échauffé durant ’hydratation (la différence maximale de température entre le vieux et le
nouveau béton n’a pas dépassé 5°C) et par le fait que la poutre est isostatique.

. Le transfert d’humidité entre le surbéton et le support provoque des contraintes de trac-

tion dans la partie inférieure du surbéton (point B) importantes vis-a-vis des contraintes
thermiques. A partir d’une trentaine d’heures, ces contraintes se relaxent et leur influence
devient faible aprés six jours.

. Le retrait endogéne est 'action qui engendre la plus grande contrainte au point B durant

les trente-six premiéres heures.

. Conformément aux observations expérimentales, I’outil d’analyse ne prédit aucune appa-

rition de fissures au jeune age. Cette remarque est valable pour toutes les poutres.

A Taide de Poutil d’analyse, I’évolution de la contrainte horizontale au bas du surbéton

(point B) a été calculée sans tenir compte de la relaxation transitoire thermique (voir figure
5.8). Avant trente-six heures, I'influence de cette relaxation est négligeable et aprés six jours, la
prise en compte de cette relaxation diminue d’environ 10 % la contrainte au point B.

La figure 5.9 illustre ’évolution calculée des contraintes aux points B et H en fonction de

I’épaisseur du nouveau béton hpey. Au bas du surbéton, les contraintes dépendent peu de hpey.
Ce résultat numérique semble logique puisque les effets thermiques n’engendrent pratiquement
aucune contrainte dans les éléments hybrides. Le retrait endogéne étant quasiment uniforme sur
la hauteur du nouveau béton, on peut utiliser 'abaque de la figure 2.3 a) pour déterminer le
degré d’entrave de chaque poutre. On obtient : p = 0.45 pour hpey = 70 mm, p = 0.47 pour
hpew = 120 mm et u = 0.52 pour hpeyp = 170 mm. Sachant que linfluence de hpey sur la
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Figure 5.9: Evolution au jeune age des contraintes calculées en bas (point B) et en haut (point
H) du surbéton en fonction de son épaisseur

contrainte au bas du surbéton est liée directement au degré d’entrave u, outil d’analyse prédit
des contraintes dont la précision est bonne. Conformément & nos attentes, la contrainte en haut
du surbéton augmente lorsque hye,, diminue. L’apparition d’une fissuration traversante dans la
nouvelle couche est donc plus probable lorsque hyey est petit.

La figure 5.10 présente I’évolution calculée 4 long terme des contraintes induites au jeune
age par le retrait endogeéne et les effets thermiques uniquement (pas d’effet hydrique). En bas
du surbéton, la contrainte horizontale diminue avec le temps jusqu’a un plateau valant approxi-
mativement la moitié de la valeur maximale. Des autocontraintes résiduelles sont donc prédites
par Poutil d’analyse dont ’amplitude vaut environ 10 % de la résistance a la traction f.; du sur-
béton. Notons que, lors des essais de rupture, commentés au chapitre 3, aucune autocontrainte
résiduelle n’a pu étre mise en évidence. En admettant que les autocontraintes calculées sont
correctes et sachant que la variation intrinséque de f.; est également proche de 10 %, il est donc
pratiquement impossible de mettre en évidence de maniére significative de telles autocontraintes
4 ’aide de nos essais.

Les résultats commentés précédemment permettent de valider 'approche choisie pour modé-
liser le comportement au jeune dge des éléments hybrides. Les calculs ont confirmé que les effets
thermiques au jeune dge engendrent, dans le cas de nos essais, des contraintes négligeables. Bien
que l’élévation de la température du béton au jeune dge soit plus grande lorsque la hauteur de
la nouvelle couche augmente, la différenice de température entre le vieur et le nouveau béton
constitue un paramétre important pour anticiper Uapparition de fissures traversantes dues aux
effets thermiques au jeune dge.

L’apport original de cette approche est la mise en évidence de l'importance du retrait en-
dogéne. Sans la prise en compte de ce phénoméne, il n'aurait pas été possible de reproduire
numériquement avec une précision acceptable 'évolution des déformations mesurées a l'aide des
capteurs ¢ fibres optiques. Malgré que la modélisation de ce phénoméne surestime l’amplitude des
contraintes qu’il engendre (voir remarque au chapitre 4), les résultats présentés ici sont d’une
précision suffisante pour valider son influence.
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Figure 5.12: Déplacements dus au séchage des poutres dont hney vaut 70 et 120 mm (série 1)

5.4 Comportement des poutres a long terme

Les analyses effectuées pour valider le comportement au jeune age de ’outil d’analyse sont
prolongées sur un temps de calcul plus long en prenant en compte toutes les conditions de bords
rencontrées durant la campagne expérimentale. Les résultats présentés dans ce paragraphe sont
donc issus de simulations qui débutent lors de la mise en place du surbéton et qui tiennent
compte de tous les phénoménes discutés au chapitre 4.

La figure 5.11 compare la valeur des déplacements mesurés et calculés des poutres Al et Bl
durant D’essai de fluage flexionnel. Les déplacements élastiques survenus lors de la mise en place
des caisses de plomb sont calculés de maniére correcte par 'outil d’analyse. Ensuite, les dépla-
cements différés sont légérement sous-évalués a partir d’une centaine de jours. Néanmoins, la
cinétique de ces déplacements est modélisée de maniére précise par 'outil d’analyse. Conformé-
ment aux résultats expérimentaux, la pente des déplacements différés de B1 est plus importante
que celle des déplacements différés de Al.

La figure 5.12 présente I’évolution calculée et mesurée des déplacements dus au séchage et au
poids propre des éléments hybrides de la série 1 (sans caisses de plomb). Durant la campagne ex-
périmentale, seules les déplacements de la poutre A4 ont été mesurés. Bien que les déplacements
aux extrémités (Nord et Sud) soient surestimés par le modeéle, la concordance entre les valeurs
mesurées et calculées est bonne. La figure 5.12 met en évidence le role joué par la présence de
Iarmature dans le surbéton. Conformément aux résultats présentés au paragraphe précédent,
un taux d’armature plus important provoque une diminution des déplacements induits par le
séchage. De plus, cette figure illustre également que le rapport des déplacements dus au séchage
des surbétons, dont hpe, vaut 70 et 120 mm, vaut n =vyg/vige =1,58 pour une armature de 4
¢ 10 et n = 1,47 pour une armature de 6 ¢ 14. Selon la théorie de I'élasticité, le rapport entre
ce type de déplacements dépend, tout comme la courbure, du carré du rapport des hauteurs
totales et vaut n = (270/220)? = 1,51. Par conséquent, ces valeurs calculées numériquement
sont correctes.

Les pentes différentes des déplacements différés observés sur les poutres Al et Bl (voir
figure 5.11) s’explique par le fait que les déplacements induits par le séchage dépendent du taux
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d’armature contenu dans le surbéton. En effet, les déplacements différés totaux correspondent
a la somme des déplacements dus au fluage et de ceux dus au séchage?. Ces derniers étant plus
faibles pour B1 comparativement & Al, il est normal que les déplacements différés totaux soient
plus importants pour Bl. Le méme effet, illustré & la figure 5.14 (voir A2), a été calculé lorsque
Pnew = 120 mm.

Les pentes différentes des déplacements différés observés sur les poutres Al et Bl (voir figure
5.11) pourraient également étre attribuées & une non-linéarité du fluage due a la présence d’un
endommagement®. La figure 5.11 présente I’évolution des déplacements sous les caisses de plomb
de la poutre B1, calculés sans tenir compte de la non-linéarité du fluage provoquée par le niveau
de contrainte en traction (¢; = 0 dans I’équation 4.14). On remarque que cette influence est
quasiment négligeable. En outre, le déplacement sous les caisses de plomb de la poutre Bl a été
calculé sans tenir compte de la fissuration différée. Dans ce cas, ’'influence est principalement
marquée par une diminution importante du déplacement élastique survenu lors de la mise en
place des caisses de plomb. Ceci signifie que 'endommagement provoqué en peau par le séchage
est sous-évalué si la fissuration différée n’est pas prise en compte lors du calcul.

Poutre Al (4 ¢ 10) Poutre B1 (6 ¢ 14)
0 0.5 1 0 0.5 1
—F ] L T =« 7 1p
Loz D P
3 A . =gV
S| Em r ﬁ/
[ — [ —

wm - ENdommagement a 178 jours avant 1’essai de fluage flexionnel
e Endommagement aprés 400 jours sans caisse de plomb

- Endommagement aprés 400 jours avec caisses de plomb

Figure 5.13: Endommagement en peau calculé pour les poutres Al et Bl

La figure 5.13 illustre ’endommagement en peau di au séchage calculé pour les poutres Al
et B1. Dans les deux cas, ’endommagement est donné a cent septante-huit jours avant le début
de essai de fluage flexionnel et & quatre cents jours pour une poutre sollicitée par les caisses de
plomb et pour une autre non sollicitée au cours de I’essai de fluage flexionnel. Conformément aux
résultats présentés au paragraphe précédent, un taux d’armature plus important provoque une
pénétration plus grande de la zone microfissurée dans la couche de nouveau béton. L’effet est
davantage marqué lorsque les poutres sont sollicitées par les caisses de plomb. Ce résultat numé-
rique est en accord avec les observations expérimentales relatives a la fissuration plus prononcée
du surbéton de la poutre Bl. La valeur maximale du coefficient d’endommagement en peau vaut
environ 0,80. Un tel endommagement correspond 4 une ouverture de fissure fictive de Pordre
de 15 & 20 pm. De plus, I'outil d’analyse ne prédit aucune apparition de fissures traversantes

211 faut noter que, dans ce cas, les déplacements dus au fluage sont de signe opposé & ceux induits par le

séchage.
3En effet, une fissuration plus prononcée de la poutre Bl a été observée expérimentalement.
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Figure 5.14: Comparaison des déplacements mesurés et calculés des poutres A3 et A2 durant
Pessai de fluage flexionnel (série 1)

dans le surbéton de toutes les poutres testées. Par conséquent, les résultats numériques sont en
parfait accord avec les observations expérimentales relatives a la fissuration des surbétons au
cours de l'essai de fluage flexionnel.

Signalons encore que la profondeur de la zone microfissurée prédite par ’outil d’analyse ne
dépend pas significativement de la hauteur du nouveau béton. Si P'on divise cette profondeur
par la hauteur h,e, du surbéton, on remarque que la diminution de I’inertie provoquée par la
microfissuration est plus grande lorsque fipeqy est petit.

La figure 5.14 compare la valeur des déplacements mesurés et calculés des poutres A3 et
A2 durant P'essai de fluage flexionnel. Dans le cas de A3, la plus sollicitée des deux poutres, les
déplacements sont calculés de maniére précise par 'outil d’analyse. Dans le cas de A2, la cinétique
des déplacements différés est correcte, mais les déplacements élastiques survenus lors de la mise
en place des caisses de plomb sont surévalués. Le méme phénomeéne est observé pour les poutres
B2 (voir figure 5.16) et C3 (voir figure 5.17). L’outil d’analyse prédit un endommagement en
peau induit par le séchage légérement trop grand lorsque hpey, vaut 120 mm. Il est important de
noter que le poids plus important qui sollicite la poutre A3 n’engendre pas, au niveau numeérique,
un endommagement significativement plus grand que celui calculé pour la poutre A2. En effet,
c’est 'entrave des déformations de séchage qui engendre la majeure partie de 'endommagement.
De plus, si on extrait les déplacements spécifiques dus uniquement aux effets visqueux & partir
des déplacements totaux, on remarque qu’ils sont quasiment identiques pour les deux poutres
A2 et A3.

La figure 5.15 illustre 1’évolution comparative des déformations mesurées & l’aide des cap-
teurs a fibres optiques et calculées pour les poutres A2 et A4. Cette évolution débute lors de la
mise en place du surbéton et se termine aprés la fin de ’essai de fluage flexionnel. L’ordre de
grandeur des déformations survenues avant le début de ’essai de fluage flexionnel est reproduit
avec une bonne précision par ’outil d’analyse. Aprés la mise en place des caisses de plomb (au
temps ¢t = 0 des graphiques, mais 4 un 4ge des surbétons de cent septante-huit jours), la concor-
dance entre les valeurs mesurées et calculées est satisfaisante durant environ cent jours. Ensuite,
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Figure 5.15: Comparaison des déformations mesurées et calculées des poutres A4 et A2 dés la
mise en place du surbéton et durant ’essai de fluage flexionnel (série 1)

le raccourcissement calculé devient trop important. Ce manque de précision peut s’expliquer
par le fait que la durée des essais de caractérisation des bétons, comptée a partir du moment
ou le surbéton est mis en place, n’est que de deux cent cinquante jours. Notons encore que,
conformément aux observations expérimentales, 'outil d’analyse prédit que les sections planes
le restent tout au long du calcul.

La figure 5.16 compare ’évolution mesurée et calculée des déplacements des poutres B3 et
B2 de la série 2 *. Expérimentalement, un comportement fort différent des poutres non sollicitées
par les caisses de plomb A4 et B3 a été observé sur la base des déplacements. Cette différence
est reproduite avec précision par le modeéle et s’explique principalement par 'influence du taux
d’armature. Ce résultat aurait pu étre anticipé a I’aide de la figure 5.12 qui illustre 'influence
du taux d’armature sur 1’évolution des déplacements dus au séchage des poutres dont fine, vaut
120 mm. En effet, la poutre B3, armée de 6 ¢ 14, est sollicitée environ lorsque 1’essai de fluage
flexionnel de la poutre A4 se termine. A cet instant, la figure 5.12 présente une évolution des
déplacements (courbe 6 ¢ 14) proche de celle calculée et mesurée sur la poutre B3. Dans le
cas de B2, la cinétique des déplacements différés est correcte, mais les déplacements élastiques
survenus lors de la mise en place des caisses de plomb sont & nouveau surévalués.

La figure 5.17 compare I’évolution mesurée et calculée des déplacements des poutres C2 et C3
de la série 3, dont le surbéton est armé uniquement de 80 kg/m? de fibres métalliques®. Pour la,
poutre C2, I’outil d’analyse prédit des déplacements dont la précision est bonne. Le surbéton de
la poutre C2 (série 3) ne contenant pas de barres d’armature, il semble correct que 'amplitude
de ses déplacements dus au séchage soit plus grande que celle de déplacements de A4 (série 1),
bien que son 4ge au début de ’essai de fluage flexionnel soit plus élevé.

Dans 'outil d’analyse, la prise en compte des fibres intervient uniquement au niveau du dia-

“Ces poutres different de celles de la série 1 par leur age au début de Pessai de fluage flexionnel (404 jours au
lieu de 178 jours). De plus, la poutre non sollicitée par les caisses de plomb B3 est armée de 6 ¢ 14 au lieu de 4
¢ 10 dans le cas de Ad.

®L’age au début de l’essai de fluage flexionnel est de 466 jours pour les poutres de la série 3.
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Figure 5.16: Comparaison des déplacements mesurés et calculés des poutres B3 (non sollicitée
par les caisses de plomb) et B2 (sollicitée) durant l'essai de fluage flexionnel (série 2)

gramme d’adoucissement. Une simulation supplémentaire a été réalisée en modifiant ce dernier
afin d’exclure la présence des fibres. Cette nouvelle simulation prédit un comportement dont les
différences sont peu marquées. Etant donné la faible ampleur de la microfissuration en peau due
au séchage, il n’est pas étonnant que 'influence des fibres & crochets ne soit pas significative. En
effet, c’est principalement le début du diagramme d’adoucissement, peu influencé par ce type de
fibres, qui influence la microfissuration de peau.
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Figure 5.17: Comparaison des déplacements mesurés et calculés des poutres C2 (non sollicitée
par les caisses de plomb) et C3 (sollicitée) durant 1’essai de fluage flexionnel (série 3)
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Les résultats présentés ci-dessus permettent de valider Uapproche choisie pour modéliser le
comportement sous sollicitations de longue durée des éléments hybrides. La bonne concordance
entre les observations expérimentales et numériques a permis de metire en évidence une dimi-
nution des déplacements induits par le séchage due a la présence de ’armature dans le surbéton.
En effet, les déformations dues au séchage sont partiellement entravées par l’armature et un
endommagement est provoqué en peau. La profondeur de la zone microfissurée augmente lorsque
le taur d’armature augmente. Pour les poutres dont hpey vaut 120 mvm, 'endommagement en
peau, prédit par Uoutil d’analyse, semble avoir une incidence trop marquée sur le comportement
mécanique des éléments hybrides. Cette constatation s’explique éventuellement par le fait que
Uhypothése de superposition de contraintes dues & des déformations entravées, d’une part, et &
des forces imposées, d’autre part, n’est pas correcte. Les résultats ont également montré que la
prise en compte d’un modéle de fissuration différée permet d’améliorer de maniére significative
la précision des calculs.

5.5 Comportement des poutres a la rupture

Résistance a la traction des surbétons

Nous avons vu au paragraphe précédent que l'outil d’analyse prédit un endommagement en
peau dont la profondeur ne dépend pas significativement de la hauteur du nouveau béton Ay .
Cette zone microfissurée engendre donc un endommagement relatif plus important lorsque la
hauteur totale de ’élément hybride est petite. Par conséquent, la diminution de la résistance &
la traction du surbéton fg, déterminée par I'outil d’analyse au moment de I’essai de rupture,
dépend de l’ampleur de I’endommagement provoqué en peau par le séchage. De plus, cette
diminution de f; est plus importante lorsque hney €st petit et que le surbéton contient un taux
d’armature plus grand. Ces affirmations confirment les résultats expérimentaux mis en évidence
a la figure 3.18.

Apparition de la délamination

L’outil d’analyse a été utilisé pour simuler le comportement en flexion pure de la partie
centrale des éléments hybrides. Dans ces calculs, 'armature est prise en compte a P'aide de la
démarche décrite sous 4.3 (valable pour HEATS.0) et linterface a 'aide de celle décrite sous
4.4. Le béton est admis linéaire élastique et la fissuration quasi-statique est prise en compte.
Contrairement aux essais réalisés en augmentant graduellement les forces, la sollicitation est
imposée au cours des calculs sous la forme d’une augmentation de la courbure.

Dans le cas des poutres A1, Bl et C1 (n = hpeyw/hoig = 0.46), un comportement & la rupture
monolithique est prédit conformément aux observations expérimentales. Il en est de méme pour
les poutres B2, B3 et B4. Numériquement, les poutres A2, A3 et A4 ont présenté des amorces
de délamination légérement plus marquées que celles observées expérimentalement. Toutefois,
cette différence n’est pas significative.

L’outil d’analyse prédit une ampleur différente de la délamination des poutres C2 a C4. Le
comportement de C3 est prédit monolithique, celui de C2 présente des amorces de délamination
et celui de C4 une forte délamination. Cette ampleur différente de la délamination a bien été -
mise en évidence expérimentalement.
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Dans le cas des poutres A5 et B5, I’outil d’analyse prédit une ampleur de la délamination plus
importante que celle observée lors des essais. En effet, seules quelques amorces de délamination
ont été remarquées sur A5, alors que le modéle numérique en prédit de plus importantes sur
les deux poutres. Ce manque de précision s’explique par le fait qu’aucun critére de rupture en
compression n’est pris en compte dans ’outil d’analyse. En effet, lorsque ’axe neutre atteint sa
position la plus basse, calculée en tenant compte de la fissuration et de la présence de I’armature,
la progression de la pointe de la fissure dans le vieux béton est bloquée par la présence des
contraintes de compression qui deviennent importantes. De par le manque de critére de rupture
en compression, une délamination entre les parties comprimées et tendues de la section est
prédite par 'outil d’analyse, méme si I’élément est formé d’un seul béton. Par conséquent,
lorsque l'interface se situe proche du niveau de cet axe neutre (n > 1), la délamination est
favorisée. L’importance de la position de Pinterface par rapport & ’axe neutre de 1’élément
hybride a également été mise en évidence dans [Chau97]. Notons encore que la nature de la
sollicitation explique également le manque de concordance obtenu pour les poutres A5 et B5. En
effet, en imposant une force sous la forme d’un moment et non plus une déformation de flexion
comme sollicitation, la progression de la fissuration dans le support est favorisée [Habe00]. Au
cours de ’étude paramétrique réalisée au chapitre 6, les résultats expérimentaux sont comparés
a ceux issus de 'outil d’analyse aux figures 6.21 a 6.22 b).

5.6 Bénéfices de la démarche générale

En choisissant 4 la fois d’effectuer une étude expérimentale et de pousser les aspects numé-
riques, la démarche générale de cette étude, présentée a la figure 1.3, a permis d’améliorer la
compréhension du comportement & long terme des éléments hybrides.

L’influence importante du retrait endogéne et celle quasi négligeable des effets thermiques
sur le comportement au jeune age des éléments testés ont pu étre mises en évidence. Au niveau
d’une structure hybride quelconque, le degré d’entrave p, U'amplitude du retrait endogéne et la
différence maximale de température entre le vieur et le nouveau béton durant I’hydratation sont
les parameétres importants qui permettent d’anticiper 'apparition de fissures au jeune age. De
plus, 'utilisation de 'outil d’analyse a permis de mettre en évidence la présence d’ autocontraintes
résiduelles, dues aux effets d’hydratation, dont ’'amplitude vaut environ 10 % de la résistance a
la traction f.; du surbéton.

Sans une telle démarche générale, I'influence de l’armature du surbéton sur la réduction des
déformations de séchage n’aurait pas pu étre mise en évidence et quantifiée de maniére aussi
claire. Cet apport important est & mettre en relation avec I'endommagement induit en peau
par la présence de Parmature. En effet, ce dernier a certainement un effet défavorable sur la
perméabilité du béton d’enrobage. De plus, I'influence négligeable du niveau de sollicitation sur
les déformations visqueuses au cours des essais de fluage flexionnel a pu étre mise en évidence. Sur
la base des connaissances acquises jusqu’ici, le parameétre ayant le plus influencé le comportement
des éléments hybrides au cours des essais de fluage flexionnel est le tauz d’armature présent dans
le surbéton. 1l est intéressant de noter que les paramétres de la campagne expérimentale n’avaient
pas été choisis dans le but de mettre en évidence cet effet et que c’est la validation de ’outil
d’analyse qui a permis de le faire.

A ce stade de 'étude, nous disposons d’un outil d’analyse capable de représenter le com-
portement d’un élément hybride a partir du moment ol le nouveau béton est mis en place, du-
rant son utilisation et jusqu’a sa ruine.






Chapitre 6

Etude du comportement des
éléments hybrides

6.1 Objectifs et structure de I’étude

Dans le présent chapitre, 'outil d’analyse est utilisé dans le cadre d’une étude paramétrique
dont le but principal est d’améliorer la compréhension du comportement & long terme des élé-
ments de structure hybride. Cette étude numérique est articulée autour d’un cas de base et
met en évidence 'influence des parameétres suivants : le systéme statique et les dimensions de
I’élément hybride, le retrait endogéne, le retrait de séchage, les propriétés hydriques du nouveau
béton, le comportement viscoélastique, la résistance 4 la traction du nouveau béton, celle de
I'interface, la quantité d’armature placée dans le surbéton et celle de fibres.

Le premier objectif est de déterminer dans quelles conditions le séchage du nouveau béton
et son retrait endogéne engendrent une fissuration qui atteint Uinterface. En effet, si I'on est en
mesure de concevoir un élément hybride dont la fissuration n’atteint pas interface, sa pérennité
est grandement améliorée. Les résultats de cette étape de ’étude paramétrique sont décrits au
paragraphe 6.3.

Le second objectif de ’étude paramétrique est d’étudier dans quelles conditions une fissure
qui a atteint linterface se propage soit dans le support, soit le long de Uinterface (délamina-
tion). Ces conditions sont tout d’abord définies au niveau de la rupture d’un élément hybride
au paragraphe 6.4.2. Ensuite, I'influence du séchage et du retrait endogéne sont étudiées au pa-
ragraphe 6.4.3. Pour finir, les conditions dans lesquelles la délamination dans les zones de bords
est empéchée sont présentées au paragraphe 6.4.4.

6.2 Hypothéses générales et paramétres de I’étude

Hypothéses générales :
La présente étude se limite aux éléments hybrides dont les caractéristiques physiques et

mécaniques du nouveau matériau sont proches de celles d’'un béton usuel de structure. Les
éléments hybrides étudiés sont constitués d’une couche de vieux béton sur laquelle est mise

101
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Figure 6.1: Description de la structure modélisée, maillage, conditions de bords et initiales

en place une nouvelle couche de béton, armé ou non. La figure 6.1 décrit la structure hybride
modélisée. Ce type d’élément de structure s’apparente au cas du renforcement d’une dalle de
roulement de pont & I’aide d’un surbéton.

Au chapitre 5, nous avons montré que les effets thermiques au jeune dge ont une influence
négligeable sur le comportement a long terme d’éléments hybrides tels que les surbétons. Par
conséquent, ils ne sont pas pris en compte ici.

L’age du vieuz béton est admis & trente ans. Sur la base d’un support en équilibre hydrique
avec ’environnement (he = 0.65), un calcul préalable a démontré qu’un mouillage de la surface
supérieure du support permet de le saturer sur les 20 premiers mm. Ce mouillage engendre une
mise en compression de la face supérieure du support introduite dans les calculs sous la forme
de contraintes initiales (0,4 (f = 0)). La température initiale du vieux béton vaut 20°C. Les
caractéristiques mécaniques du vieux béton (E (), fe (t), tous les modéles liés a la fissuration
et au comportement viscoélastique) sont identiques a celles du support utilisé lors de la campagne
expérimentale (voir chapitre 3 et annexe C). Les paramétres du modeéle de transport hydrique
sont les suivants : Dy = 50 mm?2/jour, ap = 0.05, he = 0.82 et aj, = 1000 pum/m. Les autres
parameétres physiques du support sont identiques & ceux donnés a 'annexe C. Les conditions de
bords sur la face inférieure du support valent : 75 = 1 mm/jour et mp = 6 W/m?°K. Les faces
latérales de I’élément hybride n’autorisent aucun transfert hydrique ou thermique. Les conditions
ambiantes, constantes au cours du calcul, valent h, = 0.65 et T, = 20°C.

L’humidité relative initiale du nouveau béton vaut 1, sa température initiale 20°C et son age
zéro jour. L’évolution au cours du temps du module d’élasticité du nouveau béton E (t) et celles
des résistances f. (t) et fem (t) sont identiques a celles du support utilisé lors de la campagne
expérimentale. Une cure de cing jours est tout d’abord réalisée a la surface du nouveau béton
(nn, = 0 mm/jour et mp = 0.5 W/m?°K). Ensuite, la surface est en contact avec I’air ambiant
(mn = 1 mm/jour et np = 6 W/m?°K).
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La longueur minimale de ’élément hybride vaut trois fois sa hauteur totale. Afin de faciliter
la localisation de la fissuration, une diminution de 2 % de la résistance a la traction directe d’un
élément fini est imposée (défaut initial) dans la zone qui n’est pas influencée par les effets de
bord (voir figure 6.1). Les calculs sont réalisés en état plan de contraintes et 1’épaisseur hors du
plan des éléments finis est admise & 100 mm.

Le comportement des éléments hybrides est modélisé sur une durée qui dépend de I'épaisseur
du nouveau béton. Cette durée, variant entre un et cing ans, est déterminée en analysant ’évolu-
tion du coefficient d’endommagement D. En effet, si ce dernier est stabilisé sur toute ’épaisseur
du surbéton, on admet que le calcul peut &tre arrété.

Parameétres variables :

— La hauteur hyuey du nouveau béton varie entre 25 et 250 mm.

— L’influence de la hauteur du support hoyqg est étudiée en admettant les valeurs de 150 et
300 mm.

— La valeur finale du retrait de séchage du nouveau béton €cs o vaut 300, 600 et 900 pm/m.
Ces différentes valeurs sont obtenues en variant le coefficient o, de 860 & 2570 pm/m.

~ Les parameétres caractérisant le coefficient de diffusion hydrique du nouveau béton sont les
suivants : Do = 25, 50 et 100 mm?/jour, aj, = 0.05, h, = 0.70, 0.82 et 0.95.

— Le rapport entre la déformation spécifique de fluage en traction et la déformation induite
par le séchage k} Jr varie entre 0.00 et 0.25 MPa~!. Par définition, la valeur de k’} Jr est
déterminée & 'aide d’essais de fluage (otmmon =1N/ mm? A partir de sept jours) et de
retrait de séchage (débutés & sept jours) réalisés sur des éprouvettes cylindriques dont
le diameétre vaut 100 mm et la longueur 200 mm. La valeur retenue de k; /r €8t celle
déterminée aprés nonante jours d’essais. A l'exception du cas ol k3 Jr €St nul, la variation
de k% /r €St obtenue en modifiant uniquement les parameétres E), (t) du modeéle de Maxwell

généralisé. Lorsque k;‘c Jp Vaut 0.00 MPa™!, tous les modéles relatifs a la viscosité sont
désactivés.

— Trois systémes statiques sont pris en compte : 1) une poutre simple isostatique (degré
d’entrave p = 0.45 pour une valeur de hpe, = 80 mm), 2) une travée centrale d’une poutre
continue (les effets flexionnels ne soulagent pas les contraintes; degré d’entrave p = 0.65
pour une valeur de hpe,, = 80 mm) et 3) un élément hybride bi-encastré (u = 1.00). Le
systéme statique 2) est décrit a la figure 6.1.

- La valeur finale du retrait endogéne €cndooo varie entre 0 et 200 pm/m. Sa cinétique est
admise similaire & celle identifiée au chapitre 4.

— Le tauz de 'armature disposée dans le nouveau béton varie entre 0 et 3 %. Ce taux est
calculé par rapport a la surface totale du nouveau béton.

— La présence de fibres métalliques dans le surbéton est prise en compte au moyen de diffé-
rents diagrammes d’adoucissement.

— Les effets du vent et celui de la mise en place d’une étanchéité sont introduits en modifiant,
aprés cent vingt heures, le coefficient de transfert hydrique & la surface du surbéton 7. Sa
valeur varie entre 0.01 mm/jour et 5 mm/jour.

— Lors de I’étude relative au controle de la délamination, différentes résistances a la traction
de linterface sont prises en compte. Elles sont caractérisées par des valeurs variant entre
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25 et 100 % de la résistance a la traction directe du nouveau béton fet new. De méme, la
résistance a la traction du nouveau béton fe new est variée afin que le rapport entre fe; pew
et feolq varie entre 0.30 et 1.00.

Parameétres du cas de base :

Afin de faciliter la présentation des résultats, nous assignons les valeurs suivantes aux para-
métres du cas de base :

L’épaisseur du vieux béton hgyy est admise & 150 mm et celle du nouveau hyey & 80 mm.

Le systéme statique correspond & celui de la travée centrale d’une poutre continue (degré
d’entrave p = 0.65).

Les paramétres du modéle de transport hydrique sont : Dy = 50 mm?/jour, a;, = 0.05,
he = 0.82 et ap = 1715 pm/m (€cs,00 = 600 pm/m pour une humidité relative ambiante
de 0.65).

Le rapport k; /- vaut 0.13 MPa™!.

Aucun retrait endogéne €cpdo,00 = 0.
- Adhérence optimale, fe int = fet new-

— Aucune armature et aucune fibre ne sont disposées dans la nouvelle couche de 1’élément
hybride.

— Les paramétres des modeéles de fissuration quasi-statique, de fissuration différée, de visco-
élasticités propre, non-linéaire et transitoire sont identiques & ceux du support utilisé lors
de la campagne expérimentale. :

Si, par la suite, des résultats sont présentés sans préciser les valeurs admises pour chaque
paramétre, les valeurs manquantes correspondent a celles du cas de base.

6.3 Pénétration de la fissuration

Définition : la pénétration de la fissuration est évaluée sur la base de ’évolution du coefficient
D d’endommagement défini 4 la figure 4.2. Selon le critére retenu au paragraphe 2.5.3, nous
admettons que la capacité admissible de déformation de la nouvelle couche est atteinte lorsque
sa fissuration est traversante et que le coefficient D atteint 0.2 a l'interface. La figure 6.2 illustre
I’évolution de D dans la nouvelle couche, calculée pour le cas de base. Nous admettons également
que le temps #;,; correspond a la durée qu’il a fallu attendre pour que la capacité admissible de
déformation de la nouvelle couche soit atteinte. La valeur de ¢;,; n’est qu’une valeur indicative. En
effet, 'intérét principal du présent paragraphe est de définir les conditions limites qui permettent
de savoir si la capacité admissible de déformation de la nouvelle couche est atteinte ou non.

6.3.1 Evolution de Phumidité relative

La figure 6.3 illustre I’évolution de I’humidité relative dans un élément hybride qui correspond
au cas de base. I’eau contenue dans le nouveau béton s’évacue par sa surface supérieure en
contact avec ’air ambiant et au travers du support. Par conséquent, la mise en place d’une
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Figure 6.2: Evolution du coefficient d’endommagement D et définition de f,,; (parameétres du
cas de base)

étanchéité A la surface supérieure du surbéton n'empéche pas complétement le séchage de la
nouvelle couche. Pour I'exemple présenté a la figure 6.3, la fissuration s'initie a partir de la
surface supérieure du surbéton, comme I'indique I'évolution de I'endommagement donnée a la

figure 6.2,

La figure 6.4 reprend les résultats illustrés a la figure 6.3 en variant la hauteur du nouveau
béton hyey. Lorsque liy.,, augmente, les variations de 'humidité relative en un point donné sont
plus lentes.

6.3.2 Influence du fluage et de 4,

Les résultats présentés dans ce paragraphe sont obtenus A partir du cas de base et en ne

variant que les parameétres fi., et K% e

Pour une valeur de hnew, = 120 mm, la figure 6.5 a) illustre 'influence du coefficient K}y sur

la pénétration relative ¢/hye, de la fissuration (¢ : profondeur effective de la fissuration mesurée
depuis la surface du surbéton). Lorsque le fluage spécifique augmente par rapport au retrait
de séchage, la progression de la fissuration est ralentie et peut méme étre stoppée. En d’autres
termes, lorsque la valeur de k%, augmente, celle de tne augmente également. L'influence de
k%, sur la propagation de la fissuration s'explique par le fait que, lorsque les effets visqueux
augmentent, la relaxation des contraintes induites par le séchage augmente également.

Pour une valeur de k7, = 0.13 MPa™', la figure 6.5 b) met en évidence I'influence de la
hauteur Ay, sur la propagation de la fissuration. A nouveau, plus fp., augmente, plus ti
augmente. Au-dessus d’une certaine valeur de hy,,, la fissuration est 4 nouveau stoppée dans
la nouvelle couche. Ce phénoméne s’explique par le fait que lorsque hy,,, augmente, le taux de
déformation moyen induit par le séchage est plus faible sur la hauteur de la nouvelle couche (voir
figure 6.4). Ce ralentissement du taux de déformation laisse le temps a la relaxation induite par
les effets visqueux de diminuer les contraintes générées par le séchage.
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Figure 6.7: Conditions limites permettant d’éviter que la capacité totale de déformation de la
nouvelle couche soit atteinte en fonction de fiye, et du rapport k} I

De maniére plus générale, la figure 6.6 illustre I'évolution de la valeur de £, en fonction de la
hauteur hye, et du rapport k% .- Prenons le cas d'une nouvelle couche hyey. = 100 mm et d'un

béton dont le rapport k} sy vaut 0.16 M Pa™!, la fissuration atteint l'interface cent quarante-
deux jours aprés la mise en place du nouveau béton. Si 'épaisseur de cette méme couche est
de 120 mm, la fissuration n'atteint plus l'interface. Cette figure met également en évidence
que l'influence du coefficient k} Jp SUL la pénétration de la fissuration devient négligeable pour
des reprofilages a l'aide de couches dont 'épaisseur est inférieure 4 50 mm. Pour des valeurs
supérieures de Ryeq, 'influence de k} Ir devient vite significative.

La synthése des résultats obtenus lors de ce paragraphe est illustrée 4 l'aide de la figure
6.7. Ce graphique (hnew, k},,.) distingue deux comportements différents, a savoir : en-dessus
des conditions limites, la fissuration n'atteint pas l'interface et, en-dessous, la fissuration atteint
I'interface au temps t;,;. Sur ce graphique, les points correspondent aux calculs numériques
effectués et les courbes sont des interpolations entre ces points.

Dans un cas courant, la hauteur Ay, varie entre 50 et 150 mm et la valeur du rapport
k%), d’un béton traditionnel entre 0.10 et 0.20 MPa~!'. Par conséquent, il existe une plage de
parameétres hp.,, et k} . qui permet d’éviter que la fissuration induite par le séchage atteingne
I'interface de I'élément hybride modélisé.

La figure 6.7 illustre également une zone grisée. Cette zone correspond aux éléments hy-
brides dont la fissuration s'est localisée de maniére plus importante et qui présenteront des
macrofissures. Cette zone grisée est présente lorsque kY Jr €St faible et pour des valeurs de hyeq,
supérieures a 60 mm. Ce résultat met en évidence I'influence du support sur le contrile de la
fissuration du surbéton. En effet, lorsque hy,,, est faible par rapport a hyyq, le support permet
de répartir la fissuration du surbéton pour autant que la délamination soit empéchée.
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Figure 6.8: Evolution des ouvertures de fissures fictives wgyp

La figure 6.8 a) illustre I'influence du rapport k7, sur 'évolution de I'ouverture d’une fissure
traversante fictive calculée a la surface supérieure du surbéton dont I'épaisseur de la nouvelle
couche vaut 120 mm. Lorsque k}‘ Jp Augmente, Wy, diminue fortement. Ce résultat s’explique
par le fait que wyy, dépend de la profondeur et de 'ampleur de la fissuration qui diminuent
lorsque A}, augmente.

En conclusion, les résultats présentés dans ce paragraphe montrent que la relaxzation en trac-
tion du nouveau béton permet de limiter la pénétration de la fissuration de la nouvelle couche
de béton armé en diminuant les contraintes induites par le séchage. Cette limitation est d’au-
tant plus forte que la hauteur du nouveau béton est grande. Dans les conditions de nos calculs,
il semble difficile d’éviter Uapparition de fissures traversantes dans les reprofilages a l'aide de
couches minces. En effet, lorsque ['épaisseur de la nouvelle couche est inférieure @ 50 mm, le
rapport k} /r doit étre plus élevé que 0.23 MPa™' pour éviter que la fissuration atteigne lin-
terface. De plus, lorsque la hauteur d'un nouveau béton traditionnel hye, est supérieure a 160
mm, la fissuration est towjours stoppée avant d’atteindre l'interface.

6.3.3 Influence du systéme statique

L’influence du systéme statique de I'élément hybride sur les conditions limites qui permettent
d’éviter que la capacité totale de déformation de la nouvelle couche soit atteinte est illustrée i
la figure 6.9 pour une poutre simple isostatique et pour une poutre bi-encastrée.

Dans le cas de la poutre simple (pu = 0.45 pour hye, = 80 mm), la pénétration de la
fissuration est nettement moins importante que celle illustrée a la figure 6.7. En effet, pour des
valeurs usuelles de hyeqy et k; e la fissuration n’atteint pas 'interface.

Pour I'élément hybride bi-encastré (= 1.00), les résultats se rapprochent de ceux présentés
a la figure 6.7. Ils s’en différencient de maniére importante pour des valeurs de Ay, supérieures
a 100 mm. En effet, la courbe qui correspond aux conditions limites tend asymptotiquement vers
un plateau. L'apparition d’une fissuration traversante dans une nouvelle couche dont I'épaisseur
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Figure 6.9: Influence du systéme statique sur les conditions limites qui permettent d'éviter que
la capacité totale de déformation de la nouvelle couche soit atteinte

est importante (fpew > 200 mm) peut paraitre étonnante, Ce résultat s'explique par le fait que
les contraintes ne dépendent dans ce cas que de la variation au cours du temps de 'humidité
relative. Si I'on néglige la relaxation, une variation de I'humidité relative de 0.06 suffit & provoquer
la fissuration en un point. Il faut donc que la valeur de k7, dépasse un certain seuil afin que la
fissuration de telles couches ne puisse plus atteindre I'interface.

Comparativement au cas de la travée centrale d'une poutre continue, les ouvertures de fissure
traversante fictive wyy,p sont plus grandes dans I'élément hybride bi-encastré (voir figure 6.8 b).
De méme, la zone grisée est plus importante. Pour 1'élément hybride bi-encastré, la zone grisée
débute & une hauteur hy,.,, de 100 mm lorsque k} fr = 0.10 MPa~'. Par conséquent, on peut
affirmer que le support controle efficacement la fissuration du surbéton lorsque le rapport entre
hpew/hota est inférieur 4 2/3, pour autant que la délamination soit empéchée.

6.3.4 Influence de la valeur finale du retrait ¢, .

Pour le cas de la poutre simple et celui de la travée centrale d'une poutre continue, la figure
6.10 illustre I'influence de €.,  sur les conditions limites qui permettent d'éviter que la capacité
totale de déformation de la nouvelle couche soit atteinte. Les résultats montrent que, pour un
rapport k} /r donné, la valeur de hney correspondant aux conditions limites augmente lorsque la
valeur de €. o augmente. Pour une valeur de €.y o de 300 pm/m, 'outil d’analyse prédit que la
fissuration d'une couche de nouveau béton, dont les paramétres sont compris entre 0.10 < A},

< 0.20 MPa™" et 50 < hpew < 150 mm, n'atteint quasiment jamais I'interface.

La valeur de €. a donc une influence importante sur la pénétration de la fissuration. Il
est donc judicieur de choisir un béton dont Uamplitude du retrait de séchage est la plus faible
possible. Bien qu'il soit plus avantageux de diminuer @ la fois €cs o €t Jr} Jr> UNE modification de
la recette d’un béton qui permettrait de diminuer dans la méme proportion son retrait de séchage
et son fluage en traction est une mesure intéressante,
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Figure 6.10: Influence de €.~ sur les conditions limites qui permettent d’éviter que la capacité
totale de déformation de la nouvelle couche soit atteinte

6.3.5 Influence du coefficient de diffusion du surbéton

L’influence du coefficient de diffusion D(h) du nouveau béton sur la pénétration de la fissu-
ration est étudiée en faisant varier, d'une part, le paramétre Dy et, d’autre part, le paramétre
he. Les valeurs de D(h) prises en compte sont illustrées a la figure 6.11.

L'influence de la variation de Dy sur la pénétration relative ¢/hne, de la fissuration est
illustrée 4 la figure 6.12 pour des valeurs de hney, de 60 et 120 mm et pour un rapport k%, = 0.16

MPa~!, déterminé lorsque Dy = 50 mm?/jour. Lorsque Dy augmente, la fissuration atteint plus
tot I'interface et inversement. L'influence est faible pour les petites valeurs de hyey.

100 100
90 90
80 80
70 70
60 60
50 50
40 40
30 30
20 20
10 10

Figure 6.11: Variations admises du coefficient de diffusion hydrique

La pénétration de la fissuration calculée pour un coefficient Dy = 100 mm?/jour est quasi-
ment identique & celle du cas de base illustré a la figure 6.5 a) lorsque A}, vaut 0.13 MPa'.
Sans modifier la valeur finale du retrait de séchage, une variation de Dy provoque une modifica-
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Figure 6.12: Influence de Dy sur la propagation de la fissuration

tion de la cinétique du séchage et de celle du retrait. Lorsque la valeur de Dy augmente, le retrait

*

a lieu plus vite. En recalculant les valeurs de & t/r poOUr les paramétres correspondant, on obtient :
k%), = 0.14 MPa~! lorsque Dy vaut 100 mm?/jour et k) = 020 MPa~! lorsque Dg vaut
25 mm?/jour, Ces résultats montrent que I'utilisation du coefficient K}/, comme caractéristique

hydrique générale du béton est cohérente.

La figure 6.13 présente des résultats similaires en faisant varier la valeur de h.. Ces résultats
se comprennent en sachant que lorsque h. vaut 0.70 et 0.95, k} Jp vaut respectivement 0, 14 et

0,30 MPa1.
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Figure 6.13: Influence de h. sur la propagation de la fissuration
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6.3.6 Influence du coefficient de transfert hydrique 7,

Par rapport a la valeur de 7, = 1.0 mm/jour, on peut admettre que ce paramétre augmente
jusqu'a 5.0 mm/ jour lorsque les surfaces de béton sont soumises & des effets importants de vent.
Pour des surfaces situées a I'intérieur d'un batiment et protégées du vent, on peut admettre un
coefficient 7, valant 0.3 mm/jour.

La figure 6.14 illustre l'influence de ces différentes valeurs de 7, sur la propagation de la
fissuration (cas de base, a I'exception de k}, = 0.16 MPa™'). Lorsque 7, vaut 0.3 mm/jour, la
fissuration s'initie plus tardivement a la surface supérieure du surbéton. Ensuite, sa propagation
vers l'interface est quasiment indépendante de la valeur de 7). Par conséquent, la valeur de 7, =
0.3 mm/jour augmente la valeur de t;,;, mais ne modifie pas de maniére significative les courbes
qui correspondent aux conditions limites données aux paragraphes précédents.
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Figure 6.14: Influence du coefficient de transfert hydrique 7, sur la propagation de la fissuration
(k7. = 0.16 MPa™1)

En variant la valeur du coefficient 7, au cours du temps, la mise en place d'une étanchéité
sur la surface du surbéton peut étre simulée, Ces calculs ont été effectués en imposant une
valeur de 7, de 0.01 mm/jour aprés trente-trois ou cinquante-cing jours. La figure 6.15 présente
I'évolution de 'humidité relative i (t) d'un élément hybride dont I'étanchéité est mise en place
aprés cinquante-cing jours. L'étanchéité diminue de maniére importante les gradients de h (1)
sur la section de I'élément et stoppe la fissuration dans la zone supérieure du surbéton. Cette
limitation de la fissuration s’explique par le fait que les variations de h () au cours du temps
sont moins importantes aprés la mise en place de I'étanchéité.

Les résultats illustrés dans ce paragraphe démontrent que la pénétration de la fissuration d'un
surbéton d’une dalle de roulement de pont peut étre limitée en protégeant sa surface de 'action
du vent et en mettant en place au plus vite une étanchéité. Les résultats donnés aux figures 6.7
et 6.9 peuvent permettre de définir le temps opportun pour mettre en oeuvre I'étanchéité.

La mise en place de I'étanchéité provoque 'augmentation de 'humidité relative au point 1
(voir figure 6.15). Cette constatation permet d'expliquer la formation de dépots d’eau parfois
observés sous des étanchéités mises en place sur un béton encore trop humide. Nos résultats
montrent qu’aucun probléme de ce type ne devrait avoir lieu si une durée minimale d’environ
trois semaines est respectée avant la mise en place de I'étanchéité,
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Figure 6.15: Evolution de I"humidité relative et isohygres d’un élément hybride (cas de base) sur
lequel une couche d'isolation a été mise en place 4 55 jours

6.3.7 Influence du retrait endogéne

La figure 6.16 présente |'influence du retrait endogéne €,,,4, sur la pénétration de la fissuration
du surbéton, calculée pour un cas de base, & I'exception de k% Jr =016 M Pa~'. Ces résultats
montrent que le retrait endogéne accélére la pénétration de la fissuration. En effet, lorsque
€endo,co Vaut 100 pm/m, la valeur de ¢, est quasiment divisée par deux par rapport au cas on
€endo,oo = (. Comparativement aux résultats présentés 4 la figure 6.7, le retrait endogéne a une
influence défavorable en déplagant vers le haut la courbe correspondant aux conditions limites.
En conséquence, il est donc judicieux de choisir un béton dont I'amplitude du retrait endogéne
est la plus faible possible.

La valeur de €.ndo o €St importante pour des bétons dont le rapport e/c est faible ou qui
contiennent une proportion importante de fumées de silice (bétons & hautes performances BHP).
Pour de tels matériaux, la valeur finale du retrait de séchage €., o est en général diminuée. On
admet grossiérement que la superposition de retrait endogéne et du retrait de séchage provoque
une déformation totale dont I'amplitude finale se rapproche de 600 pum/m pour de nombreux
bétons [Grang96|. Cette derniére constatation permet de généraliser les résultats illustrés aux
figures 6.7 et 6.9 4 une gamme plus large de bétons. Cette généralisation doit toutefois étre
admise de maniére prudente. En effet, le retrait endogéne n’ayant pas du tout la méme cinétique
que le retrait de séchage, leur superposition doit tenir compte de leur temps caractéristique
différent.

6.3.8 Présence de fibres métalliques dans le surbéton

La présence des fibres métalliques dans le surbéton est prise en compte dans |'outil d’ana-
lyse en modifiant le diagramme d'adoucissement (o — w). La figure 6.17 a) présente les trois
diagrammes choisis pour étudier I'influence du dosage en fibres a crochets. Sur la base des ré-
sultats des essais de caractérisation des matériaux (voir paragraphe 3.5), nous admettons que
les paramétres wy = 0.012 mm, wy = 10 mm et a = 0.70 correspondent & un dosage en fibres a
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Figure 6.16: Influence du retrait endogéne sur la pénétration de la fissuration (k}, = 0.16
MPa™')

crochets de 80 kg/m®(équivalent & un dosage de 1 % en volume). Ensuite, nous postulons que
les parameétres wy = 0.004 mm, ws = 10 mm., a = 0.90 correspondent & un dosage de 100 kg/m?*
(1.3 % en volume) et wy = 0.022 mm, wy = 10 mm, a = 0.45 & un dosage de 50 kg/m® (0.65 %
en volume). La pente de la premiére partie de ces trois diagrammes d’adoucissement est iden-
tique. Les deux diagrammes présentés  la figure 6.17 b) ont pour but d’étudier I'influence de la
pente de la premidre partie du diagramme d’adoucissement. Tout d’abord, une modification de
la valeur de wy (wy = 0.008 au lieu de 0.012) est considérée pour le dosage en fibres a crochets
de 80 kg/m®. Ensuite, un cas limite est admis (w; = 0.04 mm, wy = 0.30 mm, o = 0.98) dans
le but de représenter le comportement d'un béton ayant un fort dosage en fibres adhérentes (>
1.5 % en volume). Les calculs sont effectuées pour un cas situé dans la zone grisée de la figure
6.7 (K}, = 0.06 MPa™!, €cy 00 = 600 pm/m, hnew = 120 mm).
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Figure 6.17: Diagrammes d’adoucissement pris en compte pour représenter la présence des fibres
métalliques
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Pour tous les cas simulés, la présence des fibres n’a pas eu d’influence significative sur la
pénétration de la fissuration. Son influence principale est observée au niveau du contréle de
Vouverture de la fissure fictive weup & la surface supérieure du surbéton. La figure 6.18 a) illustre
Pinfluence du dosage en fibres sur le controle de 'ouverture de la fissure fictive. Pour un dosage
de 50 kg/m?>, les fibres deviennent actives lorsque wsyp dépasse une valeur de 80 um. De plus,
la valeur de wsyp, calculée & 9600 heures, est peu différente de celle du béton sans fibre. Lorsque
ce dosage passe & 100 kg/m?, Ieffet des fibres s’observe 4 partir d’une valeur de wgyp de 20 um.
De plus, la valeur de wsgyp, calculée & 9600 heures, est divisée par 3. Dans les conditions de nos
calculs, les résultats montrent que, pour controler efficacement la fissuration d’une couche de
nouveau béton, le dosage en fibres & crochets doit &tre d’au moins 80 kg/m3. A partir d’environ
6000 heures, 'augmentation de wsyp ne dépend quasiment plus de la présence des fibres.

L’influence de w; sur ouverture de la fissure fictive est présentée a la figure 6.18 b). Pour
des valeurs de wgyp inférieures & 40 pm, le contrdle de la fissuration est moins efficace lorsque w;
diminue. Une pente plus forte de la premiére partie du diagramme d’adoucissement a donc un
effet défavorable. Dans le cas des forts dosages en fibres adhérentes (> 1.5 % en volume), une
faible pente initiale du diagramme d’adoucissement conduit 4 un contréle efficace de la fissura-
tion. Pour les cas simulés, aucune localisation de la fissuration n’a été observée numériquement.
Les valeurs calculées de wg,, sont négligeables dans ce cas.

Bien que ces résultats soient basés sur des diagrammes d’adoucissement théoriques, ils per-
mettent de donner des directions 4 suivre afin d’optimiser un béton de fibres. Le controéle de la
fissuration d’un surbéton dépend principalement de la pente de la premiére partie du diagramme
d’adoucissement.

L’influence des fibres sur le controle de wsyp peut étre relativisée en la comparant a la
limitation de wesyp due au fluage en traction (voir figure 6.8 a). L’augmentation du rapport k} Jr

de 0.06 4 0.10 MPa~! a un effet comparable 4 la présence de 100 kg/m? de fibres & crochets.
Cette importante remarque met en évidence qu'il est beaucoup plus favorable de tenter d’éviter
Papparition de la fissuration, c’est-a-dire de profiter de la relaxation des contraintes induites,
plutét que de simplement la controler.

6.3.9 Présence de Parmature dans le surbéton

La présence de barres d’armature est prise en compte lors des simulations en suivant la
démarche illustrée a la figure 4.3. 1l faut rappeler que cette démarche considére une adhérence
parfaite entre la barre d’armature et le béton. Par conséquent, les ouvertures de fissures fictives
qu’elle permet d’obtenir sont sous-estimées. Néanmoins, cette adhérence parfaite n’influence pas
de maniére significative la valeur de t;,;. En effet, I’'ouverture des fissures fictives reste négligeable
tant que ¢ est inférieur a t;,;.

Pour un cas situé dans la zone grisée de la figure 6.7 (k;‘c = 0.06 MPa™, €500 = 600
pm/m, hpey, = 120 mm), une série de simulation numérique a été réalisée en ajoutant une barre
d’armature dans la partie supérieure de la nouvelle couche dans le but d’étudier 'influence de
cette armature sur la valeur de %;,:. L’épaisseur du béton d’enrobage est admise & 35 mm.
Les résultats de ces calculs montrent qu’indépendamment du taux d’armature présente dans le
surbéton, les barres n’influencent pas la pénétration de la fissuration. De plus, aucune localisation
de la fissuration n’a été observée numériquement pour les cas simulés. Par conséquent, les valeurs
calculées de wgyp restent négligeables comme dans le cas du surbéton & fort dosage en fibres
adhérentes.
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Figure 6.18: Evolution des ouvertures de fissures fictives en fonction a) du dosage en fibres a
crochets et b) du type de fibres (k},, = 0.06 MPa™1)

Notons encore que, pour les cas simulés, la présence de 'armature favorise I'endommagement
du béton d'enrobage en entravant ses déformations de séchage (voir aussi paragraphe 5.2).

6.3.10 Influence de la hauteur du support /i,

Des simulations similaires i celles présentées jusqu’ici ont été réalisées en adoptant une valeur
de hyq égale & 300 mm. Les résultats montrent que, pour les trois systémes statiques considérés,
I'influence de ce paramétre sur la pénétration de la fissuration du surbéton n'est pas significative.
Cette conclusion permet de généraliser les considérations établies tout au long du paragraphe
6.3 & un plus grand nombre d'éléments hybrides.

6.4 Contréle de la délamination

6.4.1 Introduction

A 'aide des résultats tirés du paragraphe précédent, il est possible de déterminer si la fissura-
tion du surbéton provoquée par le séchage et le retrait endogéne atteint ou non I'interface. Cette
pénétration de la fissuration dépend fortement du degré d'entrave des déformations (systéme
statique de I'élément hybride), de la hauteur ke, du nouveau béton, du rapport k7, de la
valeur finale du retrait de séchage €., ~ et des autocontraintes générées par le retrait endogéne.,

Afin d'assurer la fonction de portance d’'un élément hybride, son comportement 4 la rupture
doit &tre monolithique. Par conséquent, lorsque la fissuration du surbéton atteint 'interface, sa
propagation doit ensuite se produire dans le support et non pas le long de I'interface. De plus,
la délamination dans les zones de bord doit impérativement étre empéchée.

Avant de discuter en détail les résultats obtenus, il parait judicieux de s'intéresser a I'état de
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Figure 6.19: Cheminement des efforts entre une section non fissurée et une section fissurée (flexion
simple)

contraintes qui régne a 'interface au droit d’une section de nouveau béton entiérement fissurée.
Cette distribution des contraintes dans le surbéton ne dépend quasiment plus de 'action qui ’a
engendrée. En effet, ces contraintes dépendent du taux d’armature présent dans le surbéton et
du diagramme d’adoucissement du matériau. Les résultantes de ces contraintes sont illustrées
au droit de la section fissurée A la figure 6.19, a I’aide des forces T et ch’ post- Au droit d’une
section non fissurée, les contraintes présentes dans le surbéton et leurs résultantes T et T
dépendent de I’action étudiée. A la rupture, la nature de cette action peut étre un moment
de flexion ou un effort normal dus & des sollicitations permanentes ou variables. A ’état de
service, la combinaison d’une sollicitation permanente, du séchage et des effets d’hydratation

constitue cette action. Dans la section fissurée, la somme des forces intérieures (Tf + T p03t>

est inférieure a (T + T) et une partie de I’effort de traction Tf o pre transite par interface pour
venir solliciter le support. De chaque c6té de la section fissurée, les trajectoires des contraintes
deviennent obliques. L’interface est donc sollicitée par une contrainte de traction o, et une
contrainte de cisaillement 75, qui tendent & propager la délamination. Dans le méme temps, la
partie supérieure du support est sollicitée par une contrainte de traction o, qui tend & propager
verticalement la fissure dans le support.

6.4.2 Comportement a la rupture

Hypothéses de base et paramétres

La figure 6.20 décrit la structure modélisée afin de déterminer si le comportement 4 la rupture
d’un élément hybride est monolithique ou non. La sollicitation est une déformation imposée sous
la forme d’une courbure. Une structure similaire a été modélisée dans [Habe99] en imposant une
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Figure 6.20: Description de la structure modélisée, maillage et conditions de bords

déformation axiale de traction au lieu d’une courbure. Il s’est avéré que le cas de la déformation
axiale n’est pas déterminant.

Par rapport aux parameétres définis sous 6.2, quelques simplifications ont été effectuées. Les
modeéles de viscoélasticité et l'influence de I’age du béton sur ses propriétés mécaniques ont
été abandonnés. Le module d’élasticité des deux bétons et celui de la zone d’interface valent
37500 N/ mm?. La résistance 4 la traction du nouveau béton fet new €st un pourcentage de fet 014
variant entre 25 et 100 %. La valeur de f¢; i est admise ici & 3,73 N, /mm?. Les cas ot la valeur
de fetnew est supérieure & fi o14 ne sont pas traités dans la présente étude. Les paramétres du
modeéle de fissuration quasi-statique du nouveau béton dépendent du rapport entre feipew et
fet,o1d- 11 sont déterminés par homothétie & partir du diagramme d’adoucissement du vieux béton.
La résistance a la traction de la zone d’interface f int est un pourcentage de la résistance a la
traction du nouveau béton fe new variant entre 30 et 100 %. Les parameétres de son modele de
fissuration quasi-statique sont aussi déterminés par homothétie en suivant la démarche présentée
au paragraphe 4.4. Dans ces simulations, ’armature est prise en compte a ’aide de la démarche
décrite sous 4.3 (valable pour HEATS.0) et la loi d’adhérence entre I'acier et le béton est a
nouveau tirée du code Modele CEB-FIB [Cebf90] (les parameétres sont identiques & ceux donnés
sous 4.5.1). L’enrobage de ’armature est admis a 35 mm.

Résultats issus des simulations

Le but des calculs est de définir, pour des paramétres donnés, la frontiére entre les compor-
tements monolithiques et non monolithiques de ’élément hybride. Pour ce faire, nous admettons
qu’un comportement monolithique ne doit présenter aucune délamination. Ce critére sévére si-
gnifie, sur le plan numeérique, que la fissuration verticale doit rester dans la premiére colonne
d’éléments finis et ne pas se propager horizontalement le long de l'interface. En réalité, la fron-
tiere recherchée n’est pas marquée de maniére aussi claire. Une comportement intermédiaire,
observé aussi bien numériquement que physiquement, est illustré par une faible délamination,
puis par une propagation de la fissuration dans le support. Selon son ampleur, ce comportement
intermédiaire ne signifie pas forcément que la nature monolithique du comportement 4 la rupture
de ’élément hybride est compromise. Toutefois, les résultats présentés ci-dessous admettent que
le comportement intermédiaire n’est pas considéré comme monolithique.
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Figure 6.21: Comportement a la rupture pour un rapport hApey /hoq = 0.46

Les figures 6.21, 6.22 a) et b) présentent les frontieres obtenues pour des rapports n =
hrew/hoia valant respectivement 0.46, 0.80 et 1.42. Ces résultats sont généralisables a des élé-
ments hybrides dont la hauteur du vieux béton hyyqy est différente de 150 mm. Chaque figure
illustre la frontiere obtenue pour un surbéton non armé, un surbéton de fibres non armé, un
surbéton armé de barres de ¢ 10 mm espacées de 150 mm et un surbéton armé de barres de ¢
14 mm espacées de 80 mm.

La valeur des rapports feinew/ fet,old €t fet int/ fet,new Obtenue expérimentalement (voir cha-
pitre 3) sur les quatorze éléments hybrides est également reportée dans ces trois figures.

Influence de la hauteur A,

A Paide des figures 6.21, 6.22 a) et b), on constate que la délamination est plus difficile &
éviter lorsque le hauteur hpe, augmente par rapport a hyg. Cette remarque est valable pour
tous les types de surbétons modélisés. Elle s’explique par le fait que la force TCf ¢> décrite a la
figure 6.19, augmente lorsque hpe,, augmente. En effet, la résultante des efforts (’fer traction dans
la section non fissurée (T, + Ts) est proportionnelle & hpeqy-

Pour une interface réalisée par une hydrodémolition soignée, la valeur attendue de fe int
se situe aux alentours de 0,75 - fgi pew. Pour un élément de structure usuelle, la valeur de
fetnew/ fet,ota varie entre 0,8 et 1,0. Dans ces conditions, un élément hybride non armé dont n
vaut 0.46 ne se délaminera pas & la rupture. Lorsque n vaut 0.80, la présence d’une armature dans
le surbéton peut permettre d’éviter 'apparition de la délamination & la rupture. Finalement,
lorsque n vaut 1.42, la délamination est difficilement évitable.
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Figure 6.22: Comportement & la rupture pour Apey/hog = 2) 0.80 et b) 1.42

Présence de Parmature dans le surbéton

Les graphiques présentés aux figures 6.21, 6.22 a) et b) permettent de quantifier ’effet favo-
rable de la présence de Parmature dans le surbéton. Cet effet s’explique par le fait que la force

intérieure TJ permet de diminuer 'amplitude de ch pre €t donc de soulager interface.

Dans le cas d’un surbéton non armé, avec n = 0.46 et fct new/ for,o1a = 0.80, la résistance
nécessaire de 'interface afin d’éviter toute délamination vaut 0,62 - fes new (soit 0,62-0,8-3,73
= 1,85 N/mm?). Si ce méme surbéton est armé de barres de ¢ 10 mm, espacées de 150 mm,
la résistance nécessaire diminue & 0,55 - fey new (soit 1,64 N/ mm?). En augmentant la quantité
d’armature & des barres de ¢ 14 mm, espacées de 80 mm, la résistance nécessaire chute a 0,40 -
fet,new (soit environ 1,20 N/ mm?). L’intérét de ces résultats est qu’ils permettent de nuancer les
exigences relatives 4 la résistance 4 la traction de l'interface en fonction de I’armature disposée
dans le surbéton et de la hauteur h,e,y,.

Pour le concepteur d’un élément hybride, il est plus judicieux de connaftre le taux d’armature
Pnéc & mettre en oeuvre dans le surbéton afin d’assurer un comportement monolithique. Les
figures 6.23 a) et b) permettent de déterminer ce taux nécessaire p,,. en fonction du rapport
1 = Pnew/hod- La figure 6.23 a) est obtenue en fixant la valeur de fu new/ fet,old @ 0.80 et en
faisant varier la résistance & la traction de l'interface. La figure 6.23 b) est obtenue en fixant
la valeur de fet int/ fetmew & 0.60 et en faisant varier la résistance & la traction du surbéton. Il
est intéressant de noter que la relation entre p,.. et n est linéaire et qu’elle ne passe pas par
Porigine. Ceci signifie qu'il existe une valeur caractéristique neqr(pps. = 0) de n en dessous de
laquelle la délamination ne se produit pas méme lorsqu’il n’y pas d’armature dans le surbéton.
La pente de ces droites dépend uniquement de la résistance & la traction de Vinterface et varie
peu. De plus, la valeur de ng,, dépend a la fois de la résistance & la traction de 'interface et du
rapport fet new/ fetoia- Ces résultats permettent de distinguer les trois zones suivantes :

1) Lorsque le rapport n = Apew/hord est inférieur a 0.40, une interface préparée avec soin par
hydrodémolition (fetint =2 75 % de fet new) suffit a éviter apparition de la délamination &
la rupture.
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Figure 6.23: Taux d’armature nécessaire p, .. afin d’éviter la délamination

2) Pour des valeurs de n comprises entre 0.40 et 0.80, une armature peut étre mise en oeuvre
dans le surbéton pour éviter la délamination.

3) Lorsque la valeur de n est supérieure a 0.80, une étude plus approfondie du comportement
4 la rupture de I’élément hybride doit étre entreprise. En effet, une certaine ampleur de
la délamination peut étre acceptée sans pour autant compromettre le comportement & la
rupture de 1’élément hybride ou, si cela n’est pas le cas, le recours & des goujons peut
devenir nécessaire [Bren95].

Présence des fibres métalliques

Les figures 6.21 4 6.23 a) permettent de juger de I'influence de 80 kg/m? de fibres métalliques
a crochets sur 'ampleur de la délamination. Les résultats montrent que cette influence est faible
et qu’il vaut mieux améliorer la résistance a la traction du nouveau béton et surtout celle de
Pinterface.

6.4.3 Influence du séchage et des effets d’hydratation

Lorsque le séchage et les effets d’hydratation induisent une fissuration du surbéton qui atteint
Pinterface, il faut que la propagation des fissures se poursuive dans le support sans créer de
délamination.

Une série de simulation est entreprise a4 partir d’'un élément hybride non armé dont les
parametres sont k%, = 0.10 MPa™!, €500 = 600 um/m et hpew = 120 mm, (zone grisée des
figures 6.7 et 6.9). Les calculs sont effectués pour deux systémes statiques : une travée centrale
d’une poutre continue et une poutre bi-encastrée. Le but de ces calculs est de déterminer la
frontiére entre les comportements monolithiques et non monolithiques. Le principe de ces calculs
est similaire & ceux dont les résultats sont présentés aux figures 6.21 et 6.22, & ’exception de la
sollicitation. En effet, la courbure est remplacée par ’effet du séchage.-
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Figure 6.24: Influence de fe ine sur 'ouverture de fissure fictive wgy,

La frontiére obtenue pour les cas traités est quasiment identique a celle déterminée 4 la figure
6.22 a) pour le cas de la courbure imposée. La comparaison des résultats montre que 'ampleur
de la délamination est identique pour les deux types de sollicitation. Ce résultat se comprend en
analysant la distribution des contraintes dans I'élément hybride. Au droit de la section fissurée, la
distribution des contraintes est quasiment indépendante du fait que les contraintes sont générées
par une courbure extérieure ou par le séchage de la nouvelle couche. Une zone de traction est
située sous le front de la fissure et une zone de compression est localisée dans la partie inférieure
du support. De plus, lorsque la fissure atteint I'interface, 'amplitude des contraintes dans la
zone fissurée dépend principalement de la résistance 4 la traction du nouveau béton et de son
diagramme d’adoucissement. Au droit d'une section non fissurée, la distribution des contraintes
dues au séchage differe quelque peu. En effet, la zone de compression est située dans la partie
supérieure du support et le surbéton reste soumis uniquement a de la traction.

Des simulations identiques aux précédentes ont été réalisées en augmentant la valeur de €4
A 900 pm/m. Cette modification n'a pas eu d'influence sur la frontiére recherchée. En effet, la
répartition des fissures verticales dans le surbéton limite 'amplitude des contraintes agissant le
long de l'interface.

Le retrait endogéne et les effets thermiques au jeune age induisent des autocontraintes dont la
distribution est proche de celle des contraintes induites par le séchage. En ce sens, ces phénomeénes
ne modifient pas la frontiére entre les comportements monolithiques et non monolithiques d'un
élément hybride.

Lors des calculs, I'apparition de la délamination provoque une augmentation de l'ouverture
de fissure fictive wg,,, mesurée i la surface supérieure du surbéton. Cette influence est illustrée
a la figure 6.24 dans le cas d'un élément hybride bi-encastré. A 9600 heures, la valeur de
Wyp €st augmentée d'environ 25 % lorsque la résistance a la traction de I'interface est faible
(fetint/ fetmew = 0.25). De plus, les résultats présentés a la figure 6.24 démontrent que la valeur
de wyp, augmente lorsque la résistance & la traction du nouveau béton fet new diminue. 11 est
donc préférable de rechercher un béton dont la résistance 4 la traction se rapproche de celle du

support.
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6.4.4 Délamination dans les zones de bords

A l'exception de quelques cas particuliers d’introduction de forces (voir figure 6.25 a), la
délamination dans les zones de bords est en général due an fait que les déformations, provoquées
par le séchage du nouveau béton ou par ses effets d’hydratation, sont entravées.

Ce paragraphe a pour but d'étudier dans quelles conditions le séchage peut provoquer une
délamination dans le bord d'un élément hybride en fonction de son amplitude finale €., ~ ainsi
que des différentes résistances a la traction des deux bétons et de I'interface. La structure hybride
modélisée est la méme que celle illustrée a la figure 6.1. Les calculs sont effectués pour un cas
de base avec k7, = 0.10 MPa™', €0 = 300+ 600 pm/m, et hyey = 120 mm. En plus du
systéme statique du cas de base (travée centrale d'une poutre continue), la délamination dans
les zones de bords est étudiée pour une poutre console isostatique (voir figure 6.26 a). Ce dernier
cas permet d’éviter toute influence du systéme statique sur le mécanisme de délamination dans
la zone de bords.

En suivant le méme principe que celui adopté au paragraphe 6.4.2, les présents calculs per-
mettent de définir 1a frontiére entre les comportements monolithiques et non monolithiques de
I'élément hybride. Etant donné les singularités des contraintes calculées dans les zones de bords,
nous admettons que la délamination apparait lorsque le coefficient d’endommagement D atteint
0.80 au droit de l'interface. En-dessous de ce critére, I'ouverture de fissure fictive reste inférieure
4 5 pum a I'extrémité de l'interface.

a) Introduction de forces pouvant b) Butée constructive afin
entrainer une délamination d'ancrer les efforts dus aux
déformations entravées

!

|
e ——

* |

Figure 6.25: Délamination dans les zones de bords

Les figures 6.26 a) et b) illustrent les frontiéres obtenues en fonction du systéme statique et
de €5~ A nouveau, l'influence du systéme statique est importante. En effet, si 'extrémité du
support n'est pas libre, la frontiére se situe environ 30 % plus haut que dans le cas contraire. Sa-
chant que I'hydrodémolition permet d’obtenir une résistance a la traction de I'interface d’environ
75 % de fut new, 12 délamination dans le bord de la console isostatique est évitée si la résistance
a la traction du nouveau béton fu new est supérieure & 65 % de fe qq. Par contre, cette méme
délamination est difficilement évitable si I'extrémité du support n'est pas libre de se déplacer.
Afin d’assurer, dans ce cas, le comportement monolithique & la rupture de I'élément hybride,
des mesures telles que la conception d'une butée constructive (voir figure 6.26 b) ou la mise en
oeuvre de goujons, doivent étre prises. Ces éventuels goujons sont & disposer sur une distance
laar. illustrée A la figure 6.27 pour un rapport fe new/ fet.od = 1.0. La longueur lgq correspond a
la distance sur laquelle le coefficient d’endommagement D de I'interface est supérieur a 0.80.

Etant donné que les résultats présentés dans ce paragraphe sont obtenus en admettant une
valeur de k7, de0.10 MPa~!, on peut affirmer qu’ils sont conservateurs. En effet, une amplitude
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Figure 6.26: Prévision de la délamination dans les zones de bords en fonction du systéme statique

et de €.4.00.

plus importante du fluage en traction permet de relaxer les contraintes dues au séchage et de
diminuer I'ampleur de la fissuration. Notons encore que les résultats présentés ici sont valables
pour une valeur de fy,py de 120 mm. Pour des valeurs inférieures de fipe, les exigences relatives
A la résistance a la traction de l'interface peuvent étre diminuées dans les mémes proportions
que celles observées pour la délamination au droit d'une fissure du surbéton.

Figure 6.27: Ampleur de la délamination
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6.5 Conclusions de I’étude paramétrique

I’étude paramétrique présentée dans ce chapitre permet d’améliorer la compréhension du
comportement a long terme des éléments hybrides et de quantifier certains de ces aspects. Les
conclusions de ’étude sont classées selon trois catégories. 1l s’agit tout d’abord de distinguer
les paramétres ou les phénomeénes qui permettent de limiter la pénétration dans la nouvelle
couche de béton armé de la fissuration verticale due au séchage. Ensuite, si cette fissuration
atteint l'interface, la discussion s’oriente sur les moyens de contréle de I'ouverture des fissures
traversantes de la nouvelle couche et sur le mécanisme de délamination entre les deux couches.

Pénétration dans la nouvelle couche de la fissuration due au séchage :

— Le fluage en traction du nouveau béton permet de ralentir et parfois de stopper la péné-
tration de la fissuration de la nouvelle couche de béton armé en relaxant les contraintes

induites par le séchage.

— Cette effet favorable est d’autant plus fort que la hauteur du nouveau béton hpe, est
grande. De plus, il ne dépend pas de maniére significative de la hauteur du support Agq-

— Au niveau du matériau, le rapport k; /r entre le fluage spécifique en traction et le retrait de

séchage est un bon parameétre pour évaluer la capacité totale de déformation d’un béton.

— Au niveau de la structure, le systéme statique de [’élément hybride influence fortement la
pénétration de la fissuration du surbéton. L’ampleur de la fissuration du surbéton augmente
lorsque le degré d’entrave u des déformations de la nouvelle couche augmente.

— Pour un degré d’entrave moyen, il est difficile d’éviter que la fissuration d’une couche,
dont hpey est inférieur a 50 mm, atteigne l'interface sous I’effet du séchage. Pour de telles
couches minces, l'influence de k} Jp SUT la pénétration de la fissuration est négligeable.
Lorsque la valeur de hyeq, est comprise entre 50 et 160 mm, la pénétration de la fissuration
dépend du rapport k}’é Jr €t de 'amplitude finale du retrait de séchage €c; 0. Enfin, lorsque
hnew est supérieur & 160 mm, la fissuration est généralement stoppée avant d’atteindre
I'interface.

— Lorsque les déformations de la nouvelle couche sont totalement entravées (p = 1), la
fissuration traversante du surbéton est évitable si le rapport k; Jr dépasse un certain seuil.
Dans les conditions de nos calculs, ce seuil vaut environ 0.17 M Pa~1 lorsque la hauteur
du surbéton est supérieure & 100 mm.

— Indépendamment de la valeur de k]’i Jr il est judicieux de choisir un béton dont 'amplitude
du retrait de séchage €cs o0 est la plus faible possible.

— La présence d’autocontraintes dues aux effets d’hydratation accélére la pénétration de la
fissuration du surbéton. De ce fait, il est nécessaire de choisir un béton dont amplitude

du retrait endogene est faible et de limiter la différence de température au jeune age entre
la vieille et la nouvelle section.

— La mise en place sur le surbéton d’une étanchéité & un temps opportun peut permettre de
stopper la fissuration de la nouvelle couche.

— L’armature passive et les fibres métalliques présentes dans le surbéton n’ont pas d’influence
sur la pénétration de sa fissuration.
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Controle de la fissuration traversante de la nouvelle couche

— Pour autant que la délamination soit empéchée, le support controle efficacement la fissu-

ration due au séchage lorsque le rapport Apey/hoig est inférieur a 2/3.

— L’armature passive devient utile pour contréler la fissuration traversante du surbéton

lorsque la valeur de k’} Jr €St inférieure 4 0.15 M Pa™!, que la hauteur hype, est supérieure
4 100 mm et que le degré d’entrave p est élevé.

— La pente de la premiére partie du diagramme d’adoucissement d’un béton influence forte-

ment le contrdle de la fissuration traversante de la nouvelle couche. En ce sens, 'apport de
fibres métalliques & crochets devient significatif pour des dosages supérieurs a 80 kg/m?
(1.0 % en volume) . De plus, de forts dosages en fibres adhérentes (> 1.5 % en volume)
semblent étre en mesure de produire un contrdle efficace de la fissuration traversante.

Controéle de la délamination entre les deux bétons

Nos résultats montrent que si la délamination au droit d’une fissure traversante de la nouvelle
couche est impossible & la rupture, des déformations imposées telles que le séchage et les effets
d’hydratation ne peuvent pas la provoquer. Cette constatation a permis de limiter cette étude
& son seul comportement & la rupture. A I'exception de quelques cas d’introduction de forces,
la délamination dans les zones de bords est principalement due & des efforts induits par des
déformations entravées. Il est donc nécessaire de distinguer ces deux types de délamination.

2)

Délamination au droit d’une fissure traversante de la nouvelle couche :

— L’emploi d’un nouveau béton dont la résistance 4 la traction est proche de celle du support

permet de diminuer les exigences relatives & la résistance & la traction fe ;¢ de I'interface.

La délamination & la rupture est plus difficile & éviter lorsque la hauteur du nouveau béton
hnew augmente.

Lorsque le rapport n = hpey/hoig est inférieur a 0.40, une interface préparée avec soin par
hydrodémolition (fe,ims = 75 % de fet new) suffit & éviter ’apparition de la délamination &
la rupture.

Pour des valeurs de n comprises entre 0.40 et 0.80, une armature peut étre mise en oeuvre
dans le surbéton pour éviter la délamination. La participation de I’armature permet de
diminuer la sollicitation de 'interface. Le taux d’armature & mettre en place afin de garantir
le comportement monolithique de 1’élément hybride dépend de la valeur de n et de la
résistance & la traction de l'interface fet int.

Pour ces mémes valeurs de n, la présence de fibres métalliques dans le surbéton ne permet
pas de diminuer de maniére significative la sollicitation de Vinterface.

Lorsque la valeur de n est supérieure & 0.80, une étude plus approfondie du comportement
& la rupture de I’élément hybride doit étre entreprise. En effet, une certaine ampleur de
la délamination peut étre acceptée sans pour autant compromettre le comportement a la
rupture de ’élément hybride ou, si cela n’est pas le cas, le recours & des goujons peut
devenir nécessaire [Bren95|.

Délamination dans les zones de bords :

Dans le cas d’une poutre isostatique, la délamination dans les zones de bords est évitée si
la résistance a la traction du nouveau béton fet new est supérieure a 65 % de fet,ola et que
I'interface est préparée avec soin par hydrodémolition.
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— Si lextrémité du support n’est pas libre de se déplacer, la délamination dans les zones
de bords est difficilement évitable. Une butée constructive ou 'utilisation de goujons sont

recommandées.

L’étude paramétrique a mis en évidence que la fissuration traversante d’une nouvelle couche
de béton armé, dont les déformations sont totalement entravées, peut étre évitée grace a l'in-
fluence des effets visqueux. Ce résultat peut étre transposé aux éléments de structure formés
d’un seul béton et dont les déformations dues au séchage sont entravées (tranchées couvertes ou
caissons bétonnés en plusieurs étapes). Si les effets visqueux permettent d’éviter qu’une fissure
traversante n’apparaisse, les prescriptions des normes sur lesquelles est basée la détermination
de ’armature minimale ne sont plus valables. En effet, cette quantité d’armature est calculée
en admettant que la fissure traversante est apparue. Bien qu’il existe d’autres causes favorisant
I’apparition de fissures traversantes dans un élément de structure, les présents résultats devraient
servir de base & une étude plus approfondie de la détermination de I’armature minimale.



Chapitre 7

Dimensionnement des éléments
hybrides

7.1

Introduction

Les résultats obtenus au chapitre précédent sont d’un grand intérét afin de déterminer une
démarche de dimensionnement d’un élément hybride. L’objectif d’une telle démarche est d’étre
en mesure de concevoir un élément hybride dont la fonction de portance et la fonction protectrice
(voir tableau 1.1) sont assurées a long terme.

Aujourd’hui, seuls P’état de détérioration du support existant et des habitudes constructives
permettent de déterminer 1’épaisseur des couches d’un élément hybride. Toutefois, nos résultats
mettent en avant la contradiction suivante :

— afin d’assurer un comportement monolithique & la rupture d’un élément hybride soumis a

un moment de flexion, il est judicieux que le rapport hyew/Rog S0it le plus petit possible.
Il est donc important de minimiser la réduction de I’épaisseur du vieux béton durant sa
préparation et de choisir une épaisseur minimale du nouveau béton.

Du point de vue de I’aptitude au service d’un élément hybride, il n’est pas avantageux de
trop réduire la valeur de h,e, pour les deux raisons suivantes :

les fissures traversantes induites dans le nouveau béton par les déformations entravées de
séchage sont plus difficiles & éviter lorsque la hauteur hpe, diminue,

pour un moment de rupture Mg donné et lorsque la nouvelle couche est placée du coté
de la zone tendue, le fait de diminuer la valeur de h,eyw implique une augmentation du
taux d’armature & mettre en place dans cette nouvelle couche. Or, nous savons que cette
armature contribue 4 'entrave des déformations induites par le séchage du nouveau béton
et & Pendommagement du béton d’enrobage. Il est donc important de minimiser le taux
d’armature mise en place dans la nouvelle couche.

En conséquence, la détermination de hye et hgg est une étape importante du dimension-
nement d’un élément hybride. Ce choix doit tenir compte a la fois de critéres liés a ’aptitude
au service et & ceux liés a la sécurité structurale de 1’élément hybride. De plus, I'importance des
critéres liés a 'aptitude au service est fortement dépendante du systéme statique de 1’élément
hybride et des propriétés physiques du béton.

129
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La démarche de dimensionnement proposée dans ce chapitre est applicable 4 des éléments
hybrides qui satisfont aux hypothéses suivantes :

— la technique de préparation de linterface a permis d’obtenir une adhérence de bonne
qualité (fct,int > 0.60 fct,new):

— lenouveau béton est choisi de telle sorte que son module d’élasticité (E¢ new = E; 01310000
N/mm?) et sa résistance a la traction (fenew = 0.80 = 1.00 fet,o1a) soient proches des
valeurs correspondantes relatives au vieux béton,

— afin de garantir une mise en place correcte de la nouvelle couche de béton armé, son
épaisseur minimale est fixée 4 50 mm,

pour une couche non armée, la valeur minimale de hpey, peut étre diminuée a 30 mm,

— les éléments hybrides ne sont pas précontraints,

— la nature du cas de charge déterminant pour le comportement a la rupture de I’élément
hybride est la flexion simple.

La suite de ce chapitre débute par la présentation d’une démarche de dimensionnement a
la rupture d’un élément hybride. La valeur de hpeyw et le taux d’armature p, présente dans la
nouvelle couche sont déterminés de maniére 4 assurer le comportement monolithique de I’élément
pour une valeur donnée du moment de rupture Mg. La fin de ce chapitre présente la méthode
permettant de vérifier 'aptitude au service d’un élément hybride en mettant I'accent sur la
limitation de la fissuration traversante de la nouvelle couche.

7.2 Sécurité structurale de 1’élément hybride

Plusieurs critéres doivent étre pris en compte afin d’assurer la sécurité structurale d’un
élément hybride :

— son comportement a la rupture doit étre monolithique,

— le moment de rupture Mg doit étre supérieur ou égal au moment de dimensionnement My
multiplié par le facteur de résistance yp = 1.20 [SIA162],

— le taux d’armature ne doit pas étre inférieur & un taux minimal g, in fiepion, afin de
controler la fissuration provoquée par les sollicitations de flexion [SIA162].

A titre d’exemple, le dimensionnement transversal d’une dalle de roulement d’un pont bi-
poutre renforcée par un surbéton nécessite de s’intéresser & deux types de sections. D’une part,
la section sur appui au droit de laquelle la nouvelle couche est située du coté de la zone tendue.
D’autre part, la section 4 mi-travée de la portée centrale au droit de laquelle la nouvelle couche
est située du coté de la zone comprimée.

Nouvelle couche du cété de la zone tendue :

Pour des éléments hybrides satisfaisant aux hypothéses faites au paragraphe 7.1, les résultats
donnés aux figures 6.23 a) et b) peuvent étre généralisés par la courbe enveloppe p; 4441, illustrée
a la figure 7.1 a) en fonction de 7 = hpew/hoig- Sur cette figure, le taux d’armature p, correspond
au rapport entre l’aire de I’armature mise en place dans la nouvelle couche A, et 'aire du
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a) b)
2.0

18
1.6
14
12

Figure 7.1: Démarche de dimensionnement & la rupture d’un élément hybride pour Mp = 90
ENm et hog = 150 mm. Le taux d’armature est défini soit par a) p, = As/Acnew, SOit par b)
pr=As/1xd

nouveau béton A¢ neyw. La courbe enveloppe p; 4¢10m met & nouveau en évidence les trois zones :
1) n < 0.4, le comportement monolithique est garanti sans armature; 2) 0.40 < n < 0.80, la
présence de l'armature permet d’assurer le comportement monolithique et 3) n > 0.80, une
étude plus approfondie du comportement 4 la rupture de ’élément hybride doit étre entreprise.
La valeur maximale de p; 440m est limitée & 2 % pour des raisons constructives.

Pour des valeurs données de Mg et de hoig, le taux d’armature statiquement nécessaire p, 5144
peut étre calculé a ’aide des régles applicables aux structures en béton armé. L’évolution de
Ps static €t illustrée & la figure 7.1 a) en fonction de n = hnew/hoig Pour Mg = 90 kNm et
hoig = 150 mm.

Le point d’intersection entre les courbes pg 4e14m €t Ps stqric CONStitue une combinaison de
valeurs n et p, qui permet de minimiser la quantité d’armature nécessaire tout en satisfaisant
les deux premiers critéres de dimensionnement & la rupture d’'un élément hybride. Il reste a
vérifier que, pour ce point d’intersection, les deux conditions suivantes sont remplies : a) que la
valeur de n soit supérieure & npin = 50/hog en mm et b) que la valeur de p, soit supérieure a
celle de pg min flezion- Si 12 premiére condition n’est pas remplie, alors 7gpt = Nimin. Si la seconde

) ; . e . . .
ne ’est pas, ¢ est l(.e point d’intersection entre les courbes p; in fiezion € Ps déiam QUi constitue
la combinaison optimale de valeurs n et p,.

Pour des valeurs de Mg et hyq données, la connaissance de ngp: permet de déterminer la
valeur de fipe, et la quantité d’armature 4 mettre en oeuvre dans la nouvelle couche p,. Pour
I'exemple de la figure 7.1 a), nep: vaut environ 2/3, ce qui correspond & une valeur de hpe,, de
100 mm et & un taux p, d’environ 0.95 % (¢ 14 s = 150 mm).

Afin de comparer les valeurs obtenues par cette démarche avec les taux d’armature habituel-
lement calculés en flexion simple d’un élément formé d’un seul béton, la figure 7.1 b) reprend
les résultats de la figure 7.1 a) en fonction d’un taux d’armature pf = A;/bd, calculé a ’aide de
la hauteur statique d et d’une largeur b =1 m. '
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Nouvelle couche du c6té de la zone comprimeée :

Etant donné que la quantité d’armature présente dans le support est connue, il s’agit de
vérifier si, dans ce cas, la hauteur statique d est suffisante pour garantir que Mp > My vg.

Ensuite, pour une valeur de n = 1/ngp (en général >1.0), les résultats de la figure 6.22
b) peuvent étre utilisés afin de vérifier que la délamination & la rupture est empéchée. En
extrapolant les courbes obtenues pour des valeurs de fei new/ fet,o1a comprises entre 1.00 et 1.25
(valeurs inverses de 0.80 & 1.00 admises sous 7.1), on remarque que la résistance a la traction
de I'interface f nt doit étre élevée pour éviter I'apparition d’une délamination & la rupture.
Ce résultat n’est pas étonnant, étant donné que nous savons que la délamination & la rupture
est difficilement évitable lorsque l'interface se trouve au niveau de I'axe neutre calculé en stade
fissuré.

Notre étude ne permet pas de définir précisément les conséquences au niveau de la sécu-
rité structurale de cette délamination difficilement évitable. Des informations complémentaires
peuvent étre trouvées dans [Bren95]. Pour des éléments formés d’un seul béton, les résultats
expérimentaux de Schlifli [Schl99] ont montré que ce type de délamination apparait peu avant
Pétat ultime et que sa propagation est faible. En effet, lorsque ’axe neutre atteint sa position
la plus profonde dans la section, les contraintes de compression sont proches de la résistance du
béton. Lorsque la résistance a la traction de l'interface est suffisamment élevée (feo int > 0.60
fet mew), o0 peut supposer que Pinfluence de ce type de délamination sur le comportement & la
rupture d’un élément hybride est faible.

7.3 Vérification de Paptitude au service

La démarche proposée pour vérifier I’aptitude au service d’un élément hybride consiste, d’une
part, a s’assurer que les effets d’hydratation au jeune dge et, d’autre part, le retrait endogéne a
long terme et le retrait de séchage de la nouvelle couche ne peuvent pas induire une fissuration
traversante de la nouvelle couche. D’autres aspects de I’aptitude au service, tels que la vérification
des fleches d’une structure hybride ne sont pas abordés dans ce chapitre. Etant donné que le
dimensionnement a la rupture permet d’éviter I’apparition d’une délamination, ces autres aspects
peuvent étre étudiés en suivant la démarche applicable & un ouvrage monolithique.

Effets d’hydratation au jeune age :

Une nouvelle section de béton est mise en place sur un support existant. Le degré d’entrave
moyen des déformations du nouveau béton vaut 7. Au temps tp;. (voir figure 7.2), la tempéra-
ture du nouveau béton atteint son pic et I’autocontrainte moyenne Geptrave(t), calculée dans la
nouvelle couche en négligeant 'influence du retrait endogéne et celle du fluage en compression,
vaut Ocomp,pic- Admettons qu’au temps ty;s5, une fissure traversante apparait dans le nouveau
béton. Pour des épaisseurs usuelles d’éléments de structure et pour des bétons traditionnels, la
valeur de tp;. varie entre vingt et trente heures et celle ;5 entre cing et sept jours. Sur la base
de ces hypothéses, nous pouvons calculer, en négligeant toujours I'influence du retrait endogéne
et celle du fluage du béton, 'augmentation de contrainte Acrefr0ig, définie & la figure 7.2 :

AUrefroid = [ATo—n,pic - ATo——n,fiss] ﬁ —Ect ar < fct,new(tfiss) — O comp,pic (71)
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T[°C] ¢ [N/mm?]

T, : température du

/ nouveau béton
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e T, : température du i
vieux béton c A
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Figure 7.2: Démarche simplifiée pour prendre en compte les effets d’hydratation au jeune age

avec AT, _p pic : différence de température entre le vieux et le nouveau béton au temps S Tpic
AT,y fiss - différence de température entre le vieux et le nouveau béton au temps tf55, Eet :
module d’élasticité moyen du nouveau béton entre ty;. et iy, @ : coefficient de dilatation
thermique moyen entre tpic et tfiss, fetnew(tfiss) : résistance a la traction du nouveau béton au
temps ty;ss.

Nous avons vu au paragraphe 2.6.1 que l'influence du retrait endogéne et celle du fluage
au jeune age du béton ont pour effet de diminuer ’amplitude de la contrainte de compression
O comp pic atteinte au pic et de décaler la courbe Teptrave(t) vers le haut. Par la suite, nous allons
prendre en compte l'influence de ces deux phénomeénes en admettant que la valeur de ocomp pic
est nulle dans ’équation 7.1. Dans cette équation, nous allons aussi négliger la contribution de
AT,y fiss Qui, au temps 445, est faible. De plus, nous allons admettre que le module d’élasticité
moyen du nouveau béton E; correspond 4 la valeur du module mesurée & un age de trois jours
et que le coefficient de dilatation thermique ar est constant entre tp;. et ;4.

A Daide de ces simplifications, I’équation 7.1 peut étre reformulée de la maniére suivante :

fct new (tfiss)
AT ppic = ATy adm = —————= 2
,pic n,ad ﬁ Ect,3 ar (7 )

Par exemple, en choisissant les valeurs forfaitaires suivantes : fct’new(t fiss) =25 N /mm2,
7 = 0.75, Eq3 = 28000 N/mm? et ar = 107> °C~1, la différence maximale admissible de
température AT,_p, odm entre le vieux et le nouveau béton vaut 12 °C.

La définition précédente du critére AT,_y, 44m permet d’établir une démarche simplifiée de
vérification de l'influence des effets d’hydratation au jeune Age sur 'aptitude au service des
éléments hybrides. Cette démarche consiste a déterminer la valeur effective AT, cry de la
différence maximale de température entre le vieux et le nouveau béton au cours de ’hydratation
de la nouvelle section d’un élément hybride donné. La valeur de AT,_,, .¢5 est généralement celle
qui est mesurable au moment du pic de température. Il s’agit de vérifier ’'inégalité suivante :

ATo—n,eff < ATo—n,adm (73)

L’avantage de cette démarche simplifiée est qu’elle permet au concepteur d’effectuer unique-
ment des calculs thermiques et tous les aspects liés au comportement mécanique vieillissant du
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béton sont synthétisés dans la valeur de AT,_y, gqm,. Il faut toutefois signaler que les nombreuses
simplifications effectuées pour définir cette démarche limitent son domaine d’application. En ef-
fet, une telle démarche est applicable principalement lors du prédimensionnement des structures
hybrides. Elle peut également servir a définir si d’éventuelles mesures constructives doivent étre
prises ou si une étude numérique plus approfondie a 'aide d’un outil d’analyse tel que celui
proposé au chapitre 4 de cette thése doit &tre entreprise.

La valeur effective de AT,_j, .¢s dépend, d’'une part, des propriétés thermiques du nouveau
béton et, d’autre part, des dimensions de la nouvelle section de béton et surtout de sa position
par rapport au support. Dans le cas des surbétons, ’échauffement du support est en général
suffisamment important pour que la valeur de AT,_,, .r; ne dépasse pas la valeur admissible
de 12 °C. Par conséquent, des mesures particulieres visant a limiter les effets d’hydratation au
jeune 4ge ne sont pas utiles dans ce cas.

Pour des structures hybrides dont ’échauffement du support est négligeable (élargissement
d’une dalle de roulement, bétonnage ou remplacement d’une bordure ou d’un parapet d’un pont),
la valeur effective de AT,_, .y doit donc étre évaluée, puis comparée & AT,_p, qam = 12 °C.

Afin de faciliter le travail d’un concepteur d’éléments hybrides, 1'outil d’analyse, décrit au
chapitre 4, a été utilisé afin de déterminer des valeurs effectives de AT,_, .ss en fonction de
différents dosages en ciment CEM 1 42.5 (mouture 3675 cm?/g, chaleur totale d’hydratation
325 J/g) en suivant la démarche simplifiée précédemment définie. Ces résultats sont illustrés
a la figure 7.3. L’échauffement du support étant négligé, AT,_, .rs correspond 4 la différence
entre la température au pic Tiax et la température du béton frais T,q;s, admise identique a la
température ambiante T, au cours des calculs. Si, pour un cas concret, les valeurs de Tfrqis €t
T, sont différentes, on peut se référer aux différents cas calculés en utilisant une température
de référence Tr¢s valant la moyenne entre la température ambiante T, et la température du
béton frais Trais. Alo—nefs st calculé pour une section carrée, infiniment longue, dont le coté
vaut D. Une section rectangulaire peut étre considérée équivalente au cas de la section carrée
en admettant 1’équivalence des aires, pour autant que la différence de longueur des arétes du
rectangle ne soit pas trop grande. De plus, nous admettons que ’élément de béton fait son
hydratation dans un coffrage en bois (17 = 3.5 W/m? - °K).

Pour un dosage en ciment donné, il est possible de déterminer une valeur limite Dy;,, de D
pour laquelle AT, _neff = ATo_p adm = 12 °C. L’évolution de Dy, est donnée a la figure 7.4
pour différentes valeurs de T7.¢5 en fonction du dosage et du type de ciment utilisé (CEM I 32.5 :
mouture 3000 cm?/g, chaleur totale d’hydratation 300 J/g et CEM I 52.5 : mouture 4300 cm?/g,
chaleur totale d’hydratation 354 J/g).

Les résultats présentés a la figure 7.4 permettent d’évaluer si des mesures doivent é&tre prises
pour diminuer l'influence des effets d’hydratation au jeune 4ge. Si la dimension caractéristique
de P'ouvrage D est inférieure a Dy, la valeur effective de AT,_, ne dépassera pas 12 °C.
Par conséquent, aucune mesure particuliére n’est nécessaire. Dans le cas contraire, la démarche
suivante doit étre entreprise :

~ Des mesures visant & diminuer la température de référence ¢y et & modifier le type et
le dosage du ciment peuvent étre envisagées. L’influence de ces mesures est illustrée a la
figure 7.4.

— Si de telles mesures ne suffisent pas a satisfaire la condition D < Dy, une étude plus
approfondie de l'influence des effets d’hydratation au jeune 4ge devra étre entreprise au
moyen d’un outil d’analyse tel que celui décrit au chapitre 4 de cette thése.
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Figure 7.3: Détermination de la valeur effective de AT,_y, osf pour un ciment CEM I42.5 (T¢; =

20 °C)
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Figure 7.4: Dimension limite Dy, en fonction de Ty¢f, du dosage et du type de ciment utilisé
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— Si les résultats de cette étude approfondie confirme apparition de fissures traversantes au
jeune age, des mesures constructives indépendantes de la technologie du béton, telles que
la modification du pouvoir isolant des procédés de cure durant I’hydratation du béton, la
modification du phasage des étapes de bétonnage afin de réduire le degré d’entrave des
nouvelles sections ou 'utilisation de conduits de refroidissement placés au coeur méme
du béton, devront étre envisagées. L’efficacité de ces mesures constructives pourra étre
déterminée a P'aide d’un outil d’analyse tel que celui décrit au chapitre 4 de cette thése.

A titre d’exemple, prenons le cas d’une bordure de pont (300x450 mm) devant étre bétonnée
contre le porte-a-faux existant de la dalle de roulement. La dimension caractéristique D vaut 367
mm. Initialement, il est prévu d’utiliser un béton dosé a 325 kg/m?3 de ciment ordinaire CEM
I 42.5 et de bétonner sans se préoccuper de la température ambiante ou de celle du béton frais
(Trés = 20°C). Dans ces conditions, la valeur de Dyjm, donnée par la figure 7.4, vaut 170 mm. D
étant plus grand que Dy, des mesures doivent étre prises pour limiter les autocontraintes dues
aux effets d’hydratation au jeune age. Sans modifier la recette du matériau, un bétonnage & une
température de T;.¢5 = 5 °C permet d’augmenter la valeur de Dy, & 375 mm. Si cette condition
n’est pas réalisable pratiquement, il est judicieux de choisir un ciment 4 mouture plus grossiére
(CEM 1 32.5). Pour un méme dosage de ce nouveau ciment et une température Tr¢5 de 10 °C, la
valeur de Dy, passe a 380 mm. Pour pouvoir mettre en place cette bordure a une température
Tr¢5 de 15 °C, le dosage en ciment CEM 1 32.5 doit étre inférieur & 280 kg/m3.

Retrait endogéne a long terme et retrait de séchage :

L’influence du retrait endogéne a long terme et du retrait de séchage sur la fissuration
traversante d’une nouvelle couche peut étre évaluée i l'aide du tableau de la figure 7.5. Trois
classes de béton sont différenciées en fonction de la valeur finale €04 00 = €cndo,00 +€cs,00- La classe
de béton n°2 ( €z0t,00 = 600 pm/m) est la plus couramment rencontrée. Trois niveaux d’entrave
sont distingués. Le niveau A correspond aux structures hybrides isostatiques pour lesquelles le
degré d’entrave reste toujours compris entre 0.45 et 0.60. Le niveau B correspond aux structures
hyperstatiques a degré d’entrave moyen (0.60 < p < 0.80). Pour finir, le niveau C correspond
aux structures hybrides hyperstatiques a degré d’entrave élevé (0.80 < p < 1.00).

En fonction de la classe de béton et du niveau d’entrave, les résultats obtenus au chapitre 6
nous permettent de définir des conditions de vérification de I'aptitude au service (voir tableau
de la figure 7.5). Dans certains cas (Al et A2), la fissuration n’atteint jamais 'interface, pour
autant que les hypothéses admises sous 7.1 soient remplies. Dans d’autres cas (A3, Bl a B3,
C1, C2) des conditions sont définies sur la valeur de k% /r o1 fonction de la hauteur du nouveau

béton hype,. Rappelons que la valeur de k;: Jr exprimée en M Pa™!, correspond au rapport entre

la déformation spécifique de fluage en traction et la déformation de séchage, mesurées a nonante
jours sur des éprouvettes et dans des conditions d’essais normalisées (voir paragraphe 6.2). Pour
finir, signalons que la fissuration traversante est inévitable dans le cas C3.

Pour certains cas, la vérification de I'aptitude au service de ’élément hybride nécessite la
détermination de la valeur k* /r du matériau utilisé. Cette procédure impose de réaliser des essais
délicats dont la durée est longue. Néanmoins, notre étude a permis de montrer que utilisation
du rapport k* 7/ Dermet d’anticiper de maniére simple et cohérente la fissuration & long terme
des éléments hybrides.

Si la condition imposée sur kf Jr n’est pas remplie, le béton choisi doit étre optimisé afin
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Classes de béton

1 2 3
€100 = 300 um/m £yt = 600 Um/m €100 = 900 Um/m
* pour hy,,, <75 mm :
Isostati k" 2 0.15~0.002 (h,,,, - 50
o A sostatique OK OK o (h,,, - 50)
> 045 <pn <0.60 * pour hy,, > 75 mm :
& OK
~Nd
5 epourh,., <75 mm: e pour h,,, < 160 mm : e pour h., €200 mm :
s B Hyperstatique K%, 20.15 - 0.002 (h,,, — 50) K, 20.23 - 0.0013 (h,.,— 50) K, 20.25-0.001 (h,,, — 50)
e 060 <p<0.80 * pour h.,, > 75 mm : e pour h,,, > 160 mm : e pour h,.,, > 200 mm :
2 OK OK
@
2z * pour hg,, £ 100 mm : * pour h.,, €120 mm :
Z C Hyperstatique Ky, 2 0.18 ~ 0.0016 (h,,,,— 50) K, 20.25 - 0.001 (h,,,, — 50)
0.80<u<1.00 ¢ pour h., > 100 mm : * pour h,,,, > 120 mm :
OK k", 20.18

Figure 7.5: Limitation de la fissuration traversante & long terme de la nouvelle couche d’un
élément hybride (K} ren M Pa™%)

d’augmenter la valeur de k7. ou de diminuer celle de €ot,00. Sur la base de nos connaissances

actuelles, cette optimisation n’est pas encore évidente (se référer aux informations données au
paragraphe 2.6.3).

Afin d’éviter les conditions imposées sur k} Jr le concepteur peut étre tenté d’augmenter la
hauteur du nouveau béton Ag,eqy. Cette modification nécessite de revoir le dimensionnement 4 la
rupture de 1’élément hybride et de s’assurer a nouveau que les effets d’hydratation au jeune age
n’engendrent pas une fissuration traversante de la nouvelle couche.

A titre d’exemple, reprenons le cas de la dalle de roulement hybride dimensionnée & la rupture
(Rnew = 100 mm) pour un béton de classe 2. Le systéme statique transversal étant isostatique,
aucune vérification particuliére n’est imposée au tableau de la figure 7.5. Longitudinalement, le
niveau d’entrave des travées centrales correspond au niveau B. Dans ce cas, une condition est
imposée sur la valeur de k; Jr qui doit étre supérieure & 0.165 MPa~!.






Chapitre 8

Conclusion

8.1

Buts poursuivis

Le but principal de cette recherche comporte deux aspects majeurs.

1)

8.2

Le premier est d’améliorer la compréhension du comportement & long terme des éléments
de structure hybride en béton armé non précontraint. Cette amélioration passe par l'iden-
tification des différents phénomenes qui influencent les fonctions protectrice et de portance
d’un élément hybride. Dans ce contexte, 'étude apporte des réponses aux questions sui-
vantes :

Pour quelle épaisseur de nouveau béton et dans quelles conditions les effets d’hydratation
ont-ils une influence importante sur la durabilité des éléments hybrides ?

Comment évoluent les autocontraintes dues aux effets d’hydratation ? Disparaissent-elles
ou convergent-elles vers un état permanent ?

Dans quelles conditions le séchage du nouveau béton constitue-t-il une cause de détériora-
tion des éléments hybrides?

En fonction de ’épaisseur de la nouvelle couche, quel est le role joué par la présence, dans
cette méme couche, d’une armature passive ou de fibres métalliques sur la performance
d’un élément hybride 7

Le second aspect est de fournir des moyens pour prédire le comportement & long terme des
éléments hybrides et de les utiliser afin de développer une démarche de dimensionnement
applicable a ce type d’éléments de structure.

Démarche retenue

La démarche a été établie afin d’étre en mesure de simuler numériquement le comportement
a long terme des éléments hybrides. L’étude de la littérature a permis d’identifier I’ensemble
des phénomeénes dont 'influence sur le comportement a long terme de ce type de structure est
significative (chapitre 2). Une campagne expérimentale sur des grands éléments formés de deux
bétons d’ages différents (chapitre 3) a été entreprise dans le but d’utiliser ses résultats pour
valider 1'outil d’analyse numérique dont la structure est décrite au chapitre 4. Aprés 1’étape de
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validation de Poutil d’analyse (chapitre 5), une étude paramétrique est effectuée au moyen de
ce dernier dans le but d’améliorer nos connaissances relatives au comportement & long terme
des éléments hybrides (chapitre 6). Pour finir, un travail de synthése a permis de définir les
différentes étapes d’une démarche de dimensionnement permettant de concevoir des éléments de
structure hybride durable (chapitre 7).

8.3 Conclusions

8.3.1 L’outil d’analyse numérique

L’originalité de ’outil d’analyse proposé dans ce travail réside dans sa structure qui lui permet
de prendre en compte tous les phénomeénes physiques nécessaires ainsi qu’un grand nombre de
leur couplage.

Sur la base d’un outil d’analyse existant [Roel89], I'effort majeur de modélisation fourni au
cours de cette thése s’est concentré sur les couplages entre le comportement viscoélastique du
béton, son comportement hygro-thermique et sa fissuration. A partir d’'un modéle rhéologique
de Maxwell généralisé [BazaT74], dont les propriétés dépendent de la maturité du béton, les effets
non-linéaires dus 4 la température et & I’humidité relative sont complétés en deux temps. En effet,
la température et ’humidité relative influencaient déja la cinétique du fluage par 'intermédiaire
de la notion de maturité [Baza72b] [Rego80]. Le premier complément est introduit & Paide de
la notion de temps équivalent [Baza74], de celle de I’énergie d’activation pour la contribution
thermique [Krau75] et d’une loi empirique pour la contribution hydrique [Baza85]. Ce premier
complément permet de tenir compte d’une modification de la cinétique du fluage lorsque ce
dernier a lieu & une température constante différente de 20 °C ou & une humidité relative
constante différente de I’état saturé. Le second complément permet de tenir compte des variations
de la température et de I’humidité relative du béton durant les phases transitoires. Ce second
complément est effectué en ajoutant un second terme aux coefficients de dilatation thermique
et hydrique [Baza85] qui dépend du niveau de contraintes.

Le couplage entre le comportement viscoélastique et la fissuration du béton est introduit en
deux étapes. Tout d’abord, la cinétique du fluage dépend du niveau de contrainte en traction
par 'intermédiaire de la notion de temps équivalent et d’une loi empirique, basée sur la notion
d’énergie d’activation [Krau75]. La fissuration du béton étant modélisée & I’aide d’une approche
répartie ” smeared crack” [Baza83|, une résistance a la traction dépendante de ’amplitude des
déformations visqueuses a ensuite été introduite. Cet apport original permet de simuler des
ruptures différées du béton en traction.

Etant donné le grand nombre de phénomeénes et de couplages pris en compte, la détermination
de tous les parametres de l'outil d’analyse devient une phase complexe. Cette thése propose une
démarche qui permet de déterminer la valeur des différents parametres cherchés en fonction des
résultats d’essais de caractérisation des matériaux et des données disponibles dans la littérature.

8.3.2 Comportement a long terme des éléments hybrides

La comparaison entre les résultats expérimentaux et numériques, effectuée lors de la phase
de validation de I'outil d’analyse, a permis de mettre en évidence les phénomeénes suivants :
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. Le retrait endogéne doit étre pris en compte dans le but de reproduire de maniére suffi-

samment précise ’évolution des déformations durant les deux premiers jours qui suivent la
mise en place de la nouvelle couche. Les contraintes que ce phénoméne engendre au jeune
age peuvent conduire & I’apparition d’une fissuration traversante de la nouvelle couche de
béton.

. Les effets thermiques au jeune dge engendrent des contraintes quasiment négligeables dans

des éléments hybrides tels que ceux testés aux cours de la campagne expérimentale.

. Bien que 1’élévation de la température du béton au jeune age soit plus grande lorsque la
q J g g q

hauteur de la nouvelle couche augmente, la différence de température entre le vieux et le
nouveau béton constitue un parameétre important pour anticiper 'apparition de fissures
traversantes dues aux effets thermiques au jeune 4age.

Le tauz d’armature mise en place dans la nouvelle couche entrave les déformations de
séchage de ’élément hybride et contribue & ’endommagement de la partie supérieure du
nouveau béton.

Les autocontraintes générées au jeune dge par les effets d’hydratation sont relaxées au cours
du temps. Elles convergent vers un état permanent d’autocontraintes qui correspond, aprés
un an, & une diminution relative de ces autocontraintes de 50 & 70 %.

L’utilisation de l'outil d’analyse dans le cadre de I’étude du comportement a long terme des

éléments hybrides a mené aux conclusions suivantes :

Pénétration dans la nouvelle couche de la fissuration due au séchage :

1. Le fluage en traction du nouveau béton permet de ralentir et parfois de stopper la péné-

tration de la fissuration de la nouvelle couche de béton armé en relaxant les contraintes
induites par le séchage. Cet effet favorable est d’autant plus fort que la hauteur du nouveau
béton hpey est grande. De plus, il ne dépend pas de maniére significative de la hauteur du
support hgg.

. Le systéme statique de I’élément hybride influence fortement la pénétration de la fissuration

du surbéton. L’ampleur de la fissuration du surbéton augmente lorsque le degré d’entrave
w des déformations de la nouvelle couche augmente. '
Tel qu’il a été défini dans cette thése, le rapport k} Jr entre le fluage spécifique en traction

et le retrait de séchage est un parameétre consistant pour évaluer si le séchage peut induire
une fissuration traversante de la nouvelle couche.

. L’armature passive et les fibres métalliqgues présentes dans la nouvelle couche n’ont pas

d’influence sur la pénétration de la fissuration induite par le séchage.

Contréle de la fissuration traversante de la nouvelle couche

1. Pour autant que la délamination soit empéchée, le support contrdle efficacement la fissu-

ration due au séchage lorsque le rapport Apew/horg est inférieur a 2/3.

. La pente de la premiére partie du diagramme d’adoucissement d’un béton influence forte-

ment le contrdle de la fissuration traversante de la nouvelle couche.

. L’armature passive devient utile pour controler la fissuration traversante du surbéton

lorsque le fluage est faible par rapport au séchage (k; < 0.15), que la hauteur hyeqy
est supérieure & 100 mm et que le degré d’entrave u est élevé.
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Contréle de la délamination entre les deux bétons :

1. La délamination au droit d'une fissure traversante du nouveau béton est plus difficile &
éviter & la rupture lorsque la hauteur du nouveau béton hpe,, augmente.

2. L’emploi d’un nouveau béton dont la résistance & la traction est proche de celle du support
permet de diminuer les exigences relatives & la résistance 4 la traction fe ;ns de l'interface.

3. La mise en oeuvre d’une armature passive dans la nouvelle couche permet aussi de diminuer
les exigences relatives & la résistance a la traction fg ins de 'interface. Son apport est
intéressant lorsque le rapport n = Apew/hoqd est compris entre 0.40 et 0.80. En effet,
P’armature permet d’assurer le comportement monolithique & la rupture d’un élément
hybride. Lorsque n est inférieur & 0.40, armature est inutile, pour autant que l'interface
soit préparée avec soin par hydrodémolition.

4. La présence de fibres métalliques dans le surbéton ne permet pas de diminuer de maniére
significative les exigences relatives a la résistance a la traction fe; in; de Pinterface.

8.3.3 Conception des éléments hybrides

La démarche de dimensionnement proposée au chapitre 7 est constituée d’outils qui devront
permettre & ’avenir de concevoir des ouvrages hybrides durables. Cette thése démontre que le
comportement & long terme de ces éléments ne dépend pas seulement des propriétés physiques
et mécaniques du béton, mais également de paramétres structuraux tels que le systéme statique,
la position de la nouvelle section de béton par rapport au support et la hauteur de la nouvelle
couche. En fonction de ces paramétres structuraux, il n’est pas toujours nécessaire de prendre
des mesures visant a limiter les effets thermlques au jeune 4ge ni de se préoccuper de conditions
relatives aux parameétres kf Jr et €tot,00-

Cette thése démontre également que si les paramétres structuraux favorisent 'apparition
d’une fissuration traversante de la nouvelle couche (degré d’entrave élevé, importantes différences
de température entre le nouveau béton et le support), des mesures existent afin d’éviter que ce
type de fissuration apparaisse. Ce travail fournit les premiers éléments qui pourront permettre
4 terme de dépasser le stade du contrdle a posteriori de la fissuration. Dans le cas des effets
thermiques au jeune age, 'utilisation de ciments & mouture plus grossiére a des dosages moins
élevés peut parfois suffire & éviter 'apparition de fissures traversantes. Si cela n’est pas le cas,
des systémes de refroidissement interne du béton peuvent étre mis en oeuvre. Dans les cas du
retrait de séchage et du retrait endogéne du béton, c’est principalement la recette du béton qui
doit étre optimisée afin de satisfaire aux conditions relatives aux paramétres k; Jr et €401,00. Bien
qu’aujourd’hui cette optimisation ne soit pas encore maitrisée, 'utilisation de ciments & mouture
plus grossiére & des dosages moins élevés devrait permettre d’augmenter la valeur de k}‘ /e €t de

diminuer celle de €0t,00-

8.4 Suggestions pour des travaux futurs

Ce travail a montré que le domaine étudié est vaste et qu’il peut étre abordé de plusieurs ma-
niéres. Afin de concentrer les efforts sur quelques aspects, il a été nécessaire de limiter ’étendue
de I'étude. Afin d’élargir les connaissances acquises durant ce travail, les directions de recherche
suivantes sont proposées :
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— Une campagne expérimentale devrait étre entreprise dans le but de caractériser la valeur
du coefficient k;ﬁ Jr pOUr la plupart des bétons couramment utilisés. Il s’agirait d’étudier
I’influence sur k; , de la composition du béton, celle de I’dge de mise en sollicitation
et celle de la taille de 1’élément qui effectue son séchage. Il s’agirait de rendre possible
Poptimisation d’un matériau en fonction des conditions relatives aux paramétres k; /e €t
6tot,oo-

— Une méthode expérimentale devrait étre développée afin de mesurer I’évolution isotherme
du retrait endogéne du béton de maniére fiable dés sa mise en place dans un coffrage.
Cette méthode permettrait ensuite de caractériser I’amplitude réelle du retrait endogéne
pour différentes compositions du béton. En paralléle, un autre essai devrait étre réalisé
en entravant les déformations endogénes d’un élément afin de mesurer 1’évolution des
contraintes de traction qui s’y développent. Une meilleure connaissance de ce phénoméne
pourra permettre d’améliorer la modélisation du couplage entre les effets chimiques du
béton et son comportement hydrique et viscoélastique au jeune age.

— Une recherche devrait étre entreprise afin d’améliorer la compréhension du fluage transi-
toire hygro-thermique aussi bien au jeune age qu’a long terme. Les données expérimentales
relatives a ce phénoméne sont quasiment inexistantes. La mise en évidence des mécanismes
physiques a origine de ce phénomeéne pourrait permettre d’améliorer leur prise en compte
au niveau de la modélisation. Au jeune age, cette étape est cruciale afin d’étre en mesure de
prédire des contraintes qui tiendront compte de maniére plus précise de la relaxation due
aux variations de la température et de ’humidité relative. A long terme, la connaissance
de ces phénomenes est nécessaire pour étudier le comportement des éléments hybrides
dans leur environnement. En effet, ces éléments sont soumis & des variations périodiques
de température et d’humidité relative qui n’ont pas été prises en compte dans ce travail.

— En améliorant la modélisation de I’armature dans la version actuelle de outil d’analyse,
I’étude de 'endommagement en peau d 4 I’entrave des déformations de séchage provoquée
par la présence de 'armature pourrait étre approfondie.

— Méme si U'influence du niveau de contraintes en traction sur le comportement a long terme
des éléments hybrides n’a pas paru étre significative, il serait intéressant de continuer
I’étude du couplage entre les phénomenes viscoélastiques et la fissuration du béton, afin
d’améliorer la modélisation proposée dans ce travail. L’apparition de ruptures différées
dans le béton pourrait étre caractérisée en fonction de la composition du béton, de P’age
de mise en sollicitation, de la nature de la sollicitation ou encore de la taille de 1’élément
sollicité.

— Dans le cadre des éléments hybrides, il serait utile de définir le domaine d’application des
matériaux fibrés présentant un diagramme d’adoucissement dont la partie initiale est opti-
misée. Il faudrait éventuellement préciser les conditions dans lesquelles I’armature passive
pourrait étre abandonnée grice a 'utilisation de tels matériaux.

~ A terme, une modélisation tridimensionnelle des phénomeénes retenus au cours de ce travail
pourrait avoir des bénéfices non négligeables pour étudier le comportement a long terme
de structures hybrides plus complexes que celles abordées dans ce travail.
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Annexe A

Technologie des réparations en béton

A.1 Introduction

Cette partie fait la synthése d’une large étude bibliographique visant 4 rassembler les connais-
sances actuelles relatives a la technologie des réparations en béton. Sa lecture peut s’avérer fort
utile en phase d’avant-projet dans le but de fixer les exigences qui permettront de réaliser une
structure hybride durable.

Les différents aspects technologiques seront traités en discutant chronologiquement chaque
étape de la réalisation d’un élément hybride.

A.2 Préparation du support existant

La premiére étape de la réalisation d’un élément hybride est de décaper le béton existant sur
une certaine épaisseur pour préparer sa surface a recevoir une couche de nouveau béton. Il s’agit
de donner & la surface du support une texture appropriée, en termes de rugosité, de porosité,
de dureté, d’humidité et de propreté. La qualité de la préparation doit étre en relation avec les
exigences mécaniques relatives 4 la résistance attendue de 'interface d’un élément hybride.

Techniques de démolition

Pour exécuter ce décapage, de nombreuses techniques sont disponibles. Tout d’abord, les
techniques mécaniques, telles que le marteau-piqueur, la boucharde ou le rouleau & pointes dia-
mantées. Puis, les techniques par projection, telles que le jet de sable ou ’hydrodémolition. Selon
les conditions de chantier et pour autant que les exigences relatives & la qualité de linterface
soient garanties, il est possible de combiner différentes techniques de démolition. Par exemple, un
premier décapage grossier peut étre effectué 4 I’'aide d’une technique mécanique, puis le décapage
final est réalisé a ’'aide de I’hydrodémolition. 11 existe également des techniques de projection
qui combinent le jet de sable et I’hydrodémolition [Bert99].

Le choix de la technique utilisée repose souvent sur des questions d’accessibilité, de protection
de I'environnement, de disponibilité et de temps. Le coat n’est un critére de choix objectif que
si ’on compare deux techniques capables de satisfaire aux exigences de qualité fixées.
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Il faut savoir que ’adhérence obtenue différe en fonction de la technique employée. En ef-
fet, une microfissuration plus ou moins importante est induite sur les premiers millimétres du
support. Une synthése comparative de I'influence des différentes techniques de démolition peut
étre consultée dans [Warn98]. Hindo [Hind90] a comparé I’état de microfissuration de la partie
supérieure du support & la suite d’une démolition & P'aide, d’une part, d’'un marteau-piqueur
et, d’autre part, de I’hydrodémolition. Les images prises ont bien montré que la microfissura-
tion induite par Putilisation du marteau-piqueur est beaucoup plus importante que celle due &
Phydrodémolition. Cette microfissuration a été relevée sur une profondeur d’environ 9 mm. Les
valeurs obtenues de la résistance 4 la traction de 'interface préparée par hydrodémolition sont
approximativement le double de celles mesurées pour une interface préparée a ’aide du marteau-
piqueur. Cet avantage de ’hydrodémolition est justifié par la quasi absence de microfissures, une
rugosité plus marquée et une augmentation de la microporosité de la surface de contact.

Silfwerbrand [Silf90] a confirmé ces résultats en mettant en évidence que 'utilisation de I’hy-
drodémolition conduit & un pourcentage bien moins élevé de rupture & 'interface lors d’essais
d’arrachement. Cette étude a comparé les effets de I’hydrodémolition & ceux du marteau-piqueur
et du jet de sable. Si le jet de sable n’engendre pas plus de microfissuration du support que ’hy-
drodémolition, la rugosité du profil est par contre bien plus faible. La résistance moyenne a la
traction d’une interface préparée par jet de sable vaut environ 75 % de celle d’une interface pré-
parée par hydrodémolition. Lorsque la méme interface est préparée 4 1’aide du marteau-piqueur,
sa résistance moyenne a la traction vaut environ 40 % de celle préparée par hydrodémolition.

Tayabji [Taya86] s’est intéressé a l'influence de la profondeur d’hydrodémolition sur la ré-
sistance au cisaillement! de l'interface. L’étude a été menée en comparant trois profondeurs
moyennes, & savoir 6,4 mm, 12,7 mm et environ 60 mm. En utilisant un béton de latex? comme
nouveau béton (few28 = 35 N, /mm?), les résistances au cisaillement de I’interface ont atteint
respectivement les valeurs de 4.3 N/mm?2, 3.3 N/mm? et 2.1 N/mm?. 1 est intéressant de no-
ter que, plus la profondeur d’hydrodémolition est importante, plus la résistance au cisaillement
diminue. Ceci s’explique certainement par le fait que, pour obtenir une profondeur d’hydrodé-
molition plus élevée, la pression de sortie du jet d’eau est parfois augmentée et ce dernier doit
persister plus longtemps au méme endroit. Ces effets augmentent la microfissuration induite
dans le support.

Sur la base de ces constatations, ’hydrodémolition est la technique & recommander pour pré-
parer la surface du support. Cette méthode laisse une surface rugueuse, légérement poreuse et
sans microfissure. Elle permet également de ne pas endommager et de nettoyer l’armature exis-
tante. Apres Uezécution de Uhydrodémolition, la surface doit encore étre soigneusement nettoyée,
puis controlée au marteau afin d’6ter les morceaux qui ne se seraient pas complétement détaché.

L’épaisseur décapée peut varier selon l'état du béton existant et l’état de corrosion de l’ar-
mature en place. Si ces armatures sont mises & nu au cours du décapage, il est important de
les dégager complétement [Silf90]. S’il n’est pas nécessaire de mettre a jour l'armature ou si des
raisons statiques l’interdisent, il est important d’obtenir une texture appropriée de la surface du
support en ne décapant que le minimum de béton nécessaire.

'En théorie, la résistance au cisaillement de l'interface correspond & la force par unité de surface qu'il faut
appliquer pour créer une rupture en mode II (cisaillement pur). D’un point de vue pratique, cet état de fissuration
est quasiment impossible & réaliser lors d’un essai. En effet, une composante de propagation de la fissuration
en mode I (traction pure) est toujours présente. Pour la suite de ce document, les valeurs de la résistance au
cisaillement de l'interface sont, sauf indication, issues du slant shear test (ASTM C882-99).

*11 s’agit de bétons ordinaires auxquels du latex concassé est ajouté durant le gachage dans le but de réduire
le module d’élasticité du matériau.
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Figure A.1: Définition de la rugosité selon la norme DIN 4762 [DINg9)

Etant donné que cette méthode posséde une grande capacité d’intervention, elle peut per-
mettre de diminuer le temps nécessaire aux opérations de démolition. Si Uutilisation de l'hydro-
démolition est impossible, d’autres techniques de démolition par projection (jet de sable) sont a
recommander. Les techniques mécaniques de démolition, utilisées seules, sont & proscrire.

Influence de la rugosité et de la porosité

Avant de s’intéresser & l'influence de la rugosité sur le comportement de Pinterface, il est
bon de passer en revue les méthodes existantes qui permettent de quantifier cette rugosité.
Fiebrich [Fieb93] évalue la rugosité en observant le pourcentage de gros granulats mis 4 nu par
Phydrodémolition. Kaufmann [Kauf71] a modifié une méthode anglaise [Road69] consistant a
épandre en cercle un volume connu de sable sur une partie de la surface rugueuse. Il s’agit de
remplir les cavités provoquées par la rugosité, d’aplanir la surface supérieure du sable et de
mesurer le diameétre de la surface remplie. En divisant le volume connu de sable par la surface
horizontale remplie, on trouve une profondeur de rugosité R selon Kaufmann. Des méthodes de
triangulation par mesures au laser ont été adaptées a 1’évaluation de la rugosité d'une surface
en béton [K6ni91]. L’exploitation de ces mesures est basée sur les recommandations de la norme
allemande DIN 4762 [DIN89] qui définit la rugosité d’une surface a I’aide de deux valeurs : Ry,
hauteur maximale du profil et R,, hauteur maximale du point le plus haut. Ces deux valeurs
sont définies a la figure A.1. La ligne médiane est définie de telle maniére que la matiére située
au-dessus d’elle remplisse tous les vides situés au-dessous d’elle.

Schifer et al. [Scha96] ont effectué une comparaison de ces méthodes d’évaluation de la
rugosité. Pour une méme rugosité, la méthode de Kaufmann donne une profondeur R supérieure
a R, mesuré au laser. Ce travail a permis de mettre en évidence une corrélation entre la mesure
de R, au laser et la résistance 4 la traction de I'interface. Ces résultats sont présentés & la figure

A2.

D’aprés [Rehm80] et [Emmo94al, le contact entre deux bétons dépend, d’une part, de phéno-
meénes d’adhésion pure et, d’autre part, de I’adhérence mécanique. L’adhésion pure constitue la
composante la plus importante de la résistance de I'interface [Emmo94a). Cette derniére est asso-
ciée A des forces de surface de type ”Van der Waals” et probablement & des liens chimiques. Plus
la rugosité de la surface est importante et plus la surface de contact augmente. Par conséquent,
la composante d’adhésion pure dépend indirectement de la rugosité.

Des essais réalisés par Marosszeky et al. [Maro91] ont mis en évidence l'influence de la
rugosité sur les résistances a la traction et au cisaillement du contact entre deux bétons. Une
augmentation de la rugosité se traduit par une élévation de ces deux résistances. 1l faut toutefois
noter que 'influence est plus significative pour la résistance au cisaillement. Ceci s’explique par
le fait qu’au cisaillement, ’adhérence mécanique (frottement, effet de butée) est mise beaucoup
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Figure A.2: Influence de la rugosité sur la résistance a la traction de interface d’apres [Scha96]

plus & contribution qu’en traction. Une faible rugosité conduit donc & abaisser plus fortement la
résistance au cisaillement que la résistance a la traction du joint. Toutefois, une contribution de
I’adhérence mécanique & la résistance 4 la traction de l'interface réside dans la pénétration du
matériau de réparation dans la structure poreuse du support [Biss96].

Sur la base des constatations précédentes, une valeur de R, comprise en 3 et 10 mm est
& recommander. D’aprés [Maro91], il ne semble pas utile d’augmenter de maniére exagérée la
rugosité de l'interface, car celle-ci ne se traduit plus par une augmentation significative des
résistances. D’un point de vue pratique, une forte rugosité impose d’exécuter un bon compactage
du béton frais afin d’éviter la création de poches d’air et, par la méme, d’affaiblir la résistance
de Uinterface [Silf90].

Couches de liaison

Une couche de liaison est parfois mise en place afin d’améliorer I’adhérence entre le vieux
et le nouveau béton. Des matériaux tels que les coulis ou les mortiers de ciment Portland, les
polymeres (par exemple les résines époxydes) ou les mortiers de ciment modifiés 4 ’aide de
polyméres (par exemple, les émulsions de caoutchouc ou de latex) sont utilisés.

Il faut étre conscient des problémes de coordination, de temps et de colit que demande
Papplication de telles couches de liaison pour un résultat pas toujours satisfaisant [Schr92]. Si
le séchage de ces agents de liaison est mal maitrisé avant la pose de la nouvelle couche, des
réductions importantes de la résistance de 'interface peuvent apparaitre [Dixo83]. De plus, ces
matériaux de liaison ont en général un fort dosage en ciment qui se traduit par un retrait plus
important que celui du nouveau béton au droit de l'interface. Des couches a base de résine
époxyde peuvent entrainer des discontinuités dans les propriétés thermiques des matériaux et
étre néfastes a la performance de I’élément hybride [Mirz91].

Saucier [Sauc90] a montré que le rapport e/c d’un coulis de ciment, utilisé comme couche
de liaison, a une influence importante sur son efficacité. Lorsque cette valeur est faible (e/c <
0.30), son utilisation conduit & la formation d’une couche de liaison trés dense pouvant étre
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sensible & l’action du gel. Si cette valeur est modérée (0.30 < e/c < 0.45), son utilisation permet
d’obtenir une adhérence plus élevée et durable. Par contre, lorsque la valeur du rapport e/c est
élevée (e/c = 0.60), la résistance et la durabilité de U'interface obtenue avec 1'utilisation de ce
type de coulis sont inférieures a celles obtenues sans couche de liaison. De plus, I’épaisseur de
la couche de liaison a une influence significative sur ’adhérence. Wall et al. [Wall86] ont montré
que l'utilisation d’une couche de liaison composée de 6 mm de mortier de ciment provoque une
diminution de la résistance au cisaillement de l'interface de 22 % par rapport & une couche de
liaison dont ’épaisseur vaut 3 mm.

En conclusion, lutilisation d’une couche de liaison n’est pas nécessaire et peut méme étre
nuisible [Schr92]. En fait, le role du coulis est de pallier & Uincapacité du nouveau béton & épouser
parfaitement Uinterface [Biss96]. Toutefois, dans certains cas et dans de bonnes conditions, son
utilisation peut accroitre la régularité et la fiabilité de l’adhérence [Sauc90].

Humidité de la surface

D’une maniére générale, la pratique veut que le support soit humidifié pendant un & trois
jours afin de saturer sa surface avant de mettre en place la nouvelle couche. Les normes ne
sont pas unanimes sur la durée du mouillage a effectuer. Par exemple, en Suéde [Swed85], il est
recommandé de mouiller et de garder humide la surface du support pendant au moins quarante-
huit heures. La Fédération Internationale de la Précontrainte (FIP%) [FIP82] impose un mouillage
d’un jour lorsque I’épaisseur du support est inférieure ou égale a 150 mm. Ce mouillage doit étre
augmenté si 'épaisseur du support est plus grande. Ces régles reposent principalement sur des
considérations empiriques ou liées 4 I’expérience des praticiens. Les résultats de la recherche sur
ce sujet montrent quun mouillage mal controlé peut &tre nuisible & Pobtention d’une interface
résistante [Schr92)].

Saucier [Sauc90] a étudié 'influence du mouillage de la surface du support sur la résistance
au cisaillement de ’adhérence et sa durabilité. Le mouillage n’a pas semblé avoir une influence
significative sur la résistance de I'interface. Il est cependant apparu que le mouillage du support
pendant vingt-quatre heures a eu un effet variable selon le rapport e/c de la couche de liaison.
La résistance mécanique a été réduite lorsque la valeur du rapport e/c est faible et augmentée
lorsque cette valeur est élevée. De plus, en soumettant des éprouvettes a des cycles de gel-dégel
ou de mouillage-séchage pendant environ trois cent cinquante jours, puis & du séchage a l'air
pendant une centaine de jours, I’évolution de la résistance de l'interface s’est avérée différente en
fonction de I’état d’humidité du support. Une humidification de la surface du support a provoqué
une diminution de la résistance au cisaillement de I'interface plus marquée que pour une surface
séche. En d’autres termes, ’humidité du support peut avoir une influence sur ’évolution de la
résistance de l'interface entre un vieux et un nouveau béton.

A Daide d’un essai de fendage de type ”Brésilien”, Geissert et al. [Geis99] ont montré que
la résistance moyenne a la traction de l'interface entre deux bétons est significativement plus
importante lorsque la surface du support n’est pas saturée.

La condition hydrique idéale de la surface du support devant recevoir un béton traditionnel
n’est pas d’étre saturée, mais plutét d’avoir subi quelques cycles de mouillage et de séchage. De
plus, au moment de la mise en place du nouveau béton, il faut que la surface du support soit
légérement séche [Zhu92] [Pige92] [Schr92]. Cette condition se remarque par un éclaircissement
de la surface ; on parle de surface "humide mate”. Ce léger séchage va favoriser la pénétration du

3 Aujourd’hui FIB : Fédération Internationale du Béton.
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nouveau béton dans la structure poreuse du support et améliorer ’adhérence. De plus, la faible
absorption par le support de ’eau du nouveau béton provogque une réduction du rapport e/c proche
de Uinterface. Cette réduction se traduwit par une augmentation de la résistance de linterface et
par une diminution locale du retrait. De plus, le refroidissement & Ueau du support suivi d’un
séchage superficiel est bénéfique lorsque Uouvrage est exposé au soleil. Une température trop
élevée du support peut se traduire par une prise trop rapide, une fissuration précoce du nouveau
matériav due au retrait plastique, ou encore une rigidification excessive du béton frais [Schr92].

Mise en oeuvre d’un goujonnage

Lorsqu’il doit assembler deux bétons d’ages différents, 'ingénieur se pose souvent la question
de savoir s’il doit ou non ajouter des goujons 4 I'interface entre les deux éléments. Ces goujons
doivent permettre d’augmenter la résistance au cisaillement de l'interface et d’assurer le com-
portement monolithique & la rupture de I’élément hybride. La mise en oeuvre de goujons repose
principalement sur des raisonnements effectués a 1’état ultime des éléments hybrides. De plus,
les valeurs pessimistes de la résistance au cisaillement d’une interface entre deux bétons, pré-
dites par les codes européens [Cebf90] ou américains [ACI318], sont responsables de ce recours
4 un goujonnage quasi systématique. En effet, dans le cas d’un élément hybride formé de deux
bétons traditionnels de classe C30 et sans armature de cisaillement, le code modéle CEB-FIP
90 [Cebfa0] prédit une valeur de la résistance ultime au cisaillement d’une interface rugueuse de
0,80 N/mm? et le code ACI 318 [ACI318], une valeur de 0,82 N/mm?. Dans les mémes condi-
tions, des résultats d’essais [Taya86] [Sauc90] [Maro91] illustrent plut6t des résistances ultimes
au cisaillement de I'interface variant entre 2,5 et 3,5 N/mm?.

Sachant que ’apparition d’une fissure est nécessaire a I'activation mécanique d’un goujon
[Loov94], leur mise en oeuvre ne devrait pas a priori augmenter la résistance au cisaillement
ultime de linterface. Toutefois, Bass et al. [Bass89] ont démontré, & I'aide d’une campagne
expérimentale, que la résistance ultime au cisaillement d’une interface rugueuse dépend de la
quantité de goujons mise en place. Cette constatation peut s’expliquer par le fait qu’un glisse-
ment relatif paralléle a P'interface rugueuse de deux bétons génére également un déplacement
perpendiculaire & cette interface provoquant une mise en traction des goujons [Menn93], qui s’ac-
compagne d’une mise en compression du béton au droit de l'interface. Cela crée un confinement
permettant de mobiliser un effort ultime de cisaillement plus élevé. D’aprés Bass et al. [Bass89),
la résistance ultime au cisaillement de I'interface peut doubler selon la quantité de goujons mise
en place. Cette augmentation dépend principalement de la longueur d’ancrage du goujon. Le
code ACI 318-83 [ACI318] recommande une longueur d’ancrage minimale de vingt-quatre fois
le diametre du goujon de part et d’autre de I'interface. Les résultats de Bass et al. [Bass89] ont
montré que l'effet du confinement était déja bien marqué pour des longueurs d’ancrage valant
entre six & douze fois le diamétre du goujon. Notons encore que, dans le cas d’une interface dont
la rugosité est faible, effet de frettage devient négligeable car les goujons ne sont pratiquement
plus sollicités en traction [Menn93]. A l'attention du lecteur intéressé, une trés bonne synthése
des modéles et des codes proposés pour évaluer la résistance au cisaillement d’une interface
béton-béton munie de goujons peut étre consultée dans [Loov94] et [Ali99].

L’effet majeur de la présence des goujons se manifeste lorsque U'interface est fissurée. En effet,
plus la quantité d’acier est importante, plus ductile sera le comportement en stade fissuré. 11
semble donc que ’apport majeur d’un goujonnage soit d’assurer, a I’état ultime, une résistance
résiduelle au cisaillement de 'interface et donc d’assurer le comportement monolithique & la
rupture de ’élément hybride.
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La question qu’il reste & se poser est de savoir si les goujons ont une influence bénéfique
sur 1’état de service d’'un élément hybride. Les goujons sont souvent concentrés aux extrémités
des éléments hybrides dans le but d’ancrer les efforts dus aux effets thermiques et au séchage
de la nouvelle couche. A nouveau, pour que ces goujons deviennent actifs, une délamination
doit d’abord apparaitre. Dans le but de réaliser un élément hybride durable, la fissuration de
I'interface doit étre & tout prix évitée. Par conséquent, la mise en place de goujons n’apporte pas
de bénéfice. De plus, lorsqu’une fissure verticale atteint l'interface, elle constitue une nouvelle
amorce de délamination de maniére quasi similaire & une extrémité d’un élément hybride. Par
conséquent, si les goujons devaient servir & contrdler toute délamination possible, il faudrait
également en disposer de part et d’autre des fissures verticales du nouveau béton. En d’autres
termes, cela reviendrait a en disposer partout de maniére uniforme sur ’interface. Le cotit d’une
telle opération devient vite prohibitif pour un résultat limité.

En résumé, si la texture de linterface est convenablement préparée du point de vue de sa
propreté et de so rugosité, les résistances obtenues doivent permettre de se passer de goujons
[Silf90]. De plus, il semble judicieux d’avoir recours a d’autres mesures constructives, plutot qu’a
des goujons, pour ancrer les efforts sollicitant la nouvelle couche dans les zones de bords (voir
dans [Bren95]). Du point de vue de l’état limite de service, il semble beaucoup plus logique de
tenter de diminuer l'importance des causes pouvant entrainer une délamination plutdt que de les
ignorer et de compter sur les goujons pour contréler les dégdts. Dans le cas ot Uinterface doit
transmettre des efforts de précontrainte, une évaluation des contraintes tangentielles au droit de
Uinterface devra étre effectuée avant de prendre la décision de se passer ou non des goujons.

A.3 Choix du nouveau béton

Dans le domaine de la réparation de structures en béton, chaque fournisseur propose sa propre
recette permettant d’obtenir une adhérence durable sur le support et d’assurer la performance de
I’élément hybride. De nouveaux matériaux arrivent fréquemment sur le marché en vantant telles
ou telles de leurs propriétés. De plus, sur la base de leurs expériences, il n’est pas rare qu’une
administration ou un maitre de 'ouvrage impose certaines caractéristiques du béton. Devant
cette panoplie, I'ingénieur doit orienter le choix du nouveau béton en établissant clairement les
ezigences que ce matériau devra remplir, les procédures de coniréle pour vérifier si ces exigences
sont remplies et les éventuelles mesures correctives en cas de non conformité.

Afin de faciliter ’établissement de ces exigences relatives au nouveau béton, ce paragraphe
a pour but d’effectuer un inventaire des propriétés mécaniques et physiques des différents ma-
tériaux disponibles. Il s’agit surtout de dégager 'influence de ces propriétés sur la performance
d’un élément hybride.

Classification

Le "béton hydraulique” est un matériau granulaire formé d’inclusions dans une matrice. Ce
matériau est caractérisé par la composition de son squelette formé par les inclusions et par celle
de sa matrice. De plus, il faut garder en mémoire que la zone d’interface entre les inclusions et
la matrice influence de maniére importante son comportement mécanique et sa perméabilité.
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Squelette : les inclusions sont constituées par un squelette granulaire rocheuz. La granulo-
métrie est réglementée afin d’optimiser la rhéologie du matériau. Le squelette est en général
constitué de granulats grossiers (4 a 32 mm de diamétre) et de granulats fins (0 & 4 mm). Le
diameétre maximal des granulats est & choisir aussi grand que le permettent la dimension mini-
male de I’élément & bétonner et 1'espacement entre les armatures [Witt88]. Lorsque ce diameétre
maximal est inférieur ou égal & 4 mm, on parle de mortiers [SIA162/5]. Lorsque celui-ci est
compris entre 4 et 32 mm, on parle de bétons. D’aprés [Deut82], un diameétre maximal de 8
mm est recommandé lorsque 1’épaisseur de la nouvelle couche est inférieure 4 40 mm. Pour des
épaisseurs de nouvelle couche comprises entre 40 et 80 mm, le diamétre maximal recommandé
est de 16 mm. Sommer [Somm83| propose une régle basée sur 'expérience qui préconise de fixer
le diameétre du plus gros granulat & 40 % au plus de I’épaisseur minimale de la nouvelle couche.
Il ne faut pas perdre de vue qu’a compacité égale, un plus petit diametre maximal des granulats
provoque une augmentation de la proportion volumique de la matrice.

Afin d’améliorer les propriétés du béton, des fibres sont parfois ajoutées au squelette granu-
laire. Les plus couramment utilisées sont les fibres métalliques & crochets afin d’améliorer leur
ancrage dans la matrice. On trouve également sur le marché des fibres de formes différentes et
constituées d’autres matériaux tels que les fibres de verre, de carbone, de kevlar ou encore de
polypropyléne. L’efficacité des fibres dépend principalement de leur dosage et de leur module
d’élasticité?. De plus, la présence de fibres augmente la porosité du matériau. D’aprés Bayasi
et al. [Baya92], 1 % en volume de fibres augmente la porosité du matériau de 2 %. Une bonne
description du comportement mécanique d’un béton de fibres métalliques peut étre consultée
dans [Ross98].

D’autres ajouts minéraux sont fréquemment mis en oeuvre dans le but d’optimiser la fraction
fine des granulats. Les plus courants de ces ajouts sont les fumées de silice et les cendres volantes.
Ils permettent de diminuer la porosité du béton grace a l'effet de remplissage (effet de filler”),
illustré a la figure A.3 tirée de [Soro93]. Sur la base des résultats de Metha et Gjorv [Meth82],
la figure A.3 illustre également la distribution du diamétre des pores lorsque 30 % du ciment
Portland est remplacé, d’'une part, par des cendres volantes et, d’autre part, par des fumées
de silice. Comparativement a D’effet des cendres volantes, les fumées de silice diminuent plus
fortement la porosité du béton. De plus, la résistance de 'interface entre les granulats et la
matrice s’en trouve améliorée. L’influence de ces ajouts peut étre consultée dans [Soro93].

Matrice : différentes catégories de matrice sont utilisées dans le domaine de la réparation des
structures en béton, i savoir :

— le ciment Portland (CC),

— le ciment Portland modifié¢ & 1’aide de polymeéres (PCC) et

~ les polymeres (ECC).

Le ciment Portland est depuis trés longtemps largement utilisé dans le domaine des structures
du génie civil. Le recours aux polymeéres est plus récent et se justifie par une augmentation des

résistances mécaniques et de la résistance chimique [Witt88] du matériau. Les plus utilisés sont
les résines époxydes, acryliques ou polyester, les émulsions de latex, d’acétate de vinyle et de

4Pour que les fibres aient un effet favorable, il faut que leur module d’élasticité soit plus important que celui du
béton. Sachant que ce dernier évolue avec le temps, certaines fibres pourront avoir un effet favorable uniquement
au jeune age (fibres de verre) et d’autres (fibres métalliques) de maniére permanente.
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Figure A.3: Influence des ultrafines sur la porosité de la pate de ciment, tirés de [Soro93| sur la
base des résultats de [Meht82]

styréne butadiéne. Le vieillissement des polymeéres et leur incompatibilité a I'humidité® du béton
ne sont pas encore véritablement maitrisés. De trés bonnes synthéses bibliographiques concernant
I'influence des différents types de polymeéres sur les propriétés mécaniques et physiques du béton
peuvent étre consultées dans [Mays87] ou [Haar91].

1l faut reconnaitre que le recours aux polymeéres se justifie surtout dans le cas des reprofilages
A l'aide de couches minces. Néanmoins, I'influence des différents types de polyméres sur les
propriétés du béton étant tellement diverse, il semble important de s’y intéresser quelque peu
méme dans le cadre d'un travail orienté sur les éléments de structure hybride.

Aprés avoir réalisé ce petit inventaire des matériaux disponibles, il y a lieu de s'intéresser 4
I'influence de leurs propriétés sur I'adhérence proprement dite entre deux bétons d’ages différents
et sur la performance d’un élément hybride.

Caractéristiques mécaniques

Module d’élasticité : Emberson et Mays |[Embe96| recommandent d'utiliser un béton dont le
module d’élasticité, aprés durcissement, ne différe pas de plus de £10000 N/mm? par rapport 4
celui du support. Un trop faible module d'élasticité provoque une augmentation des contraintes
dans le support et une concentration des contraintes tangentielles au droit de l'interface. Si le
module du nouvean matériau est trop élevé, la nouvelle couche va "attirer” les contraintes et la
sollicitation de 'interface augmente inutilement. Sans modifier directement la résistance de l'in-
terface, une trop grande différence entre les modules des deux matériaux provoque, au droit de
I'interface, une augmentation des contraintes dues a une sollicitation extérieure. Cette augmen-
tation de contrainte impose d’avoir des résistances plus élevées afin d'éviter toute fissuration.

L’utilisation de polymeéres a tendance & affaiblir le module d’élasticité du béton aussi bien

*On pense ici & l'influence de 'humidité du béton sur la durabilité de polymeéres tels que les résines époxydes.
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Figure A.4: Relation contrainte-déformation pour le béton, les aggrégats et la pate de ciment
d’apres [Nevi95]

en compression qu’en traction [Embe90a] [Mirz91] [Post98]. Dans le cas des mortiers de ciment
Portland modifié avec des polyméres, des diminutions du module allant jusqu’a 50 % ont été
relevées lors d’une étude bibliographique effectuée par Haardt [Haar91]. Cette diminution est
proportionnelle & la teneur en polyméres du mortier.

Le module du béton dépend a la fois du module d’élasticité du squelette et de celui de la
matrice. La figure A.4, tirée de [Nevi95}, illustre la valeur du module d’élasticité d’un béton
traditionnel et de ses constituants en fonction du niveau de la contrainte appliquée. Pour des
niveaux de contraintes de service, le module du béton dépend principalement du module des
granulats. Par conséquent, une diminution du diamétre du plus gros granulat se traduit par une
diminution du module d’élasticité du béton. De méme, une augmentation du dosage en ciment
se traduit par une diminution du module d’élasticité du béton. Notons tout de méme que ces
influences restent faibles. La présence de cendres volantes et de fumées de silice augmentent
quelque peu le module d’élasticité du béton [Nevi95]. La présence de fibres ayant pour effet de
rigidifier le squelette, elle devrait se traduire par une faible augmentation du module d’élasticité
du béton.

Coeflicient de Poisson : d’aprés Emberson et Mays [Embe90b], une différence entre les co-
efficients de Poisson des deux matériaux provoque des concentrations de contraintes au droit
de linterface. Cet effet est important lorsque l'interface est perpendiculaire 4 la direction de la
sollicitation. En effet, les déformations transversales, proportionnelles au coefficient de Poisson,
sont entravées par le support au droit de Uinterface. Il en résulte donc, & cet endroit, des concen-
trations de contraintes. Comparativement a ’effet de la différence entre les modules d’élasticité,
celui de la différence entre les coefficients de Poisson n’est que secondaire sur la redistribution des
contraintes [Embe96]. Le coefficient de Poisson d’un béton de ciment Portland varie en général
entre 0.15 et 0.22 [Nevi95]. Pour la plupart des polymeéres, le coefficient de Poisson varie entre
0.30 et 0.50. L’ajout de filler & ces résines et surtout la présence du squelette granulaire permet
d’abaisser la valeur du coefficient de Poisson de ces matériaux a des valeurs similaires a celles
du béton de ciment Portland [Embe90a).
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Résistance a la traction : d’aprés [Maro91], il semble qu’une bonne corrélation existe entre
la résistance a la traction du béton et les résistances 4 la traction et au cisaillement de 'interface.

Les bétons ou mortiers de polyméres ont une résistance & la traction pouvant atteindre
deux a trois fois celle d’un béton de ciment Portland [Embe90a]. Les bétons ou mortiers de
ciment Portland modifié 4 I’aide de polyméres illustrent la méme tendance a ’augmentation de
la résistance a la traction [Haar91]. Toutefois, 'augmentation dépend du type et du dosage du
polymere utilisé. Des essais de résistance 4 la traction du nouveau béton sont A conseiller afin de
déterminer l'effet réel de ’ajout. En effet, Marosszeky et al. [Maro91] ont obtenu des résistances
a la traction trés faibles en utilisant des ajouts tels que les résines acryliques ou les émulsions
d’acétate de vinyle-éthyléne.

L’ajout de particules fines telles que les fumées de silice ou les cendres volantes peut contri-
buer & augmenter la résistance & la traction du matériau. Leur effet majeur est d’améliorer
Padhérence entre les granulats et la pate de ciment.

Ductilité : Wittmann [Witt93] propose d’utiliser la longueur caractéristique ({ct, = E..Gr/f2)
pour évaluer la ductilité d’'un béton. Dans cette expression, E.. constitue le module d’élasticité
du béton en traction, GF son énergie spécifique de rupture et f sa résistance & la traction
directe.

L’utilisation de mortiers de polymeéres ayant pour effet d’augmenter la résistance a la traction
du béton et de diminuer son module d’élasticité, la ductilité d’un tel matériau est fortement
diminuée par rapport & un béton de ciment Portland traditionnel.

Les fibres métalliques 4 crochets ont une influence faible sur le module d’élasticité du matériau
et sur sa résistance & la traction. Par contre, ’énergie de rupture est fortement augmentée par la
présence de ces fibres. Cette augmentation dépend, d’une part, du module d’élasticité des fibres
et, d’autre part, de leur proportion dans le squelette. En pratique, le dosage en fibres métalliques
a crochets se situe aux alentours de 40 kg de fibres par m? de béton. Maltais [Malt98] a montré
que, pour obtenir une ductilité importante du matériau une fois fissuré, le dosage de ces fibres
doit varier entre 70 et 110 kg/m3.

L’utilisation d’un béton & hautes performances BHP (par exemple 5 & 10 % de fumées de
silice et réduction du rapport e/c & 'aide de superfluidifiant) permet d’améliorer la résistance
a la traction du béton, mais n’affecte que trés peu son module d’élasticité et son énergie de
rupture. Par conséquent, un BHP non fibré posséde généralement une ductilité en traction
moins importante que celle d'un béton ordinaire.

Résistance de Pinterface : Mirza [Mirz91] a réalisé une étude expérimentale visant & com-
parer trente-cing bétons mis en place sur un support de béton traditionnel. Tout d’abord, la
résistance au cisaillement est évaluée a ’aide de D’essai de cisaillement oblique (slant shear test
ASTM C882-99). Un mortier de ciment Portland constitue le matériau de référence; la résis-
tance au cisaillement de son interface obtenue 3 vingt-huit jours vaut 4,9 N/mm?2. Cette valeur
est sensiblement supérieure 4 la valeur moyenne préconisée par le littérature qui se situe plutot
entre 2,8 et 3,5 N/mm?. Les résultats obtenus pour les autres bétons sont trés variables et se
situent entre 0,4 N/ mm? et 35,1 N/ mm?. Les mortiers & base de résines époxydes sont ceux
qui ont obtenu les résistances les plus élevées. Les bétons a base de copolymeéres ont atteint des
résistances trés faibles et sont a déconseiller. En remplagant 6 % du ciment par des fumées de
silice et en diminuant le rapport e/c de 0,4 4 0,31 & ’aide d’un superfluidifiant, la résistance au
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cisaillement de linterface a été multipliée par 2,5. Ceci démontre importance de apport de
particules trés fines pour ’amélioration de l'interface.

Marosszeky et al. [Maro91] ont réalisé une étude expérimentale similaire & celle de Mirza
[Mirz91]. Aucun des ajouts de polyméres n’a permis d’améliorer les résistances au cisaillement
et 4 la traction de 'interface de maniére significative. Néanmoins, I’adhérence des bétons modifiés
a ’aide de polymeéres s’est révélée sensiblement moins affaiblie par les différents procédés de cure
que l'adhérence obtenue & ’aide d’un béton de ciment Portland.

Paulsson [Paul97] a suivi I’état de sept ponts dont la dalle de roulement en béton a été réparée
durant la deuxiéme moitié des années 80 & ’aide d’un nouveau béton de fibres métalliques. Le
dosage en fibres varie entre 55 et 75 kg/m>. Le dosage en ciment de ces matériaux varie entre
375 et 440 kg/m3 et le facteur e/c entre 0,34 et 0,45. A D’exception d’un ouvrage, le diamétre
du plus gros granulat a été choisi entre 16 et 20 mm. Dans cinq cas sur sept, le béton contient
des fumées de silice dosées 4 10 % du poids de ciment. Toutes les surfaces des supports ont été
préparées par hydrodémolition. L’épaisseur hydrodémolie varie entre 10 et 30 mm et celle des
nouvelles couches entre 60 et 120 mm. Des essais de traction directe effectués sur des carottes
prélevées sur les ouvrages permettent de mesurer la résistance a la traction de l'interface entre
les deux bétons. Ils ont été réalisés un mois aprés les travaux (soit entre 1985 et 1988 selon
louvrage) et en 1995 afin de suivre I’évolution de la résistance a la traction de l'interface. Les
résistances moyennes a la traction mesurées varient entre 1,30 et 2,09 N/mm?, avec toutefois des
coefficients de variation importants. Dans presque tous les cas, la résistance moyenne a augmenté
dans le laps de temps qui sépare les travaux et 1995. Bien que cette augmentation soit faible
(entre 10 & 20 %), le mode de rupture a tendance a évoluer de maniére plus marquée. Aprés un
mois, les ruptures ont lieu principalement a I'interface, alors qu’en 1995 les ruptures sont plus
fréquentes dans le vieux béton. Sur place, aucun pont n’a montré de délamination entre le vieux
et le nouveau béton.

Pour finir ce paragraphe, il est indispensable de souligner I'importante conclusion formulée
par Saucier {Sauc91]. Sur la base de ses essais, il a pu mettre en évidence ’absence d’adéquation
entre la résistance mécanique de 'interface et Pévolution de sa valeur au cours du temps. Afin de
s’assurer de la durabilité d’une quelconque interface, il est nécessaire de comparer les résultats
de tests effectués & des échéances différentes.

Fluage en traction : il ne s’agit pas ici d’entrer dans les détails du comportement visqueux
en traction d’un béton. Toutefois, sachant que cette propriété peut permettre de relaxer les
contraintes induites dans un élément hybride par le séchage, il est important qu’elle soit connue.

Bissonnette [Biss96] a démontré que le fluage en traction du béton constitue une composante
importante de la capacité totale de déformation d’une nouvelle couche d’un élément hybride. 1
a montré que 'utilisation de fibres métalliques de diverses formes pouvait modifier 'amplitude
du fluage en traction du béton. L’ajout de 40 kg/m3 de fibres métalliques & crochets a provoqué
une augmentation d’environ 30 % du fluage en traction. De plus, cette propriété semble propor-
tionnelle au dosage de ces fibres. Pour des fibres métalliques ondulées, le fluage en traction du
béton a diminué.

Contrairement au fluage en compression, la diminution de la proportion volumique de la
matrice (pate de ciment) dans le béton semble augmenter ’amplitude du fluage en traction
[Biss96).

Des données expérimentales relatives au fluage en traction du béton sont rares, car tech-
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niquement pas simples & réaliser. Souvent, ce comportement est admis analogue au fluage en
compression du méme matériau. Pour un béton de ciment Portland traditionnel, il semble que
le fluage en traction soit de 'ordre de 20 4 50 % plus élevé qu’en compression [Nevi95]. Poston
[Post98] a réalisé une étude comparative des fluages en compression et en traction de douze
bétons. Les résultats de ces mesures ont surtout montré I'importante variation du fluage en
traction en fonction de la composition du béton. L’ajout de polymeres a augmenté de maniére
similaire les fluages en traction et en compression. Dans le cas des PCC, 'augmentation du
fluage en compression du béton est proportionnelle au dosage en polymeéres [Mang81].

En général, le fluage en compression d’un béton a haute résistance est significativement plus
faible que celui d’un béton traditionnel sans ajout de fumées de silice [Lapl93].

Caractéristiques physiques

Dilatations thermiques : une trop grande différence entre les coefficients de dilatation ther-
mique de chaque matériau provoque des contraintes internes dans ’élément hybride dues a
P’entrave mutuelle des déformations propres de chaque matériau. Ce comportement est similaire
A celui d’un bilame®.

Les mortiers et bétons de polymeéres ont un coefficient de dilatation thermique significati-
vement plus élevé que celui d’un béton ordinaire [Embe90a]. Les mortiers et bétons de ciment
Portland modifiés & l'aide de polymeéres ont un coeflicient de dilatation thermique proche de
celui d’un béton de ciment Portland usuel.

Mirza [Mirz91] a étudié expérimentalement la compatibilité thermique de nouveaux bétons
a I'aide de cycles de gel-dégel (de -50°C & 50°C) durant quarante-huit heures. La plupart des
couches de mortiers de polymeéres se sont désolidarisées du support de vieux béton aprés peu de
cycles. Ce résultat met bien en évidence 'importance de ne pas se limiter 4 la seule résistance de
I'interface & vingt-huit jours, mais bien de se préoccuper de la performance dans son ensemble.

Effets d’hydratation : sans entrer dans les détails de I’hydratation du ciment, il faut no-
ter que la quantité de chaleur dégagée durant I’hydratation du ciment est une caractéristique
importante du matériau. En effet, lors de la phase de refroidissement du nouveau béton, ses
déformations sont entravées par le support existant et des contraintes internes de traction ap-
paraissent. La quantité totale de chaleur dégagée dépend de la finesse de la mouture du ciment
et de son dosage dans le béton.

Malgré que certaines ultrafines soient réactives, leur utilisation en remplacement d’une partie
du ciment permet de réduire la quantité totale de chaleur d’hydratation. Les figures A.5 a) et b),
issues des résultats de Meland [Mela83] et adaptées dans [Soro93], montrent que le remplacement
de 10 % du ciment Portland par des cendres volantes permet de réduire la quantité totale de la
chaleur d’hydratation d’environ 15 %. Lorsque ce remplacement est effectué a I’aide de fumées
de silice, la réduction vaut environ 8 %.

Durant la polymeérisation de certains polyméres, des températures importantes peuvent éga-
lement étre atteintes trés rapidement dans la nouvelle couche [Embe90a]. Il est important de bien
connaitre les propriétés thermiques des polymeéres utilisés afin d’éviter des endommagements de
I'interface durant les premiéres heures qui suivent la mise en place du nouveau béton.

80util composé de deux lames de métaux différents utilisé pour mesurer la température.



172 ANNEXE A. TECHNOLOGIE DES REPARATIONS EN BETON
he)
8 i 1 ! ,0 1 I I ¥ o 1
2 200 ® — 200t .
3 e Z
z- 1501 % | 180- AooTT A -
2 gl
© 100 e - 100}~ -
b4 /
£ 5 fiy-ash content - so Silica fume content -
5 /4
w [ L1 | | | | i
51:> 0 10 20 30 40 50 0 10 20 30 40 50

Time, hours

Figure A.5: Influence du remplacement du ciment par a) des cendres volantes et b) de la fumée
de silice sur la quantité totale de chaleur d’hydratation, d’aprés [Mela83] et tiré de [Soro93]

Un autre aspect important pouvant &tre relié¢ 4 I’hydratation du ciment est sa capacité
4 compenser son retrait. De nombreux fabricants [Cife93] proposent des produits dits & "re-
trait compensé”’. De ’avis de l'auteur, de tels produits doivent é&tre choisis avec beaucoup de
précautions. En effet, la cinétique du gonflement de ces ciments est souvent concomitante a
I'hydratation du béton. Par conséquent, le gonflement a lieu lorsque le module d’élasticité du
nouveau matériau est faible et ne se traduit pas par une mise en ”précontrainte” de la nouvelle
couche. En d’autres termes, le retrait de ces ciments est réellement compensé si I’éprouvette
testée est libre de se déplacer, mais ne Dest plus lorsqu’une entrave existe. En conclusion, des
essais préliminaires sont nécessaires 4 la mise en oeuvre de tels produits.

Retrait de séchage : le retrait de séchage est reconnu, par de nombreux chercheurs [Somm83]
[Sauc90] [Haar91] [Emmo98|, comme la propriété la plus importante & connaitre dans le but
d’assurer la fonction protectrice d’une couche de nouveau béton. Les méthodes pour évaluer la,
susceptibilité d’un matériau & avoir un retrait important et a présenter des risques de fissuration
sont, d’une part, la mesure du retrait libre et de la perte de masse d’une éprouvette de dimensions
normalisées et, d’autre part, les essais de retrait empéché, tels que ’essai d’anneau, ’essai de
plaque SPS et l'essai allemand d’angle [Emmo98].

Marosszeky et al. [Maro91]| comparent le comportement d’un béton de ciment Portland (réfé-
rence) & celui de bétons de ciment Portland modifié 4 ’aide de polymeres. Le retrait de séchage
a été mesuré sur des échantillons de chacun de ces matériaux et des différences notables ont
été remarquées. En effet, comparativement au béton de référence, certains ajouts de polymeéres
ont permis de diviser de moitié le retrait de séchage. D’autres ajouts de polymeéres ont eu pour
effet de doubler la valeur du retrait. Il semble que 'utilisation d’émulsions de latex permette de
diminuer le retrait du béton d’environ 30 a 40 % [Weis93].

Emberson et Mays [Embe90a] comparent le retrait de séchage de neuf bétons (trois mortiers
de polyméres, trois mortiers de ciment Portland modifié 4 ’aide de polyméres et trois mortiers
de ciment Portland). La comparaison est effectuée sur la base, d’une part, du retrait entre zéro
et vingt-quatre heures et, d’autre part, du retrait a long terme a partir de vingt-quatre heures. A
nouveau, il est difficile de tirer des conclusions générales sur l'influence d’un ajout sur le retrait
de séchage du béton. Seul des essais peuvent permettre d’appréhender cette valeur de maniére

"Le gonflement est en général produit par 'expansion de la chaux libre contenue dans le ciment.
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Figure A.6: Influence de la teneur en granulats et du rapport e/c sur le retrait de séchage (d’aprés
[Odma68] tirée de [Nevi95))

correcte. Le lecteur voulant approfondir Peffet des différents ajouts de polymeres peut se référer
aux résultats de Emberson et Mays [Embe90a).

Bissonnette [Biss96] a montré que I'utilisation de fibres métalliques n’influence pas de maniére
significative le retrait du béton. Seule une faible diminution a été mesurée indépendamment de
la forme et du dosage des fibres.

D’aprés Emberson et Mays [Embe90a], la présence de I’armature contribue & restreindre le
retrait de séchage du béton. De plus, 'armature étant souvent placée proche des bords d’un
élément de structure, son réle d’entrave aux déformations du béton d’enrobage est effectif dés
les premiers jours de séchage.

Sans entrer dans le détail du retrait de séchage du béton, il est important de savoir que seule
la matrice séche et que le squelette granulaire entrave le retrait de la matrice. Cette influence
est illustrée a la figure A.6 tirée de [Nevi95]. Par conséquent, la diminution du diameétre du
plus gros granulats provoque une diminution de ’entrave provoquée par le squelette et donc
une augmentation du retrait de séchage. De plus, la figure A.6 illustre également P'influence du
rapport e/c sur le retrait du béton. D’apres [Kosm88|, c’est la quantité totale d’eau ajoutée au
ciment plutét que le rapport e/c qui est importante vis-a-vis du retrait.

L’ajout de particules fines telles que les fumées de silice ou les cendres volantes ne permet
pas de diminuer de fagon significative le retrait du béton [Weis98]. Dans certains cas, une aug-
mentation du retrait due a 'augmentation de la finesse des pores capillaires peut étre observée
[Nmai98].

Depuis 1983, de nouveaux adjuvants ayant pour effet de réduire le retrait de séchage du béton
sont arrivés sur le marché de la construction. Ces adjuvants SRA (shrinkage reducing admix-
tures), décrits dans [Nmai98]|, agissent au coeur de la microstructure du matériau et permettent
de diminuer les tensions capillaires qui ont lieu au niveau des hydrates du ciment. Des essais
réalisés par Weiss et al. [Weis98] ont montré qu’une réduction de moitié du retrait de séchage
pouvait &tre atteinte. Cette réduction semble étre proportionnelle 4 la valeur du rapport e/c du
béton. A aide d’essais d’anneau entravé, Weiss et al. [Weis98] ont montré que V'utilisation des
adjuvants SRA permet de retarder, voire méme d’éviter I’apparition d’une fissure dans le béton.
Un résultat identique a été obtenu en utilisant des émulsions de latex. Par contre, la seule utili-
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sation de fumées de silice a réduit le temps d’apparition de la premiére fissure sur ’anneau. Cela
confirme que ’ajout de fumées de silice diminue sensiblement la capacité totale de déformation
du béton en traction.

Ces derniers résultats illustrent que la relaxation du nouveau béton joue un role trés impor-
tant pour la durabilité d’un élément hybride. D’aprés Bissonnette [Biss96], il semble beaucoup
plus judicieux de caractériser un béton en terme de bilan entre les déformations dues au fluage
en traction et celles dues au retrait de séchage.

A.4 Procédés de mise en place et consistance

La mise en place du béton sur une surface horizontale ne pose traditionnellement pas de
probléme particulier. Par contre, lorsque celui-ci doit étre appliqué contre une surface verticale
ou sous un plafond (en surplomb), le choix du procédé de mise en place devient important. Le
béton peut étre mis en place soit par projection, soit dans un coffrage, puis vibré ou non.

La technique du béton projeté par voie séche est de plus en plus employée pour réaliser des
reprofilages 4 I'aide de couches minces. Toutefois, la structure interne et les propriétés de ce
matériau demeurent encore mal connues [Biss98].

Abdel-Halim et Schorn [Abde89] ont évalué la capacité portante de poutres réparées au moyen
de béton projeté. Les conclusions de cette étude n’ont montré qu’une trés faible diminution de
la capacité portante induite par ce procédé de réparation. En effet, cette diminution a atteint
environ 8 % lorsque 20 mm de vieux béton ont été remplacés et 12,5 % lorsque 1’épaisseur réparée
vaut 35 mm. Aucune délamination entre les deux bétons n’a été remarquée. Comparativement
aux poutres non réparées, 'ouverture des fissures a été légérement supérieure pour les poutres
réparées®.

Bass et al. [Bass89] ont étudié la résistance a P’effort tranchant de la liaison entre vieux et
nouveau béton en fonction du procédé de mise en place du matériau. Leurs résultats ont montré
que la mise en place du nouveau béton par projection réduisait d’environ 15 % la résistance au
cisaillement de 'interface par rapport & un béton mis en place dans un coffrage. La mise en place
du nouveau béton sur une surface horizontale ou contre une surface verticale n’a pas influencé
la résistance au cisaillement de I'interface. Par contre, la diminution de cette méme résistance
est importante lorsque le nouveau béton est mis en place en surplomb. En effet, la résistance au
cisaillement est passée de 3,5 N/mm? pour les surfaces horizontale et verticale et & 1,1 N/mm?
pour la mise en place en surplomb.

Lacombe et al. [Laco99] ont comparé la capacité de remplissage et la qualité de I’adhérence
entre un support de béton et une nouvelle couche mise en place en surplomb par trois procédés
différents. La nouvelle couche a été mise en place soit par projection, soit dans un coffrage.
Pour la seconde catégorie, d’une part, le béton a été mis en place de maniere traditionnelle par
pervibration et, d’autre part, un béton autocompactant a été utilisé. La mise en place du béton
par projection s’est avérée étre la meilleure technique. La bonne capacité de remplissage du béton
autocompactant a permis d’obtenir une adhérence de haute qualité. Le béton mis en place par
pervibration n’a pas rempli le coffrage de maniére satisfaisante et la qualité de 'interface a été
moindre.

8Pour une charge valant 75 % de la charge ultime, 'ouverture moyenne de fissures des poutres non réparées
atteint 50 pum, alors que cette méme valeur atteint environ 100 pum pour les poutres réparées a 1’aide d’un béton
projeté.
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Le nouveau béton devant épouser la surface rugueuse du support, il est primordial que sa
consistance soit étudiée de maniére & garantir une mise en place correcte. Un béton de consistance
plastique a ferme nécessitera un compactage afin d’éviter la formation de poches d’air & l'interface
ou la présence de nids de gravier. De nos jours, la consistance d’un béton est fréquemment évaluée
sur le chantier & 1’aide du coéne d’Abrams (slump test). D’aprés Schrader [Schr92], ce test n’est
pas un bon indicateur de la capacité du béton a se mettre en place correctement et a se consolider
sous I'effet de la vibration. Le test ASTM C995 est une alternative intéressante a la mesure du
slump. Ce test consiste & retourner le méme moule et & le remplir de béton frais. Le moule avec
sa petite ouverture vers le bas est surélevé de 76 mm. Ensuite, P’aiguille du vibreur est insérée
dans le béton frais. Le temps nécessaire pour que tout le béton frais se soit écoulé au travers
de Vorifice du moule constitue la mesure de référence de ce test. L’utilisation de rhéomeétres
[Laco99] peut également étre utile afin d’optimiser la rhéologie d’un béton en vue de faciliter sa
mise en place.

Certains chercheurs [Emmo94b] [Paul97] s’accordent pour affirmer que la planification du
travail et la qualité de la main d’oeuvre constituent des parameétres importants pour assurer
la performance & long terme d’un élément hybride. En se basant sur des observations in-situ,
Paulsson [Paul97] fait le lien entre les hétérogénéités du béton durci et sa technique de mise en
place. Le béton frais devrait étre déversé sur le support existant de maniére & limiter I’utilisation
des aiguilles vibrantes qui sont des sources d’hétérogénéité. De méme, lorsque le béton est mis en
place par pompage [Bert99], les emplacements de déversement du béton doivent étre suffisam-
ment rapprochés afin de limiter 'utilisation des aiguilles vibrantes. De plus, le tuyau d’évacuation
doit étre maintenu au niveau des armatures afin d’éviter une ségrégation du mélange durant sa
chute.

A.5 Procédés de cure

Pour effectuer son hydratation dans les meilleures conditions, le béton a besoin d’eau, de
temps et d’une température adéquate. Mal maitriser I'un de ces trois parameétres a pour effet de
réduire la résistance et la perméabilité du béton [Schr92].

Les traitements de cure peuvent étre divisés en deux catégories : les traitements empéchant
I’eau ou '’humidité de quitter le béton durant son durcissement et ceux visant &4 apporter de I’eau
au béton durant son durcissement. Sur la base de nombreux critéres, Griibl et Kern [Griib97]
ont comparé Defficacité de divers traitements de cure. Aucune différence significative entre les
deux catégories de traitements de cure n’a été mise en évidence. L’influence du moyen de cure
sur I’hydratation du béton n’a été identifiée que sur les 20 premiers mm de I’épaisseur d’un
élément de béton. En termes de perméabilité du béton de peau, le fait de n’effectuer aucune
cure du béton et de laisser la surface en contact avec ’air est préjudiciable. Une mesure telle que
le bétonnage sous enceinte est fortement recommandée si des bétonnages doivent étre effectués
par temps froid ou pour protéger le support et le béton frais des intempéries [Bert99]. Le lecteur
intéressé par une étude comparative des différents traitements de cure peut se référer a [Griib97].

Sommer [Somm83] considére que I'influence du traitement de cure est tout aussi décisive que
celle du séchage sur la pérennité des éléments hybrides. Ce fait a été confirmé expérimentalement
par Marosszeky et al. [Maro91], qui ont montré que la résistance de 'interface augmente lorsque
la durée de la cure augmente. Ce résultat s’est avéré valable pour une large gamme de bétons.
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Figure A.7: Taux d’évaporation a la surface du béton frais (d’aprés [Murd79] tiré de [Soro93))

Pour un mortier traditionnel subissant une cure? de sept jours, la résistance & la traction de
I'interface a augmenté de 40 % par rapport a une résistance mesurée sur un élément hybride
n’ayant pas subi de cure. Par rapport & une cure d’une durée de trois jours, cette augmentation
vaut environ 15 %. Sur la base de ces résultats, une cure d’au moins cing jours est a4 recommander.

Choi et al. [Choi99] ont étudié le développement de la résistance au cisaillement d’une in-
terface rugueuse entre deux bétons en fonction du traitement de cure. Les résultats montrent
que, lorsqu’une cure empéchant ’eau de quitter le béton est réalisée, une résistance supérieure
4 1,3 N/mm? est atteinte aprés vingt-quatre heures déja. La vitesse 4 laquelle la résistance au
cisaillement augmente est grande durant les trois premiers jours. L’arrét du traitement de cure
se traduit par une chute de la résistance au cisaillement de l'interface. Une cure minimale de
trois jours est recommandée par cette étude.

Dans le but d’éviter Papparition de fissures dues au retrait plastique du béton frais, cer-
taines recommandations [Odot91] interdisent de mettre en place une nouvelle couche si le taux
d’évaporation a la surface du béton frais dépasse la valeur de 0,5 kg/m?/h. La figure A.7, tirée
de [Murd79], permet de déterminer la valeur du taux d’évaporation en fonction des parameétres
environnementaux et de la température du béton frais. Le retrait plastique est provoqué par le
séchage de la surface du béton avant sa prise [Nevi95]. Les fissures provoquées par ce séchage
sont peu profondes, trés ouvertes, paralléles et d’une longueur de Pordre de 10 & 20 cm. Elles
sont nuisibles principalement pour la durabilité du béton de peau et doivent étre & tout prix
évitées par la mise en oeuvre aussi rapide que possible d’un traitement de cure.

®On parle ici d’un traitement de cure visant 4 empécher I’eau de quitter le béton.
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A.6 Influences extérieures

Cycles de mouillage-séchage

Saucier [Sauc90] a étudié I'effet de cycles de mouillage-séchage sur la pérennité de la résistance
de l'interface. Ces résultats ont montré que l'influence de ces cycles est quasiment négligeable
par rapport a l'effet du seul séchage. Cette faible influence s’explique par le fait que les périodes
de mouillage permettent un apport d’eau qui favorise I’hydratation. On peut conclure que le lien
entre un support et un nouveau béton a faible rapport e/c devrait voir sa résistance augmenter
a la suite des cycles de mouillage-séchage. D’autre part, les périodes de mouillage permettent de
diminuer 'amplitude des déformations entravées dues au séchage.

Cycles de gel-dégel

De la méme maniere, Saucier [Sauc90] a soumis ses éprouvettes a des cycles de gel-dégel
quotidiens en conditions saturées. Cette action s’est toujours traduite par une augmentation
de la résistance de l'interface au cisaillement en fonction du temps. A nouveau, l'essai étant
réalisé en conditions saturées en humidité, ’hydratation du ciment est favorisée par rapport a
une éprouvette séchant a air. Il faut noter que ces essais ont été réalisés avec une méme recette
pour le support et le nouveau béton. D’autres essais [Schr92] ont montré que si les perméabilités
des deux matériaux étaient trop différentes, une rupture du lien peut survenir a la suite de cycles
de gel-dégel.

Geissert [Geis99] a également soumis des éprouvettes composites & trois cents cycles de gel-
dégel aprés sept jours de marissement (en conditions non saturées). Aucune influence significative
de ces cycles sur la résistance a la traction de Pinterface n’a été mise en évidence.

Charges permanentes

Sur les sept ponts étudiés par Paulsson [Paul97], des comparaisons ont été faites entre les
résistances a la traction de l'interface mesurées & mi-travée ou sur appui. Les résultats de cette
étude n’ont révélé aucune influence de 'emplacement des mesures sur la résistance mesurée.

Charges variables

Dans le cas d’éléments hybrides dont la rugosité de I'interface est importante, les tests réalisés
par Silfwerbrand [Silf86] n’ont pas permis de mettre en évidence une réduction quelconque de
la résistance a la fatigue! par rapport & un élément formé d’un seul béton. La cinétique de
I’évolution des déformations en fonction du nombre de cycles est semblable, que 1’élément soit
hybride ou non.

Vibrations durant la pose

La question de savoir si le trafic routier peut étre conservé ou non sur une structure en cours
de réparation se pose souvent.

1Nombre de cycles plus grand que 50°000.
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D’aprés Maclnnins et al. [MacI79], la revibration du béton apreés 2,5 heures provoque une
augmentation de l'ordre de 3 & 9 % de sa résistance & la compression. L’effet des vibrations
dépend principalement de leur amplitude, du temps & partir duquel elles débutent et de leur
durée.

Pour des vitesses d’oscillations inférieures a 20 mm/s, Bonzel et Schmidt [Bonz80] prétendent
que l'influence des vibrations sur la résistance et la rigidité du béton durci est négligeable si
I’amplitude des vibrations est inférieure 4 0,70 mm. Une phase critique entre trois et quatorze
heures, durant laquelle des vibrations peuvent avoir une influence néfaste sur I’évolution de la
résistance du béton, est mise en évidence par certains chercheurs [Huls84] [Bran89]. Au chapitre
2, on a vu que cette période correspond approximativement & la prise du ciment. Toutefois,
d’apres [Bonz80], il semble qu’aussitdt que le béton a atteint une résistance a la compression de
5 4 6 N/mm?, méme de fortes vibrations n’auront plus d’influence sur sa qualité une fois durci.

D’autres recherches [Mann81] [Krus87] [Silf92] sont également arrivées a la conclusion que
les vibrations dues au trafic pendant les travaux n’influencent pas de maniére significative la
résistance de 'interface. D’autre part, les périodes de bétonnage peuvent étre planifiées de ma-
niére & ce que la prise du ciment s’effectue la nuit ou durant les périodes au cours desquelles le
trafic des poids lourds est nul.

A.7 Conclusions

Sur la base de cette étude bibliographique, les conclusions suivantes reflétent 1’état actuel
des connaissances dans le domaine de la technologie des réparation en béton :

— Vhydrodémolition est la technique a recommander pour préparer la surface du support.
Cette méthode laisse une surface rugueuse, légérement poreuse et sans microfissures. Elle
permet également de ne pas endommager et de nettoyer I’armature existante. Aprés 'exé-
cution de ’hydrodémolition, la surface doit étre soigneusement nettoyée, puis contrdlée au
marteau afin d’oter les morceaux qui ne se seraient pas complétement détachés. L’épais-
seur décapée peut varier selon I’état du béton existant et ’état de corrosion de ’armature
en place. Si ces armatures sont mises 4 nu au cours du décapage, il est important de les
dégager complétement [Silf90]. S’il n’est pas nécessaire de mettre & jour 'armature ou si
des raisons statiques I'interdisent, il est important d’obtenir une texture appropriée de la
surface du support en ne décapant que le minimum de béton nécessaire. Etant donné que
cette méthode posseéde une grande capacité d’intervention, elle peut permettre de diminuer
le temps nécessaire aux opérations de démolition. Si l'utilisation de I’hydrodémolition est
impossible, d’autres techniques de démolition par projection (jet de sable) sont & recom-
mander. Les techniques mécaniques de démolition, utilisées seules, sont & proscrire.

— La condition hydrique idéale de la surface du support devant recevoir un nouveau béton
n’est pas d’étre saturée, mais plutoét d’avoir subi quelques cycles de mouillage et de séchage.
De plus, au moment de la mise en place du nouveau béton, il faut que la surface du
support soit légérement séche [Zhu92] [Pige92] [Schr92]. Cette condition se remarque par
un éclaircissement de la surface; on parle de surface humide mate. Ce léger séchage va
favoriser la pénétration du nouveau béton dans la structure poreuse du support et améliorer
P’adhérence. De plus, la faible absorption par le support de 'eau du nouveau matériau
provoque une réduction du rapport e/c proche de l'interface. Cette réduction se traduit
par une augmentation de la résistance de 'interface et par une diminution locale du retrait.
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— L’utilisation d’une couche de liaison entre le support et le nouveau béton n’est pas né-
cessaire et peut méme s’avérer nuisible dans certains cas [Schr92]. Le seul role joué par
cette couche est de pallier 4 'incapacité d’un béton, dont la consistance ne serait pas assez
fluide, a épouser 'interface.

— Si la texture de l'interface est convenablement préparée du point de vue de sa propreté et
de sa rugosité, les résistances obtenues doivent permettre de se passer de goujons [Silf90].
De plus, il semble judicieux d’avoir recours a d’autres mesures constructives, plutdt qu’a
des goujons, pour ancrer les efforts sollicitant la nouvelle couche dans les zones de bords
(voir dans [Bren95]). Du point de vue de Pétat limite de service, il semble beaucoup plus
logique de tenter de diminuer 'importance des causes pouvant entrainer une délamination
plutét que de les ignorer et de compter sur les goujons pour controler les dégats. Dans le cas
ou linterface doit transmettre des efforts de précontrainte, une évaluation des contraintes
tangentielles au droit de 'interface devra étre effectuée avant de prendre la décision de se
passer ou non des goujons.

— Lors du choiz du nouveau béton, il semble judicieux de choisir un matériau qui se rapproche
le plus possible du matériau constituant le support. Le module d’élasticité du nouveau
béton ne devrait pas étre différent de plus ou moins 10°000 N/mm? par rapport au vieux
béton. Pour vérifier si les exigences relatives au nouveau béton sont remplies, des essais
doivent impérativement étre effectués. Parmi ceux-ci, la détermination de la quantité de
chaleur d’hydratation du ciment et celle de ’amplitude du retrait de séchage sont les plus
importants. Le fluage en traction du nouveau béton peut également étre quantifié.

— Pour des nouvelles couches disposées directement sur un support faisant office de coffrage,
un béton mis en place a la régle vibrante constitue une bonne solution, qu’il soit pompé
ou non.

— Pour des nouvelles couches mises en place sur des surfaces verticales ou en surplomb, la
technique du béton projeté par voie séche peut donner de bons résultats. A Pavenir, 1'uti-
lisation des bétons autocompactants devrait étre une technique de réparation intéressante.

— Une cure minimale de cinq jours est impérative pour ’obtention d’un élément hybride de
bonne qualité. Aucun traitement de cure particulier ne ressort de notre étude. Toutefois,
il faut veiller & ce que les surfaces des nouveaux éléments soient alimentées en eau ou
protégées contre son évaporation durant la cure. De plus, un bétonnage sous enceinte peut
permettre d’améliorer la qualité d’exécution d’un élément hybride réalisé par temps froid
ou soumis aux intempéries.

— Les vibrations engendrées par un éventuel trafic maintenu sur 'ouvrage en cours de mo-
dification ne semblent pas avoir une influence sur la performance d’un élément hybride.
Toutefois, une phase critique existe entre trois et quatorze heures aprés la confection du
béton frais. Les périodes de bétonnage peuvent étre planifiées de maniére & ce que la prise
du ciment s’effectue la nuit ou durant les périodes au cours desquelles le trafic des poids
lourds est nul.






Annexe B

Utilisation du degré d’entrave

Compléments relatifs 4 une dalle hybride isostatique :

L’expression du degré d’entrave p d'une dalle hybride isostatique a été déterminée au para-
graphe 2.2. En exploitant ces résultats, la distribution des contraintes axiales peut étre calculée.
Il s’agit de déterminer les valeurs de Onew,1, Told,2 €t Toid 3 €n fonction de O pew 2 (voir figure 2.2).
Ces résultats sont illustrés aux trois autres abaques de la figure B.1. Il est intéressant de noter
que, lorsque m = 1 et n = 0.5 (a = 1/3), Opew,1 vaut 0. Dans ces conditions, une fissuration
traversante de la nouvelle couche n’est pas possible, méme lorsque €. €St constant sur toute
Pépaisseur. Selon ces résultats, une fissuration traversante de la nouvelle couche est favorisée
lorsque son épaisseur et son module d’élasticité sont faibles par rapport a ceux du support.

Seul le moment M, va engendrer des déplacements verticaux v(z) de la poutre simple, re-
présentée 4 la figure 2.2. La valeur de ce déplacement & mi-travée est donnée par I’expression
B.1 en fonction de k. La valeur de k est donnée au dernier abaque de la figure B.1 en fonction
de m et n. Il est intéressant de noter que, pour une valeur de m donnée, le déplacement vertical
peut beaucoup varier en fonction du rapport n.

v(I_ £) =K Slibre L avec K = —3mn(n+1)
T 2) hotd S Am2nt+dAmnd34+6mn2+4mn+1)

(B.1)

Exemple de calcul du degré d’entrave :

Les formules 2.2 a 2.4 sont utilisées pour calculer le degré d’entrave de deux structures : le
pont hybride béton-béton du Javroz et le pont mixte acier-béton OA 402 dont les coupes-types
sont données & la figure B.2. Dans le cas du pont du Javroz, la dalle réelle est remplacée par un
rectangle de 11600 mm de largeur et de 250 mm d’épaisseur. Ces degrés d’entrave sont calculés
pour un module d’élasticité du nouveau béton E,e, de 20000 N/ mm? dans le but d’évaluer la
contrainte dans la nouvelle couche induite par les effets thermiques au jeune 4ge. Les propriétés
des deux sections sont regroupées au tableau B.1.

Les figures B.3 illustrent I’évolution du degré d’entrave u en fonction de « pour les deux ponts
considérés. La variation de o est obtenue en variant uniquement la hauteur hpe, du nouveau
béton. Ces figures présentent le degré d’entrave p = 1+ pp + pp, d’une structure isostatique, le
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Unités Javroz | OA 402 Unités | Javroz | OA 402
Erew | [N/mm?] | 20000 20000 m | [-] 0.57 0.10
Anew | [mm? | 2.9-10° | 5.0-10° a [~] 1.53 9.09
Roew [mm)] 250 250 n [—] 0.28 0.11
Lnew [mm?] | 1.5-101° | 2.6-101° i (-] 0.10 0.17
Euq | [N/mm? | 35000 | 210000 @ [-] 0.21 0.10
Aod [mm?] 1.9-10% | 5.5-10° B (-] 0.65 0.11
o [mm)] 900 2250 ma| [-] 0.87 0.91
Sotd [mm3) 1.1-10° | 55108 || mi | [-] 0.06 0.02
J Y [mm?*] | 15101 | 1.5:10" || edg | [mm] 788 1637

Tableau B.1: Propriétés des sections

a) Pont hybride du Javroz b) Pont mixte OA 402
1.0 T T T T T 1.0 T T T T
1 1 I 1 1 i | I
0.9 -_u[-1___i‘:"hn¢w=250mm_l_____"____ 09 \_u[-]'hm‘.,:zsomm"-_"T-""_T_—__
08 F\- _|____T____T____:_____:____ 0.8 g
07 FP- N\ —-H-—-"—-+%#-—"==l——==d4 - ——— 0.7 — — — — Structure isostatique _l___~1l»-_.-_
! ! ! Structure isostatique " H=1+Hn+pu ! |
06 ==X " T_ p= 14N+ pm o 06 ___\ ) _:___—.T‘-_—
05 F-—--~ 1IN - ‘ -_i}._--_; _________ 05 Travée centrake d'une poutre -
1 -~ ; =
04 F-—-- :___7l \ ——l-———Jl———— 04 ____co_nttmjp-—_!i—giﬂ _______
0.3 b — — — Travée centrak d'une poutre - ——-—:————— 03 F-Xx—-]r-—-i-loaw—r-—--1___--
| _ _ contiue: pu=1+p I
02 St . : 02 Tt et b
o1 fwe oI Lola=n/n+D) 1] o1 - --F- o =n/n+l) [-]-
0.0 | i i i 0.0 i i i i L

0.00 0.10 0.20 0.30 040 050 060 000 010 020 030 040 050 060

Figure B.3: Evolution du degré d’entrave du pont du Javroz et du pont OA 402 en fonction de
a (uniquement hy,e,, variable)

degré d’entrave de travées centrales p = 1+ pp (lorsque les effets flexionnels ne soulagent pas les
autocontraintes) et la contribution p,,;. Pour les deux ponts considérés, les valeurs obtenues sont
données au tableau B.2. Dans le cas ou ces deux ponts seraient des poutres simples isostatiques,
le degré d’entrave du pont hybride du Javroz seraient deux fois plus grand que celui du pont
mixte OA 402. Il faut remarquer que, dans le cas du pont mixte OA 402, la contribution des
effets flexionnels p), provoque une diminution importante du degré d’entrave total. Etant donné
que la hauteur de la poutre métallique est importante par rapport a celle de la dalle en béton,
on pense intuitivement que les effets flexionnels sont bloqués. En réalité, la dalle en béton étant
placée loin de I’axe neutre, une faible courbure suffit & provoquer une contrainte de compression
non négligeable dans sa partie inférieure. Lorsque les effets flexionnels sont bloqués par le systéme
statique de la structure, le degré d’entrave p« = 1+ ppy des deux ponts sont quasiment identiques.
Ceci s’explique par le fait que g ne dépend que des rapports m a, peu différents pour les deux
ponts.

A titre d’exemple d’utilisation du degré d’entrave, la contrainte de traction dans la nouvelle
couche induite par les effets thermiques au jeune age peut étre évaluée en utilisant la formule :
Onew,2 = p Enew ATy ar avec AT, = refroidissement de 25°C' et ar = 10~ 1/°C. L’évolution
de Opeyw,2 en fonction du facteur de retenue 3, défini dans [Ducr97] par 8 = Aga/Anew = 1/a,
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Javroz | OA 402
Poutre isostatique : =1+ puy + pyy 0.40 0.20
Travées centrales d’une poutre continue : p =1+ py 0.54 0.53
Contribution flexionnelle : 15, 0.14 0.33

Tableau B.2: Degrés d’entrave

4.5 |l T T T 1] T 4-5 T T T 1l T 1
! ! ! ! ! ' Pont mixte OA 402
| © JR S D R gt [ . Onew ._l____1_. _
4.0 new 5 ! | | | 4.0 new 2 | I AT =25 °C au jeune ige
35 |INmm] \ b 35 o
I |
3.0 ————’—— I T S 3.0 : :

1
| Travée centrale d'une

25 b Rt 4 25
20 - | | 2.0
! | |
1.5 |F-f —:‘*—~:————:—— --m 1.5
+ | l | | | |
10 p-—-r-—-=1—-—-—A-——4--—-f-=~~-F-——1-—-— 1.0
Pont hybride du Javroz ' ' '
0.5 [~ AT =25 °C au jeune Age T B=1/a [-]-- 0.5 | I i
0.0 1 1 1 1 1 1 1 0.0 1 1 i : H

000 050 100 150 200 250 300 350 4.00 000 002 004 006 008 010 012 0.4

Figure B.4: Evolution de la contrainte oy, 2 dans la nouvelle couche induite par un refroidisse-
ment au jeune ige

est illustrée, pour les deux ponts, & la figure B.4. Les valeurs de 3, valables pour de nombreux
ouvrages, sont généralement comprises entre (.06 et 0.14 pour un pont mixte et 0.5 et 2 pour
un pont hybride.

Pour le pont mixte OA 402, on retrouve les résultats de Ducret [Ducr97] lorsque les effets
flexionnels sont bloqués. Par contre, la valeur de opnew,2 dépend peu de 3 lorsque la structure est
isostatique. De plus, elle reste proche de 1 N/mm?. Pour le pont hybride du Javroz, la valeur
de Opew,2 est plus élevée lorsque la structure est isostatique et elle est relativement proche de
celle du pont OA 402 lorsque les effets flexionnels sont bloqués.
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Maturité du béton Transport hydrique Transport thermique Retrait endogéne
OR | K] 4000 Dy [mm'fjour) 60 Ar | WKl | 22 [unvm)
Tr | [K] 293 as ] 0.05 cr (K/m°K] 2400 a0h. 0
ac n_ 0 h, [ 0.92 Hy | /] | 128000 3 0
6 0
(um/m] 1800 - 11
el a4 5 12 35
ba tl L1135 18 62.5
or a0h [umK] 15 2 875
3 15 48 125
6 105 7 136
12 8.5 9% 144
18 8 168 157
672 8 336 164
— - 672 170
Propriétés mécaniques Fissuration 1512 174
Set Sfem E ¢ v o i 0.25 2160 176
Nmm'] | [Nmm] o [Nmm] [ W [mmi] 0.03 5280 178
a0h. 0.00 0.0 100 0.16 70 | 179
6 010 05 100 0.16 W2 (rrm) 0.3
120 054 2.0 8000 0.16 Yf [-] 0.2
24 1.53 11.1 22800 0.16 a, [ 0.3
480 243 25.5 31500 0.16 b, . 50
7 288 33.2 33110 0.16
168 333 445 36485 0.16 Cor ] 0.25
6720 3.73 56.0 40000 0.16
1200, 4.14 59.3 40940 0.16
2160, 423 62.0 41660 0.16
8760, 4.41 66.1 43630 0.16
Viscoélasticité propre Viscoélasticité non-linéaire
g 1 1 10 100 1000 10000 | 100000 || O/R [°K] 4000
E /E.[-] T ref [°K] 293
a0h! 025 0.24 021 = 016 010 0.04 a. 0 0.5
6 023 0.22 020 | 017 0.12 0.06 . 0 38
120 020 0.195 0.185 0.17 0.145 0.105 -
24, 013 0.14 0.15 0.165 0.19 0.225
4 0.10 0.11 0.13 0.16 0215 0.285
o T O o i T oo | | eedlasticts wansitoir
168 N R . . . B 2
[mm/N°K]|  0.008
6720 0.06 0.08 0.11 0.16 0.24 0.35 foT
12000 0.04 0.05 0.09 0.15 0.26 041 Toh !
2160, 0.02 0.04 0.07 0.14 0.27 0.46 pourk >0.95; [mm’/N] 5
8760,  0.02 0.04 007 @ 014 027 0.46 pourh <095 2

Figure C.1: Paramétres relatifs au béton des supports
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Maturité du béton Transport hydrique Transport thermique Retrait endogéne
OR K] 4000 D, |lmmfourd] 912 Ar  [W/nK] 22 [unvm]
T, Kl 293 ay [ 0.05 cr  DUMK] 2400 || a0k 0
ac [l 0 n, [ 0.92 Hy = I/m] . 108000 3 0

ok [km/m] 1400 ag “ 11 162 208

by [ 1.1 8 50

ar a0h [mmK] 15 " 70

3 15 48 100

6 10.5 7 108

12 8.5 9% 112

18 8 168 116

672 8 36 118

672 122

Propriétés mécaniques Fissuration 1512 125

fa  fem E. v o -] 0.25 2160 127

Nmm') | [N’ [N/ [ W [mm) 0.03 5280 129
aoh.  0.00 0.0 100 0.16

6 0.10 0.5 100 0.16 W (o] 0.3 = =

2 054 2.0 8000 0.16 Y [ 0.2

24 153 11.1 22800 0.16 ac -1 0.3

48 243 25.5 31500 0.16

7 288 332 33110 0.16 be & 50

165 3.33 445 36485 0.16 Cer [ 0.25

612 373 56.0 40000 0.16
1200 4.14 59.3 40940 0.16
2160 4.23 62.0 41660 0.16
8760, 4.41 66.1 43630 0.16
Viscoélasticité propre Viscoélasticité non-linéaire
¢ {hli 1 10 100 | 1000 10000 100000 | | OR [°K] 4000
E, /E [-]} T o [°K] 293
a0h, 025 0.24 021 | 016 0.10 0.04 a, 0 0.5
6 023 0.22 020 . 017 0.12 0.06 T 38
12 020 0.195 0.185 0.17 0.145 0.105 *
24 0.13 0.14 0.15 0.165 0.19 0.225
4 010 0.11 0.13 0.16 0.215 0.285
72 0.08 0.09 0.12 0.16 0.23 0.32 Viscoélasticité transitoire
168 0.08 0.09 0.12 0.16 0.23 0.32 - TN K] 0.008
672 0.06 0.08 0.11 0.16 0.24 0.35
1200 0.04 0.05 009 . 0.5 0.26 0.41 Toh
2160 0.02 0.04 0.07 0.14 0.27 0.46 pourh >095 [mm'/N] 5
8760 0.02 0.04 0.07 0.14 0.27 0.46 pourh <095 2

Figure C.2: Paramétres relatifs aux surbétons des séries 1 et 2
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Maturité du béton Transport hydrique Transport thermique Retrait endogéne
OR | K] | 4000 Dy | Immjour) 60 Ar | WKl | 22 | [um/m]
Trf | [K] 293 ar . 0.05 cr | MKl 2400 a0h. 0
a0 0 h. . 0.92 Hy = 0/m] | 128000 3 g

6
o (um/m] 1800 || aq a4 u - 35
by [ 1.15 18 62.5
o7 A0h [(ummK] 15 2% 87.5
3 15 438 125
6 10.5 7 136
- 12 8.5 % 144
18 8 168 157
672 8 336 164
672 170
Propriétés mécaniques Fissuration 1512 174
fct fcrn § E. v o {-] 0.7 2160 176
(Nmm']  [Nmm) | [N/mn) [ W) mm] 0.0l 5280 178
a0h.  0.00 0.0 100 . 0.16

6 0.10 0.5 100 0.16 w2 (ol 10 = >

2 0.4 2.0 8000 0.16 Y [ 0.2

2% 1.53 11.1 22800 0.16 a, [ 0.3

48 243 25.5 31500 0.16 b, [ 50

72 288 332 33110 0.16

168 333 445 36485 0.16 Cor [t 0.25
672 3.73 56.0 40000 0.16
o 414 59.3 40940 0.16
216000 4.23 62.0 41660 0.16
8760 441 66.1 43630 0.16
Viscoélasticité propre Viscoélasticité non-linéaire
¢ [hY 1 10 | 100 | 1000 : 10000 100000 O/R [°K] 4000
Eu/Ecc ['] Tref [°Kj 293
a0h. 025 0.24 0.21 0.16 0.10 0.04 a, 0 05
6 0.23 0.22 0.20 0.17 0.12 0.06 . 0 33
12 020 0.195 0.185 0.17 0.145 0.105
4 013 0.14 0.15 0.165 0.19 0.225
48 010 0.11 0.13 0.16 0.215 0.285
72 0.08 0.09 0.12 0.16 0.23 0.32 Viscodlasticité transitoire
168 0.08 0.09 0.12 0.16 0.23 0.32 T—
&2 0.06 0.08 0.11 0.16 0.24 035 Lr  mm/NE 0008
1200 0.04 0.05 0.09 0.15 0.26 0.41 Ton
2160 0.02 | 004 0.07 0.14 0.27 0.46 pourk >095 [mm'/N] 5
8760 0.02 | 0.04 0.07 0.14 0.27 0.46 pourk <0.95 2

Figure C.3: Parameétres relatifs aux surbétons de la série 3
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