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DE L’ÉCOLE NORMALE SUPÉRIEURE DE CACHAN

Présentée par

Romain CRAMBUER

pour obtenir le grade de

DOCTEUR DE L’ÉCOLE NORMALE SUPÉRIEURE DE CACHAN
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proches pour leur soutien durant cette grande aventure tant scientifique qu’ humaine
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Résumé
Le risque sismique est un risque naturel majeur en France, il convient donc

de construire des ouvrages capables d’y résister. Dès 1955, des recommandations
furent établies afin de prendre en compte ce risque dans la construction d’ouvrages
neufs, il s’agit des recommandations Anti Sisimique (A.S.) 55. Elles furent rédigées
suite au séisme d’Orléansville (Algérie) du 9 septembre 1954. Depuis, différentes
réglementations successives furent mises en place en France, chacune consécutive à
des séismes majeurs. Les réglementations actuelles imposent de quantifier les dissipa-
tions d’énergie se produisant dans les ouvrages lors d’un séisme de manière réaliste.
Or, il est encore de nos jours difficile de les déterminer, en particulier dans le cas
de structures en béton armé. Ceci s’explique par la diversité des sources de dissipa-
tions qui peuvent être matérielles telles la plastification des aciers, la fissuration du
béton, la détérioration de l’interface acier béton ; ou environnementales telles l’in-
teraction avec les structures voisines ou l’amortissement radiatif. Classiquement, ces
dissipations sont introduites dans la modélisation des structures sous la forme d’un
amortissement global, généralement peu physique et difficile à quantifier, tel l’amor-
tissement modal ou l’amortissement de Rayleigh. Le problème qui se pose alors est de
savoir comment prendre en compte l’amortissement de manière plus physique. Ces
travaux visent à apporter des éléments de réponse à cette problématique. Pour cela,
deux objectifs ont été poursuivis durant cette étude : le premier consiste à qualifier et
quantifier expérimentalement les sources d’amortissement dues au béton, le second
vise à développer une méthode de calcul, peu couteuse et permettant de modéliser
le comportement global mais également l’amortissement de manière réaliste. Une
campagne d’essais de flexion 3 points alternée a été réalisée afin de déterminer et
de quantifier les mécanismes contribuant à l’amortissement. L’originalité de cette
campagne tient au fait qu’elle est effectuée sur des poutres saines mais également
sur des poutres pré-endommagées. L’analyse des expériences s’est intéressée au com-
portement global mais également à l’amortissement et à la fissuration. Ceci a permis
de relier l’amortissement à l’endommagement, l’intensité du chargement et l’érosion
des lèvres de fissures. Cette campagne a ensuite été modélisée à l’aide de différentes
lois de comportements. Une loi s’est révélée pertinente pour ce type d’étude mais
également lors d’une campagne numérique d’essais de laché. Dans cette dernière,
les dissipations d’énergie se produisant lors de cycle de charge/décharge sont prises
en compte par un schéma d’hystérèse, contrôlé en déformation. La loi de compor-
tement ainsi identifiée a permis de développer une modélisation simplifiée, en vue
d’études probabilistes. Cette dernière est fondée sur une loi de comportement sans
schéma d’hystérèse couplée à une actualisation de l’amortissement visqueux. Elle
s’effectue en fonction de l’évolution des propriétés mécaniques de la structure telles
l’endommagement ou l’érosion des lèvres de fissures et du chargement. Différentes
actualisations de l’amortissement ont été développées et confrontées à une campagne
d’essais sismiques mono axiaux sur un poteau. Le modèle dans lequel l’amortisse-
ment est actualisé en fonction de l’endommagement et de l’intensité du chargement
présente un comportement réaliste et peut être considéré comme pertinent.
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Abstract
Since earthquakes are a natural threat in France, it seems reasonable to construct

buildings capable of resisting them. Since 1955, A.S. 55 recommendations. regula-
tions have taken into account this risk in all new constructions. The rules were
created following an earthquake in Orleansville (Algeria) on 9. September 1954 and
since then they have been modified in the aftermath of several significant earth-
quakes. As it stands now, the law requires that measurements of energy dissipation
be carried out during the earthquakes in an effective manner. However, at present it
is a great challenge to determine this, especially where reinforced concrete structures
are concerned. The reason for this is the many different causes of energy dissipation
- which can be material, such as steel yielding, cracking of the concrete or deteriora-
tion of the interface between the Steel/concrete interface or environmental, such as
the interactions with neighbouring structures or radiative damping. These dissipa-
tions typically creep into the essential pattern of the structures as a uniform, slight
damping, and which is heavily quantify such as modal or Rayleigh damping. The
challenge is therefore to ascertain how to carry out damping in a way that relies more
on the laws of physics themselves. This study aims at bringing some clarifications to
this problem. In order to achieve this, two objectives were targeted during the case
study : the first consisted in experimentally qualifying and quantifying the sources
of damping in concrete, the second aims at developing a method which model both
the overall behaviour and the damping in a realistic way with low computational
costs. A series of reverse 3-point bending tests were carried out to determine and
quantify the mechanisms responsible for damping. This approach was innovative in
that the tests were carried out on not only sound beams, but also on pre-damaged
beams. When processing the results of these experiments, we focused on the overall
behaviour but also on the damping and the cracking. It was thereby possible to
relate the damping to the damage, the intensity of the load and the erosion of the
crack surfaces. These tests were then modeled on various physical laws of behaviour.
One law proved to be relevant for this type of study, and this was backed-up during a
numerical campaign of drop tests. In the latter, the energy dissipation that occurred
during the loading/unloading cycle are taken into account on a hysteretic scheme,
controlled in strain. The behaviour law thus identified allowed us to develop a sim-
plified model to be used during probabilistic assessments. This model is based on
a behaviour law without a hysteretic scheme, coupled with the updating of viscous
damping. It is carried out according to the evolutions of the mechanical properties
of the structure such as the damage or erosion of the crack surfaces and the load.
Different updates of the damping were developed and subjected to a serie of mono
axial seismic tests on a column. The model in which the damping was achieved as a
direct result of the damage caused and the intensity of the load displayed a realistic
behaviour and can therefore be considered relevant.
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2.3 Cadrants contrôlant les modèles de Bouc Wen. . . . . . . . . . . . . . 19

2.4 Comportement uniaxial cyclique du béton. . . . . . . . . . . . . . . . 20
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4.3 Modèle [La Borderie et al., 1994] - relation uniaxiale contrainte/défor-
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pliqué : 40 kN. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 117
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B.2 Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour l’essai 2 SIBA. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 175
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B.4 Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour l’essai 4 SIBA. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 177
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4.10 Évolution du taux d’amortissement visqueux équivalent pour les six

poutres. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 114
4.11 Enseignements de la campagne de modélisation de poutre en béton
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fc : Résistance en compression (béton)
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ASN : Autorité de Sureté Nucléaire
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Chapitre 1

Introduction

Au cours de sa durée de vie, un ouvrage est soumis à un grand nombre de solli-
citations, certaines liées à son exploitation et les autres à son environnement. Parmi
les sources naturelles, le séisme est l’une des plus préjudiciable. Il est nécessaire de
prendre en compte ce phénomène dès la conception de l’ouvrage afin de réduire les
risques. Au cours de ces dernières années, plusieurs séismes de fortes amplitudes
ont eu lieu, notamment en Italie (2009 - magnitude : 6,9), à Häıti (2010 - magni-
tude : 7,3) et au Chili (2010 - magnitude : 8,8). Ces séismes présentent des niveaux
d’accélérations maximum très élevés, leurs intensités sont supérieures supérieures
à VIII sur l’échelle EMS-98 [Gr̈ı¿1

2
nthal et Levret, 2001], et ont touché des régions

peuplées. Les pertes humaines et matérielles consécutives à ses catastrophes diffèrent
cependant très fortement : 308 morts en Italie, 230 000 à Häıti et 525 au Chili. On
constate ainsi que les conséquences de telles catastrophes dépendent fortement des
règles constructives. Dans les pays où ces dernières prennent en compte les risques
sismiques, les pertes sont fortement limitées. Cependant, le séisme de mars 2011
au Japon a montré certaines des limites des réglementations actuelles. Durant ce
séisme, et le tsunami qui a suivi, la centrale nucléaire de Fukushima Daiichi a subi
d’importants dommages, provoquant un désastre écologique et humain. Il apparait
donc primordial d’améliorer nos connaissances du comportement des bâtiments sou-
mis à des séismes, et en particuliers des ouvrages présentant des risques spéciaux.
Nous serions alors en mesure d’améliorer les codes de construction.

Durant les dix dernières années en France d’importantes évolutions règlementaires
ont eu lieu. D’une part un nouveau zonage de l’aléa sismique a été mis en place (ar-
ticles R563-1 à R563-8 du Code de l’environnement [R563-1 CE, ] modifiés par les
décrets n̊ 2010-1254 du 22 octobre 2010 [D2010-1254, ] et n̊ 2010-1255 du 22 oc-
tobre 2010 [D2010-1255, ], ainsi que par l’arrêté du 22 octobre 2010 [A2010-1255, ]).
D’autre part, les codes de construction ont fortement évolué avec la mise en appli-
cation des Eurocodes [AFNOR, 2006], et dans le cadre des ouvrages nucléaires, des
nouvelles recommandations de l’Autorité de Sureté Nucléaire (ASN) en 2006 [ASN,
2006]. L’Eurocode 8 4.3.3.4.3(2) spécifie : � Il convient que ces règles reflètent de
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2 Introduction

manière réaliste la dissipation d’énergie dans l’élément dans le domaine des ampli-
tudes de déplacement attendu dans la situation sismique de calcul �, de même Les
recommandations de l’ASN énonce que : � Cette modélisation représente les rai-
deurs, masses et capacités de dissipation d’énergie de tous les éléments déterminant
la réponse dynamique des ouvrages �. Pour cela il est parfois nécessaire de réaliser
des analyses sismiques non linéaire [ASN, 2006] en particulier pour réaliser des
� évaluations complémentaires � permettant d’améliorer nos connaissances du com-
portement des ouvrages spéciaux soumis à des séismes.

Les études présentées dans ce document s’inscrivent dans les travaux de re-
cherches du Laboratoire d’Étude de Mécanique SIsmique (EMSI) qui fait partie du
Service d’Études Mécanique et Thermique appartenant au Département de modéli-
sation des Systèmes et Structures. Ce dernier est lui même rattaché à la Direction de
l’Énergie Nucléaire du CEA et également du Laboratoire de Mécanique et de Tech-
nologie (LMT) de l’École Normale Supérieure (ENS) Cachan. Les travaux dont il est
question ici s’intéressent aux structures en béton armé. Dans ce type de structures,
une part des dissipations provient de sources environnementales telles l’interaction
avec les structures voisines ou l’amortissement radiatif le reste provient de sources
matérielles telles la plastification des aciers, la fissuration du béton, la détérioration
de l’interface acier béton. Si l’on souhaite modéliser ces dernières de manière in-
trinsèque il est nécessaire de disposer de modèles mécaniques réaliste capable de
prendre en compte ces mécanismes.

L’objectif de cette thèse est double. Le premier est de qualifier et quantifier
expérimentalement les sources d’amortissement liées au béton. Le second vise à
développer une méthode de calcul, peu couteuse, en terme de temps de calcul et de
maillage, et permettant de modéliser l’amortissement de manière réaliste.

Pour atteindre ce double objectif, quatre parties sont développées. Dans la premiè-
re partie, un état de l’art relatif à la modélisation du béton et de l’amortissement
dans des structures en béton armé est effectué. Ceci permet de décliner les objec-
tifs de la thèse dans le contexte scientifique actuel. Dans un premier temps, les
différents modèles de béton et d’amortissement sont décrits. Dans un second temps,
l’étude porte sur les conséquences de l’utilisation des différents modèles béton sur
la modélisation de l’amortissement. Pour ce faire, les résultats du Benchmark in-
ternational SMART sont présentés et examinés. L’étude de cette campagne permet
également de recentrer la suite de l’étude sur les éléments de structures soumis à de
la flexion.

La seconde partie porte sur la présentation de la campagne d’essais quasi sta-
tiques de flexion trois points réalisée durant cette thèse. Les différents choix effectués
durant cette campagne sont justifiés. Cette campagne s’intéresse à l’étude d’éléments
de structures sains mais également pré-endommagés. Dans un second temps, les
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résultats de la campagne sont présentés. Différents types d’analyses sont exposés et
permettent de dégager les paramètres influençant l’amortissement.

La troisième partie est consacrée à la modélisation de la campagne précédente.
Différentes lois de comportement sont utilisées pour effectuer cette simulation. Les
différents résultats numériques sont confrontés à l’expérience. Cette comparaison
permet de déterminer une manière réaliste de modéliser les phénomènes dissipatifs
locaux. Ce chapitre s’achève par une campagne numérique d’essais dynamiques per-
mettant de montrer que la prise en compte des phénomènes dissipatifs au sein des
lois de comportement permet de réduire de manière drastique l’importance de la
matrice d’amortissement visqueuse.

La quatrième partie vise à développer une modélisation simplifiée. Fort des
conclusions de la partie précédente, il est possible de formaliser un modéle dans
lequel les phénomènes dissipatifs locaux ne sont pas pris en compte de manière
intrinsèque mais dont le taux d’amortissement visqueux varie en fonction de l’évolu-
tion d’autres grandeurs caractéristiques du modèle afin de dissiper une part réaliste
d’énergie. Différentes relations entre l’amortissement et ces autres grandeurs cara-
ctéristiques sont présentées. Une campagne d’essais sismiques monoaxiaux est alors
décrite. Cette campagne est simulée à l’aide des différents modèles simplifiés et du
modèle retenu dans la partie précédente. Cette confrontation fait ressortir les forces
et les faiblesses des différentes modélisations et permet de dégager celle qui est la
plus adaptée à notre problème.

Enfin, des conclusions de l’étude réalisée sont présentées. Elles font ressortir les
apports de l’étude menée ainsi que les perspectives de ces travaux.
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3.2 Lois de comportement béton . . . . . . . . . . . . . . . . . . 19

4 Amortissement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32
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1 Introduction

Les importantes évolutions règlementaires qui sont apparues au cours de la
dernière décennie tant au niveau de l’aléa sismique que des codes de construction ont
nécessités l’emploi de nouvelles méthodes de modélisation. En effet, Les contraintes
de sureté résultant de ces nouvelles réglementations requièrent, dans le cadre des
ouvrages à risques spéciaux et en particulier dans le domaine nucléaire, de réaliser
des analyses temporelles non linéaires et non plus uniquement des analyses modales.
Ce type d’étude nécessite de disposer d’outils numériques fiables capables de prédire
de manière pertinente le comportement d’une structure soumise à des sollicitations
sismiques et de quantifier de manière réaliste les dissipations d’énergie se produisant
durant un séisme.

Ce chapitre a deux objectifs majeurs : d’une part présenter la problématique
de la modélisation de l’amortissement de structure en béton armé sous séisme, et
d’autre part de présenter un état de l’art le plus exhaustif possible des mécanismes
d’amortissement et des manières de le prendre en compte dans les modélisations
sismiques. Pour atteindre ce double objectif, ce chapitre sera divisé en quatre par-
ties. En premier lieu, le problème de dynamique non linéaire sera clairement défini
et discrétisé tant en espace qu’en temps. Il ressort de ce problème que les dissipa-
tions peuvent être prises en compte par le biais des lois de comportement. C’est
pourquoi, après une brève présentation des modèles globaux les plus courant, une
description des non linéarités se produisant dans le béton armé sera faite. Par soucis
de clarté, les modèles présents dans la littérature seront regroupés en différentes
classes. La description des ces classes portera surtout sur leur capacité à représenter
les différents mécanismes dissipatifs qui auront été identifiés. Dans un troisième lieu
la discussion portera sur la modélisation de l’amortissement. Les sources de dissi-
pation seront alors répertoriées et classées. Il apparaitra alors qu’il est difficile de
modéliser individuellement chaque source. Un amortissement global forfaitaire ser-
vira alors à modéliser toutes les dissipations non prises en compte directement par
les différents modèles. Une présentation des différentes manières de représenter cet
amortissement global forfaitaire sera alors effectué en faisant ressortir les qualités et
limites de chacun. En dernier lieu, la problématique de la modélisation de l’amor-
tissement d’une structure réelle sera présentée par le biais du programme SMART.
Après une brève présentation de la campagne et de ses objectifs, la discussion se
portera sur l’étude du benchmark de cette campagne. Les choix de modélisation
des différents participants seront alors présentés et leurs conséquences sur le taux
d’amortissement étudiées. Enfin, une étude visant à découpler les déplacements plan
des voiles de la maquette SMART aura lieu. Les résultats de simulations seront alors
confrontés à l’expérience afin de définir si la répartition des déplacements plans ainsi
obtenu est réaliste et permettra surtout de séparer les différents mécanismes. Cette
confrontation mettra en relief la nécessité de s’intéresser à des structures soumises
à de la flexion.
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2 Analyses sismiques non linéaires

2.1 Limites des analyses en capacité

Classiquement, le dimensionnement des ouvrages de génie civil se faisait à partir
d’analyses en capacités [AFNOR, 1995], [AFNOR, 2006]. Cependant, ces dernières
années, ce type d’analyse a commencé à être remis en cause. Les travaux de Priestley,
Calvi et Kowalsky relatifs aux méthodes de dimensionnement récentes basées sur la
performance ont établi certains problèmes associés à ces analyses :

– la méthode de dimensionnement en capacité repose sur une estimation
de la raideur initiale afin de pouvoir déterminer les périodes propres
et la distribution des efforts sismiques entre les différents éléments. La
raideur dépendant de la résistance des différents éléments, elle ne peut
être calculée avant la fin du processus de dimensionnement ;

– répartir les efforts entre les différents éléments d’après leurs raideurs
initiales (même si celles-ci sont connues) est illogique pour de nom-
breuses structures, puisque cela suppose à tort que les différents éléments
peuvent atteindre leurs limite élastique au même instant ;

– la méthode de dimensionnement en capacité repose sur l’hypothèse
qu’un unique coefficient de comportement (basé sur la capacité duc-
tile) est approprié pour une structure et un matériau donné. Cela est
manifestement faux.

[Priestley et al., 2007]

Il est alors souhaitable d’utiliser des méthodes basées sur les déplacements. La
méthode de dimensionnement basée sur la performance est l’une d’entre elle. Dans
ce type d’analyse, l’objectif principal est de respecter des critères de performance
liés au mouvement, les efforts sont alors vus comme une contrainte et non plus
comme une exigence [Connor, 2003]. Ces critères de performance sont déterminés
afin de satisfaire à des exigences en termes de bien-être des personnes et de bonne
tenue des équipements. Ces critères sont exprimés en terme de déplacements inter-
étages, voire, dans certaines approches, en terme d’états de déformation que l’on
peut relier à l’endommagement [Priestley et al., 2007]. Pour déterminer ces critères,
il est nécessaire d’estimer la rigidité de la structure en tout point et en tout ins-
tant afin d’être capable de représenter son comportement de manière réaliste. Pour
ce faire, il est nécessaire de quantifier les dissipations se produisant dans la struc-
ture et d’être capable de les localiser. Deux types d’analyses sont adaptés pour ce
type d’étude. D’une part les analyses de poussées progressives et d’autre part les
analyses temporelles non linéaires. Dans cette étude, nous souhaitons déterminer et
quantifier les mécanismes contribuant à l’amortissement de la structure. Il apparait
donc préférable d’appliquer le chargement le plus réaliste possible. C’est pourquoi
nous nous intéresserons aux analyses temporelles non linéaires. Nous allons à présent
décrire ce type d’analyses.
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2.2 Descriptif des analyses temporelles non linéaires

La réalisation des analyses temporelles non linéaire revient à résoudre la formu-
lation faible du problème de dynamique. Dans cette partie nous allons présenter les
différentes étapes permettant de résoudre ce problème. Soit un domaine matériel Ω
de masse volumique ρ et de frontière ∂Ω repéré par sa normale extérieure n. On sup-
pose que le système Ω est soumis à une densité volumique d’efforts b et à un champs
de traction t. Le principe des puissances virtuelles permet d’écrire que la somme des
puissances intérieures Πi et extérieures Πe est égale à la puissance virtuelle associée
à la quantité d’accélération Πa. Ainsi on a :

Πi + Πe = Πa (2.1)

avec la puissance virtuelle des efforts internes pouvant s’exprimer comme :

Πi = −
∫

Ω

σ : ε(w)dV (2.2)

où σ est le tenseur de contrainte de Cauchy, ε le tenseur de déformation et w le
champs de vitesse virtuelles cinématiquement admissible. La puissance virtuelle des
efforts extérieurs s’exprime par :

Πe =

∫
Ω

b. wdV +

∫
∂Ω

t. wdS (2.3)

La puissance virtuelle associée à la quantité d’accélération peut être décrite par :

Πa =

∫
Ω

ργ. wdV (2.4)

où γ est un champ d’accélération défini sur Ω. On peut alors injecter les équations
2.2, 2.3 et 2.4 dans l’équation 2.1, on obtient alors l’équation :

−
∫

Ω

σ : ε(w)dV +

∫
Ω

b. wdV +

∫
∂Ω

t. wdS =

∫
Ω

ργ. wdV (2.5)

Pour que le problème mécanique soit bien posé il est maintenant nécessaire de
définir les conditions au limites, qui peuvent être de type Dirichlet, Neumann ou
mixte (Robin). Pour cela il est nécessaire de découper la frontière de la structure de
la façon suivante :

∂Ω = ∂Ωt ∪ ∂Ωu et ∂Ωt ∩ ∂Ωu = {0} (2.6)

On note alors t et u comme étant respectivement les vecteurs tractions et déplace-
ments imposés sur ∂Ωt et ∂Ωu On peut alors définir la formulation faible du problème
de dynamique comme étant :

Étant donné b, t et u tels que :
Trouver u tel que :∀w ∈ W := {w régulier sur Ω|w = u sur ∂Ωu}
−
∫

Ω
σ : ε(w)dV +

∫
Ω
b. wdV +

∫
∂Ω
t. wdS =

∫
Ω
ργ. wdV

(2.7)
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Il n’est généralement pas possible de trouver une solution analytique à ce problème
il est donc nécessaire de recourir à des méthodes capables de déterminer une solution
approchée au problème. Nous nous intéresserons ici à la méthode des éléments finis.

2.3 Schémas de Résolution

2.3.1 Discrétisation spatiale

Dans ce type de méthode le domaine matériel Ω est décomposé en un ensemble de
ne sous domaines (Ωe)e=1,...,ne appelés éléments finis. Chaque élément fini est composé
de nn noeuds. Les coordonnées locales d’un élément fini sont représentées par le
vecteur ξ. On introduit alors des fonctions de formes Na permettant d’interpoler
les champs de déplacements réels et virtuels, de taille [nc × 1], avec nc le nombre
de coordonnées du déplacement, entre chaque noeuds. Les champs de déplacements
réels et virtuels peuvent alors être approchés par :

uh(ξ, t) |Ωe= N(ξ)U(t) |Ωe (2.8)

wh(ξ, t) |Ωe= N(ξ)W(t) |Ωe (2.9)

avec N(ξ) la matrice des fonctions de formes, de taille [nc × (nn × nc)]. U(t) |Ωe et
W(t) |Ωe représentent respectivement les vecteurs, de taille [(nn×nc)×1], des degrés
de libertés associés aux déplacements réels et virtuels à l’instant t. La fonction de
forme Na du noeud a vaut 1 en a et 0 sur tout les autres noeuds afin de respecter
la propriété de partition de l’unité :

Na(ξb) = δab (2.10)

avec δab = 1 si a = b et 0 sinon. Il est montré dans la littérature qu’il est préférable
d’utiliser des éléments isoparamétriques. La géométrie de chaque élément est donc
interpolée de manière analogue au fonction de forme :

xh(ξ) |Ωe= N(ξ)X |Ωe (2.11)

où X |Ωe représente le champs de coordonnées nodales associé à l’élément Ωe. On
note que dans le cadre de l’hypothèse des petits déplacements, X est indépendant
du temps. A l’aide de l’équation 2.8, le champs de déformation au premier ordre
peut s’écrire :

εh(ξ, t) |Ωe=
1

2

(
∇uh(ξ, t) +∇uh(ξ, t)t

)
(2.12)

Étant donné que les opérateurs gradient n’agissent que sur les fonctions de formes,
le champs de déformation approchée peut être décrit par l’équation :

εh(ξ, t) |Ωe= B(ξ)U(t) |Ωe (2.13)
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avec B(ξ) la matrice décrivant la relation de compatibilité restreinte à l’élément fini
définie par :

B(ξ) =
dN(ξ)

dξ
J−1(ξ) (2.14)

où J−1(ξ) est l’inverse de la matrice Jacobienne calculée à partir des interpolations
géométriques. Les équations 2.8, 2.9, 2.13 et 2.14 permettent de discrétiser la for-
mulation faible du problème présentée dans l’équation 2.5. Une forme générale de
cette discrétisation est exprimée par l’équation :

ne
A
e=1

(
fAcc,e + f Int,e

)
=

ne
A
e=1

(
fExt,e

)
(2.15)

avec fAcc,e, f Int,e et fExt,e les vecteurs des forces respectivement d’accélérations,
internes et externes. A est l’opérateur d’assemblage. D’après la formulation faible
du problème aux limites l’expression vectorielles de ces forces peut être décrite par :

fAcc,e = MeÜ(t) |Ωe (2.16)

avec Me la matrice de masse de l’élément définie par :

Me =

∫
Ωe

NtρNdV (2.17)

fExt,e =

∫
Ωe

NtbdV +

∫
∂Ωt,e

NttdS (2.18)

f Int,e =

∫
Ωe

Btσ(εh)dV (2.19)

En réinjectant ces expressions dans l’équation 2.15 on obtient :

ne
A
e=1

(
wh

(
MeÜ(t) |Ωe +

∫
Ωe

Btσ(εh)dV

))
=

ne
A
e=1

(
wh

(∫
Ωe

NtbdV +

∫
∂Ωt,e

NttdS

))
(2.20)

Cette équation doit alors être vérifiée pour tous les déplacements virtuels cinémati-
quement admissibles wh. On obtient donc le problème discrétisé suivant :

Trouver Ü(t) et U(t) tels que :
ne
A
e=1

(
MeÜ(t) |Ωe +

∫
Ωe

Btσ(U(t) |Ωe)dV
)

=
ne
A
e=1

(∫
Ωe

NtbdV +
∫
∂Ωt,e

NttdS
)

(2.21)
Le problème est alors discrétisé d’un point de vue spatial, il ne reste plus qu’à
effectuer l’intégration temporelle. Dans la section suivante nous allons présenter
différents schémas d’intégrations temporelles.
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2.3.2 Schémas d’intégrations temporelles

La discrétisation spatiale qui a été réalisée dans la section précédente permet de
définir un système d’équations différentielles non linéaires ordinaires en temps. Il est
alors nécessaire de mettre en place un schéma d’intégration temporelle permettant
de résoudre le problème sur l’intervalle de temps [0,T] souhaité. Dans ce type de
schéma l’intervalle de temps est divisé en un certain nombre d’incréments appelés
piquet de temps. Le problème revient alors, à partir d’un piquet typique à l’instant
tn, à déterminer les déplacements, vitesses et accélérations nodales à l’instant tn+1

qui vérifient les équations de mouvement ; soit :

Connaissant : un = U(tn), vn = U̇(tn) et an = Ü(tn)
Déterminer : un+1, vn+1 et an+1

Tels que : f̂ Int,e(ûn+1) + Man+1 = fExt,e
n+1

(2.22)

avec f̂ Int,e(ûn+1) et ûn+1 respectivement la prédiction des efforts intérieurs et des
déplacements au piquet n + 1. Il existe différents schémas d’intégrations tempo-
relles que l’on peut classer en deux grandes familles : les schémas explicites et les
schémas implicites. Dans les schémas explicites, la solution du problème à l’ins-
tant tn+1 est obtenu à partir d’une vérification de l’équilibre au temps tn, alors que
dans les schémas implicites cette vérification est faite au temps tn+1. Pour cette
raison, les schémas explicites ne nécessitent pas de factoriser la matrice de rigidité
(équivalente) à chaque piquet de temps, ce qui permet d’obtenir des temps de cal-
cul par piquet de temps inférieurs à ceux obtenus avec des schémas implicites. En
contrepartie, ces schémas sont au mieux conditionnellement stables et nécessitent
généralement des piquets de temps très courts pour assurer la stabilité numérique.
Dans les sections suivantes trois familles de schémas d’intégration temporelle seront
présentées. Il s’agit de l’algorithme d’Euler, de l’algorithme de Newmark et de la
méthode α - Hilbert, Hugues et Taylor. Un inventaire des différentes méthodes a été
effectué par Dokainish et Subbaraj pour les schémas explicites [Dokainish et Sub-
baraj, 1989a] et implicites [Dokainish et Subbaraj, 1989b] cette inventaire permet
d’étudier l’influence du modèle d’intégration sur la dissipation.

2.3.2.1 Algorithme d’Euler

On dénombre trois types principaux d’algorithmes d’Euler. Le premier est le
modèle � Euler avant �. Dans ce cas, les déplacements et vitesses sont calculés à
partir des temps tn à l’aide des équations :

un+1 = un + ∆t vn
vn+1 = vn + ∆t an

(2.23)

Ce schéma est explicite et toujours instable, il génère un amortissement négatif. Le
deuxième schéma est implicite et s’intitule Euler arrière. Dans ce cas, les déplace-
ments et vitesses sont calculés à partir des temps tn+1 à l’aide des équations :

un+1 = un + ∆t vn+1

vn+1 = vn + ∆t an+1
(2.24)
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Ce modèle est stable mais dissipatif, c’est pourquoi il existe une méthode mixte. Elle
est classiquement intitulée � méthode des trapèzes �. Les déplacements et vitesses
sont alors calculés à partir des temps n et n+ 1 à l’aide des équations :

un+1 = un + ∆t
2

(vn + vn+1)
vn+1 = vn + ∆t

2
(an + an+1)

(2.25)

Cette méthode est implicite, inconditionnellement stable et conservative.

2.3.2.2 Algorithme de Newmark

Une deuxième famille d’algorithme utilisée comme schéma d’intégration tempo-
relle est celle de Newmark [Newmark, 1959]. Elle a été développée spécifiquement
pour le calcul dynamique du comportement de structure. Dans cette méthode les
déplacements et vitesses sont calculés à partir des temps tn et tn+1 à l’aide des
équations :

un+1 = un + ∆t vn +
(

1
2
− β

)
∆t2 an + β∆t2 an+1

vn+1 = vn + (1− γ) ∆t an + γ∆t an+1
(2.26)

où α et β sont des paramètres permettant de contrôler le schéma [Géradin et Rixen,
1997]. La présence de ces deux paramètres permet de couvrir une large gamme de
possibilités. Les méthodes classiques de la familles de Newmark sont présentées dans
le tableau 2.1. La figure 2.1 présente l’influence du choix de ces paramètres sur la sta-
bilité du système. Les méthodes les plus utilisées sont celles des différences centrées
et des accélérations moyennes. La méthode des différences centrées est explicite et
conditionnellement stable, elle est couramment utilisée pour des problèmes de dyna-
mique rapide, dans cette méthode α et β valent respectivement 1

2
et 0. Avec ce type

de méthode une étude de la stabilité du système permet de déterminer un pas de
temps critique au dessous duquel la stabilité est assurée dans le cas linéaire [Hughes,
2000] :

∆tcrit =
Tm
π

(2.27)

avec Tm est la plus petite période propre du système. Si l’on s’intéresse au cas
uniaxial cette condition se ramène à la condition de Courant :

∆tcrit =
lmin
c

(2.28)

où lmin la taille du plus petit élément considéré et c la vitesse de propagation des
ondes dans le milieu considéré. Cette méthode peut s’avérer adaptée pour des études
non linéaires particulièrement si l’on combine la solution des équations du mouve-
ment par la méthode explicite avec le calcul des variables internes à l’aide d’un
schéma implicite de type Euler arrière. Dans ce cas les équation de Newmark de-
viennent :

un+1 = un + ∆t vn + ∆t2

2
an

vn+1 = vn + ∆t
2

(an + an+1)
(2.29)
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L’autre méthode dite des accélérations moyennes est implicite et inconditionnelle-
ment stable. Elle est particulièrement adaptée en séisme. Les coefficients α et β
valent alors 1

2
et 1

4
. Dans cette méthode les déplacements et vitesses sont calculés à

l’aide des équations :

un+1 = un + ∆t vn + ∆t2

4
(an + an+1)

vn+1 = vn + ∆t
2

(an + an+1)
(2.30)

Instable

Conditionnellement stable

Inconditionnellement stable 

1
4

1
2

β 

γ +       = 4β    1
2( )

2

Différences centréesAccélérations

 moyennes

 
γ 

Figure 2.1: Stabilité des algorithmes de Newmark en fonction de la valeur des
paramètres γ et β.

2.3.2.3 Méthode α - Hilber, Hugues et Taylor

La méthode α-HHT [Hilber et al., 1977] est un schéma d’intégration temporelle
implicite inconditionnellement stable qui présente un amortissement numérique im-
portant sur la plage des hautes fréquences. De plus il préserve une précision proche
de celle d’un schéma de Newmark à accélération moyenne sur le spectre des basses
fréquences. Ce schéma conserve les équations de Newmark (2.26) mais l’équation
d’équilibre du système discrétisée en temps est modifiée en moyennant la rigidité K
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Méthode α β
Limite de
stabilité
∆tcrit

Erreur sur la
période ∆T

T

Différences
centrées
(explicite)

1

2
0

Tm
π

O(∆t2)

Fox et
Goodwin
(implicite)

1

2

1

12

Tm
π

O(∆t3)

Accélération
linéaire
(implicite)

1

2

1

6

Tm
π

O(∆t2)

Accélération
moyenne
(implicite)

1

2

1

4
∞ O(∆t2)

Tableau 2.1: Schémas d’intégration usuels de la famille de Newmark.

et les forces extérieures fExt entre les temps tn et et tn+1. L’équation d’équilibre du
système dans le cas linéaire devient :

Mün+1 + (1− α)Kun+1 + αKun = (1− α)fExt
n+1 + αfExt

n (2.31)

Cette méthode est applicable pour des systèmes non linéaires. On remarque que
si α = 0. La méthode α-HHT redevient une méthode Newmark classique. Cette
méthode est inconditionnellement stable si α ∈ [0, 1

3
], γ = 1

2
+α et β = 1

4
(1+α)2 [Hoff

et al., 1989].

2.3.2.4 Autres méthodes

Nous n’avons présenté ici que quelques uns des schéma d’intégrations temporel
les plus courants. La méthode Wilson - θ [Wilson et al., 1972] présente une approxi-
mation différente de l’accélération et est parfois couplée au schéma de Newmark [Do-
kainish et Subbaraj, 1989b]. Zienkiewicz a quant à lui proposé une généralisation
du schéma de Newmark en introduisant une formulation à trois paramètres [Zien-
kiewicz et al., 1984]. Le choix entre ces différentes méthodes se fera en fonction de
différents critères tels que le besoin de stabilité, la précision souhaité, le temps de
calcul ou l’amortissement induit sur une plage de fréquence.

2.3.3 Recombinaison modale

La résolution du problème par intégration temporelle génère des temps de calcul
importants. Une alternative est de réaliser une projection sur base modale. Le com-
portement dynamique de la structure est alors perçu comme la superposition d’ondes
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stationnaires. Le problème à résoudre dans ce type d’analyses est donc linéaire, et
revient à déterminer les pôles de la structure. Afin d’appliquer la méthode de re-
combinaison modale, la dimension de l’espace de l’étude, définie par le maillage de
la structure, est réduite. Ainsi, le nombre de degrés de liberté est étroitement lié à
la dimension n des matrices de masse et de raideur de la structure. Les couples de
fréquence et mode propre (ωi,φi) de la structure sont les solutions de l’équation aux
valeurs propres [Imbert, 1991], [Géradin et Rixen, 1993] suivantes :

(K− ω2
iM)φi = 0 (2.32)

avec ω la fréquence et K la raideur initiale du système de dimension. La résolution
de ce problème nous donne n valeurs propres λi = ω2

i réelles et positives (les valeurs
propres nulles représentent les modes de corps rigides). Les n vecteurs propres as-
sociés sont réels. On définit alors les matrices modale Φ normalisées par rapport à
la masse et spectrale Λ comme étant respectivement :

Φ = [φ1,φ2, . . . ,φn] B (2.33)

Λ =


λ1

. . . 0
λj

0
. . .

λn

 (2.34)

avec B la matrice diagonale contenant les coefficient de normalisation par rapport à
la masse. Les relations d’orthogonalité reliant les matrices K, M, Φ, Λ et la matrice
d’identité I sont définies par :

ΦTKΦ = Λ
ΦTMΦ = I

(2.35)

Le vecteur des déplacements s’écrit :

U(t) = Φq(t) (2.36)

Si l’on tient compte de la transformation 2.36 dans l’équation du mouvement linéaire
temporelle discrétisée, et pré-multipliée par φT , on obtient l’équation suivante :

ΦTMΦ ¨q(t) + ΦTKΦq(t) = ΦT fExt(t) (2.37)

De plus, les propriétés définies dans les équations 2.35 conduisent à écrire l’équation
du mouvement sous la forme :

Iq̈(t) + Λq(t) = FExt(t) (2.38)

avec FExt le vecteur des forces modales définis par :

FExt(t) = ΦT fExt(t) (2.39)
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Les méthodes modales permettent de simplifier le problème et se révèlent parti-
culièrement efficace dans le cas linéaire. Des méthodes telles que les analyses modales
de raideur tangente [L̈ı¿1

2
ger et Dussault, 1992] permettent de prendre en compte

les non linéarités matérielles dans ce type d’analyses. Néanmoins, lorsque les non
linéarités matérielles deviennent conséquentes ou si les phénomènes de propagation
d’ondes sont d’une importance majeure, il sera préférable de recourir à des schémas
d’intégration frontaux.

2.3.4 Analyses fréquentielles

Les études temporelles ne sont pas adaptées pour certains types d’études, par
exemple lorsque l’on souhaite prendre en compte l’influence du sol, qui présente un
spectre large, sur la structure. Il est alors intéressant de regarder le comportement
de la structure dans le domaine fréquentiel. Considérons l’équation du mouvement
temporelle linéaire discrétisé :

MeÜ(t) |Ωe +KU(t) |Ωe= fExt,e(t) (2.40)

Afin de réaliser une analyse fréquentielle, il est nécessaire de projeter cette équation
dans l’espace de Fourier :

Meϕ
(
Ü(t) |Ωe

)
+ Kϕ (U(t) |Ωe) = ϕ

(
fExt,e(t)

)
(2.41)

avec ϕ la transformée de Fourier défini pour chaque fréquence par :

ϕ(f)(ω) = f̃(ω) =
1

2π

∫ T

0

f(t)e−iωtdt (2.42)

Le problème discrétisé linéaire peut alors s’écrire pour chaque fréquence :

Trouver Ũ(ω) tel que :

[−Meω2 + K] Ũ(ω) |Ωe= f̃Ext,e(ω)
(2.43)

La solution globale sera obtenue par superposition des solutions individuelles. Il reste
cependant difficile de prendre en compte les non linéarités matérielles dans ce type
d’étude, bien que des méthodes aient été développées pour corriger ce problème. La
plus connue est la méthode Hybrid Frequency - Time Domaine (HFTD) basée sur
la linéarisation du modèle initial et la résolution fréquentielle du domaine [Kawa-
moto, 1983], [Darbre et Wolf, 1988], [Wolf, 1988]. Récemment deux autres méthodes
ont été développées. Tout d’abord, la méthode � Temps-Fréquence � qui sépare
la résolution linéaire et la prise en compte des non linéarités [Clouteau et De-
vesa, 2002], [Obrembski et al., 2011]. La seconde est l’approche Hybride Laplace-
temps [Ferro et al., 2011] qui intègre les non linéarités par le biais d’intégrales de
convolution. Si l’on s’intéresse principalement à l’influence de ces non linéarités sur
le comportement de la structure, les analyses temporelles non linéaires sont plus
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adaptées. Nous avons présenté différents outils capables de modéliser le comporte-
ment de structures sous séisme. Cependant nous n’avons pas pour l’instant présenté
de lois de comportement capable de prendre en compte les non linéarités matérielles
présentent dans le cadre de structure en béton armé. Ceci sera l’objet de la section
suivante.

3 Non linéarités matérielles

La première question qu’il convient de se poser lorsque l’on désire modéliser des
phénomènes physiques est celui de l’échelle de modélisation. Il est alors possible de
modéliser les phénomènes aux échelles micro, macroscopique ou structurelle. Nous
souhaitons ici modéliser des structures en béton armé. Les modélisations à l’échelle
microscopique consistent à étudier le comportement à l’échelle microscopique et à
supposer que si les mécanismes locaux sont bien modélisés, la structure se compor-
tera de manière réaliste. Dans le cadre d’étude à l’échelle macroscopique il convient
de définir un Volume Elémentaire Représentatif (VER), c’est à dire une échelle
suffisamment petite pour que les gradients des valeurs en jeu soient correctement
exprimés, mais suffisamment grande pour conserver une certaine homogénéité spa-
tiale. A cette échelle, le béton est considéré comme un matériau homogène. Il est
alors nécessaire de définir de la manière la plus précise possible le comportement
intrinsèque du béton à l’aide de lois de comportement décrivant la physique des
comportements de la manière la plus réaliste possible. La dernière possibilité revient
à modéliser la structure par le biais de modèles globaux, c’est à dire au niveau de
l’élément de structure. Ce type de modélisation est basé sur des grandeurs globales
telles que les efforts, les déplacements, les moments et les rotations. Ces modèles
sont faciles à mettre en œuvre et sont généralement peu couteux en temps de calcul.
Cependant, ils sont difficiles à paramétrer et surtout leur validation est difficile pour
des structures différentes de celles ayant permis de réaliser le calage. Nous allons
maintenant présenter quelques uns des modèles globaux les plus importants. Puis,
nous détaillerons le comportement du béton, et présenterons les différents types de
lois de comportement qui ont été développées pour le béton.

3.1 Modèles globaux

Ces modèles sont généralement définis de manière uniaxiale et relient des gran-
deurs physiques et cinématiques. Ces lois sont généralement de type efforts - déplace-
ments en tête pour des éléments de structures tels que des voiles ou des assemblages.
Dans le cadre de structure de type poutre en flexion, des lois de type moment cour-
bure sont généralement utilisées. Il est nécessaire de définir une loi de comportement
pour chaque type de chargement (flexion, traction compression, cisaillement...). Les
lois de comportement les plus utilisées dans le cadre d’éléments en flexion sont celles
développées par Clough [Clough et Johnston, 1966] ou Takeda [Takeda et al., 1970],
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qui reposent sur une relation moment-courbure. Dans les modèles Takeda, l’enve-
loppe de la réponse est trilinéaire et correspond aux trois phases : linéaire, fissuration
du béton et plateau plastique. Ces modèles prennent en compte les reprises de rai-
deur qui apparaissent lors du changement de sens de chargement ; comme on peut
le voir sur la figure 2.2. Ce modèle a été modifié pour intégrer les cas présentant de
forts cisaillements, afin de modéliser des portiques [Roufaiel et Meyer, 1987]. Des
amélioration de se modèle ont également été apporté pour représenter le comporte-
ment en cisaillement et en traction compression [Saiidi et Sozen, 1981], [Allahabadi
et Powell, 1988], [Ar̈ı¿1

2
de, 1997]. D’autre lois ont été développées pour modéliser

θ

M

Figure 2.2: Relation moment/courbure du modèle global [Takeda et al., 1970].

le comportement de structures en béton armé soumises à des chargements de type
traction compression, comme c’est le cas du modèle de Fishinger [Fischinger et al.,
1991]. Enfin des modèles globaux ont été développés ces dix derniers années pour
représenter le comportement de voile en béton armé. Celui de [Brun et al., 2003]
est intéressant car il actualise la fréquence fondamentale de la structure en fonction
de l’évolution de l’endommagement structural, ce modèle donne des résultats per-
tinents dans le cadre de sollicitations sismiques. Un autre modèle a été développé
par [Hemsas, 2010] et donne des résultats pertinents dans le cadre d’essais de poussée
progressive.

3.1.1 Modélisation des éléments non structuraux

Lors des calculs de structures, seuls les éléments structuraux sont modélisés.
D’une part, afin de limiter les temps de calcul, et d’autre part, peu de modèles
caractérisent le comportement mécanique des éléments secondaires. Cependant, ces
derniers dissipent une partie de l’énergie. Il peut donc être intéressant de modéliser
cette dissipation. Les modèles globaux sont adaptés pour modéliser ces éléments.
Dans le cadre d’un remplissage en maçonnerie, il est ainsi possible de les représenter
par le biais d’éléments basés sur le principe de diagonales équivalentes, disposant
d’une loi de comportement adaptée [Panagiotakos et Fardis, 1994]. Des modèles de
type Bouc [Bouc, 1967] et tous ses dérivés [Ismail et al., 2009] sont parfaitement
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adaptés pour ce type de problèmes. L’intérêt principal de ces modèles est de pou-
voir contrôler parfaitement la forme des boucles d’hystérèses par le biais de quatre
cadrans (six dans le cas du modèle Bouc Wen généralisé), comme présenté figure
2.3, et ainsi dissiper l’énergie souhaitée. Ce type de modèle peut aussi être utilisé
pour modéliser la dissipation se produisant au niveau des liaisons (nœuds structu-
raux, reprises de bétonnage, liaisons avec la table vibrante...). Cependant, ce modèle
est difficile à calibrer. En effet, les boucles mettent en jeu six paramètres (dix dans
le cas du modèle Bouc Wen généralisé) qu’il est difficile de relier à des grandeurs
physiques [Massone et Wallace J., 2004], [Ye et Wang, 2007].

(a) Bouc Wen (b) Bouc Wen généralisé

Figure 2.3: Cadrants contrôlant les modèles de Bouc Wen.

3.2 Lois de comportement béton

3.2.1 Comportement monoaxial du béton

Le béton soumis à un chargement de traction monotone présente un comporte-
ment post pic adoucissant dû à une dégradation progressive des propriétés élastiques
[Terrien, 1980]. Sous un chargement de traction cyclique, [Yankelevsky et Reinhardt,
1987] de nouveaux phénomènes apparaissent, comme on peut le voir figure 2.4. D’une
part, on note l’apparition de déformations résiduelles. D’autre part, des boucles
d’hystérèses se forment lors des cycles de décharge-recharge. Les études du com-
portement en traction/compression cyclique alternées du béton réalisées par [Rein-
hardt et Cornelissen, 1984], [Cornelissen et al., 1986] et [Mazars et Berthaud, 1989]
font apparaitre une reprise de raideur élastique due à la refermeture des fissures
lors du passage de traction à compression, comme on l’observe chez [Yankelevsky
et Reinhardt, 1989]. Ce phénomène est appelé � effet unilatéral � et traduit une
quasi indépendance du comportement en traction et compression du béton. En
compression, le comportement est de type ductile adoucissant avec la présence de
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(a) essai de Cornelissen [Cornelissen et al.,
1986]

(b) essai de Nouialletas [Nouialletas et al.,
2011]

Figure 2.4: Comportement uniaxial cyclique du béton.

déformations permanentes [Ramtani, 1990]. Lors du passage traction/compression,
les boucles d’hystérèses se referment généralement pour une contrainte négative et
une déformation proche de zéro [Nouialletas et al., 2011]. Enfin, il est à noter que la
fissuration est localisée en traction mais diffuse en compression [Mazars et al., 1990].

3.2.2 Comportement multiaxial du béton

Si l’on s’intéresse au comportement multiaxial du béton, on note une amélioration
de la réponse locale lors de sollicitations triaxiales comme on peut le voir sur la
figure 2.5 [Ramtani, 1990]. Les résultats expérimentaux des essais de bi compres-
sions réalisés par [Kupfer et Gerstle, 1973], présenté figure 2.6 ont montré qu’une
pression latérale stabilisait la formation de macrofissures conduisant à la ruine de
l’éprouvette. On note ainsi que la réponse en compression du béton est largement
influencée par le confinement. Cette caractéristique est essentielle lorsque l’on s’in-
teresse aux structures soumises à des chocs sévères, générant des pressions de confi-
nement supérieures de l’ordre du GPa. En résumé, on peut considérer que le béton
est défini par les caractéristiques suivantes :

– une dissymétrie du comportement en traction et en compression,
– la présence de déformations permanentes,
– la présence d’effets unilatéraux,
– des phénomènes hystérétiques locaux,
– une sensibilité à la pression hydraustatique

La littérature fait état d’un grand nombre de lois de comportement visant à modéliser
le comportement du béton. Afin de clarifier la présentation des différentes méthodes,
une classification a été effectuée et est présentée dans le tableau 2.2.
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Classe Modèles Références significatives

Modèles de
fissuration

Mécanique linéaire de la
rupture

[Lemaitre et al., 1985]

Mécanique non linéaire de
la rupture
Théorie de la fissuration [Ngo et Scordelis, 1967]
discrète [Nilson, 1968]
Théorie de la fissuration
distribuée : smeared crack
theorie

[Rashid, 1968]
[Wilson et al., 1972]
[Hillerborg et al., 1976]

Théorie de la bande de fis-
suration

[Bažant et Oh, 1983]

Modèles

Élastoplastique

Modèle de Reynouard [Reynouard, 1974]
Modèle de Frantzeskakis [Frantzeskakis, 1987]

Modèle de Lubliner
[Lubliner et al., 1989]
[Lubliner, 1990]

Mécanique de
l’endommagement

Modèle de Mazars [Mazars, 1984]
Modèle de Laborderie [La Borderie et al., 1994]

Modèle de Ragueneau
[Ragueneau et al., 2000]
[Richard et Ragueneau, 2013]

Modèle de Matallah [Matallah et La Borderie, 2009]
Modèle de Desmorat [Desmorat et al., 2006]

Modèle
microplan

Modèle de Bazant
[Bažant et Oh, 1985]
[Caner et Bazant, 2012]

Modèle de Fichant [Fichant et al., 1997]

Tableau 2.2: Classification des modèles significatifs de béton de la littérature
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Figure 2.5: Comportement biaxiale du béton [Ramtani, 1990].

3.2.3 Mécanique de la rupture

3.2.3.1 Mécanique linéaire de la rupture

L’une des premières théories développées visant à décrire de manière analytique
le champs de contrainte au voisinage d’une singularité cinématique est la mécanique
linéaire de la rupture [Griffith, 1921]. Il est nécessaire d’identifier une cinématique
particulière associée au mode de chargement donnant naissance à une fissure. Clas-
siquement l’on distingue trois modes. Le mode I correspond à une ouverture pure,
le mode II à un glissement dans le plan de chargement et le mode III à un glisse-
ment anti-plan. Cette théorie repose sur une hypothèse forte qui consiste à dire que
le matériau demeure linéaire au loin de la singularité. On peut alors exprimer de
manière analytique le champ de contrainte à l’aide de la solution de Westergaard
sous la forme :


Mode I : σ22 = KI (a, σ∞22) fI(r, θ)
Mode II : σ12 = KI (a, σ∞12) fII(r, θ)
Mode III : σ13 = KI (a, σ∞212) fIII(r, θ)

(2.44)

avec (Ki)i=I,II,III les facteurs d’intensité de contrainte, a le demi rayon de la fissure,(
σ∞ij
)
i
, j = 1, 2, 3 les contraintes du champ au loin de la singularité, (fi)i=I,II,III les

fonctions poids qui dépendent de r et θ, coordonnées polaires centrées sur la pointe
de la fissure du point auquel le champ est recherché.

Une généralisation de la solution de Westergaard a été proposé par Muskhelish-
vili, qui montre que les facteurs d’intensité de contrainte peuvent s’écrire de manière
générique sous la forme :
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Figure 2.6: Comportement du béton soumis à une bi-compression [Kupfer et
Gerstle, 1973].

K = σ∞
√
πaf (2.45)

où f est un facteur de forme dépendant de la géométrie de la fissure, du type de
chargement et de la géométrie de la structure.

3.2.3.2 Mécanique non linéaire de la rupture

Dès lors que l’on s’intéresse à des matériau fortement hétérogènes la mécanique
linéaire de la rupture n’est plus adaptée. Si le matériau est capable de dissiper de
l’énergie via des mécanisme locaux de plastification, une zone plastique apparait en
pointe de fissure. La mécanique non linéaire de la rupture s’intéresse à ce type de
matériau. Deux approches ont été développées. La première est fondée sur l’estima-
tion de la zone plastique en pointe de fissure et une approche plus locale consistant
à considérer le comportement du matériau comme étant élastique non linéaire.La
première approche est fondée sur les travaux d’Irwin qui propose d’introduire une
grandeur caractérisant la topologie de la zone plastique : le rayon plastique ρ. Cet
auteur propose alors dans le cas du mode I une expression corrigé du facteur d’in-
tensité de contrainte de la forme suivante :

K = σ∞
√
π(a+ p)f (2.46)

En plasticité plane une solution analytique a été déterminé par Dugdale-Barenblatt.
Il est possible dans ce cas de déterminer une expression du rayon plastique au sens
du critère de Tresca comme étant :

ρ =
π

16

K2
I

σ2
Y

(2.47)
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où σY est la limite élastique initiale du matériau considéré au sens du critère de
Tresca.

La seconde approche consiste à se donner une loi d’écrouissage non linéaire de
la forme :

σij ∝ ε
1/M
ij (2.48)

avec M un paramètre matériau à identifier. Le critère de stabilité de la singularité
qui doit être considéré s’appuie sur l’intégrale de Rice dont une définition peut être
trouvée dans [Rice, 1968].

3.2.4 Modèle de fissuration

3.2.4.1 Théorie de la fissuration discrète

Cette théorie considère les arêtes des éléments massifs comme des frontières de
fissures potentielles. Cette approche a été développée par les travaux de [Ngo et
Scordelis, 1967] et [Nilson, 1968]. Dans cette approche, la relation entre le vecteur
de traction et le saut de déplacement est introduite à l’aide de l’équation :

t = Cf [u] (2.49)

avec t le vecteur de traction à la frontière de l’élément, Cf le module d’adou-
cissement et [u] le vecteur saut de déplacement à la frontière. La mise en œuvre
numérique de cette méthode présente deux inconvénients majeurs. D’une part, une
grande dépendance au maillage, et d’autre part, il est difficile de gérer l’évolution
des connectivité entre les éléments lors des calculs.

3.2.4.2 Théorie de la fissuration distribuée : smeared crack theory

Ces types de modèles furent tout d’abord introduits par [Rashid, 1968], puis
développés dans de nombreux travaux [Hillerborg et al., 1976], [Bažant, 1986], [Cris-
field et Wills, 1989]. Ils introduisent les pertes de rigidités locales du matériau en
considérant l’apparition d’une fissure au sein du VER. Cette fissure conduit à des
réductions de la résistance de l’élément en fonction de l’orientation du chargement
par rapport à la fissure. La déformation résultant de l’ouverture de la fissure est ob-
tenue en moyennant le saut de déplacement par rapport à une longueur interne. On
ajoute ensuite les déformations élastiques et celles issues de l’ouverture de fissures
pour reformuler une relation contrainte déformation.

Deux types de modèles apparaissent alors, selon que les fissures soient fixes ou
tournantes. Dans le premier cas, on ne s’intéresse qu’au premier franchissement
du critère d’ouverture de fissure pour écrire la loi de comportement dans le repère
local. Ce type de théorie ne prend en général en compte que le mode I d’ouver-
ture de fissure. Le principal inconvénient réside alors dans l’impossibilité de trai-
ter les chargements non radiaux du fait du blocage du plan d’anisotropie [Willam
et al., 1989]. Pour pallier cette limite, des modèles à fissures fixes multiples ont été
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développés [De Borst et Nauta, 1985]. Dans ces modèles, dès que le critère d’ou-
verture de fissure est franchi, une fissure est créée, les anciennes fissures sont alors
considérées comme inactives et conservent donc leur directions. La déformation est
alors définie comme la somme de la déformation élastique de la matrice initiale εe

et des déformations issues des déplacements ufis
k

crées par les n fissures orientées :

ε = εe +
n∑
i=1

1

hk
ufis
k

(2.50)

avec hk une longueur interne caractéristique. Il est important de noter que le matériau
devient orthotrope lors de l’apparition de nouvelles fissures dont les directions sont
différentes de celles des contraintes principales.

Un modèle couramment utilisé lors de calculs de type plaque reposant sur cette
théorie fut développé par [Dahlblom et Ottosen, 1990] et est facile d’implantation et
d’utilisation. Il prend en compte l’effet unilatéral et les déformations permanentes
mais pas les phénomènes hystérétiques locaux comme on peut le voir sur la figure
2.7.

Figure 2.7: Comportement uniaxial cyclique du béton - Modèle [Dahlblom et Ot-
tosen, 1990].

Les modèles à fissures tournantes furent principalement développés par [Jirásek
et Zimmermann, 1998a], [Jirásek et Zimmermann, 1998b]. Ils consistent à supposer
que l’orientation des fissures peut changer au cours du chargement, le plan d’ani-
sotropie pouvant s’alignant perpendiculairement à l’axe des contraintes principales
maximales [Rots, 1988] [He et al., 2008]. Cette approche est assez peu physique mais
permet de surmonter certaines difficultés numériques comme par exemple le blocage
en contrainte inhérent à la formulation fixe.
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3.2.4.3 Théorie de la bande de fissuration

Cette approche ne traite plus les micro fissures individuellement mais suppose
qu’il est possible de définir une bande de fissuration de largeur wc englobant toutes
les microfissures pouvant apparaitre dans les zones de tractions [Bažant et Oh, 1983].
On associe à cette bande de fissuration un champs de déformation uniforme εf . Ainsi,
pour une fissure située sur le plan (O, d1, d2) de normale d3, la relation constitutive
entre les déformations et les contraintes est définie par : ε1

ε2

ε3

 =
1

E

 1 −ν −ν
−ν 1 −ν
−ν −ν 1

 σ1

σ2

σ3

+

 0
0
εf

 (2.51)

Il convient alors de définir une relation entre σ3 et εf , celle proposé par [Bažant
et Oh, 1983] est définie par :

εf =
1

Cf
(ft − σ3) (2.52)

avec ft sa résistance en traction. Cf est le module d’adoucissement du matériau, il
peut être déterminé par

Cf =
f 2
t wc

2Gf

(2.53)

où Gf est l’énergie de fissuration du matériau considéré.

3.2.5 Elasto plastique

Les formulations élasto-plastiques sont parfaitement adaptées pour modéliser le
comportement de matériaux ductiles tels que les aciers. A partir des années 1970,
de nombreux auteurs ont tenté d’appliquer ce type de formulations au béton. La
plupart des modèles constitutifs partent du constat suivant :

– le béton a un comportement fragile en traction,
– le béton a un comportement plus ductile en compression.
La plasticité est donc appliquée pour modéliser le comportement en compres-

sion du béton. Ce type de modèles peut s’exprimer dans le cadre théorique de la
mécanique des processus irréversibles [Lemaitre et al., 1985]. Le potentiel d’état Ψ,
convexe, différentiable, et nul à l’origine, peut ainsi être exprimé par :

ρΨ =
1

2
(ε− εp) : C : (ε− εp) (2.54)

où ρ est la masse volumique du matériau, ψ l’énergie libre de Helmoltz et εp la
déformation permanente. D’autres mécanismes doivent être pris en compte pour
le comportement du béton en traction. L’une des premières lois de comportement
développée est celle de Reynouard [Reynouard, 1974]. Dans ses travaux, le béton
présente un comportement élastique linéaire en traction jusqu’à ce qu’il dépasse sa
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limite en traction. Au delà, l’élément est supposé fissuré et sa rigidité est nulle dans
la direction perpendiculaire à la fissure. Le comportement en traction du béton est
contrôlé à l’aide d’un critère en déformation. Un modèle analogue a été développé
par [Frantzeskakis, 1987] durant ses travaux de thèse. Cependant, les surfaces de
charges et le critère de ruine en traction diffèrent. Certains modèles appliquent une
loi de comportement basée sur la théorie de l’endommagement pour modéliser le
béton en traction [Costa et al., 2004].

Il est intéressant d’étudier le modèle développé par [Lubliner et al., 1989], [Lu-
bliner, 1990]. Ce modèle repose sur les équations suivantes :

σ = C : (ε− εp)

ε̇p = λ̇p ∂gp
∂ε

κ̇ = φ(σ, c, κ) : ε̇p

ċ = νφ(σ, c, κ) : κ̇

(2.55)

avec gp le potentiel plastique de Mohr-Coulomb, κ une variable interne variant entre
0 et 1, c la cohésion, φ et ν des fonctions à valeur tensorielles d’ordre 2 et scalaire
respectivement. La surface de charge liée à la plasticité est ici de type Drücker-
Prager [Drucker et al., 1952]. La variable κ est une mesure d’anélasticité liée à la
cohésion. Elle joue un rôle analogue aux variables d’endommagement qui font l’objet
de l’étude de la section suivante.

3.2.6 Endommagement

La mécanique de l’endommagement a été introduite par [Kachanov, 1958], dans
le cas du fluage des matériaux métalliques. Elle a été appliquée au cas du béton par
[Mazars, 1984]. Nous présenterons ici quelques uns des modèles les plus significatifs
développés dans ce cadre. Ce type de modèles introduit la notion de contrainte
effective σ̃, stipulant que la contrainte réellement appliquée à la partie de la matière
encore résistante est supérieure à la contrainte macroscopique σ. Cette notion est
classiquement exprimée par une équivalence en déformation. La contrainte effective
produit, dans une direction donnée, la même déformation du matériau vierge que la
contrainte macroscopique produit sur le matériau endommagé, soit pour une normale
n :

σ̃(n) =
σ(n)

1− d(n)
(2.56)

La variable scalaire d’endommagement d(n) peut alors être définie comme le
rapport des surfaces matérielles résistante et initiale. En 1981, Marigo [Marigo,
1981] propose une première forme du potentiel d’état. Ce dernier est représenté
par l’énergie libre de Helmholtz sous la forme :

ρΨ =
1

2
(1− d)ε : C : ε (2.57)
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Ce potentiel d’état a servi de base au premier modèle d’endommagement appliqué
au béton [Mazars, 1986]. Ce modèle repose sur une variable d’endommagement sca-
laire, ce qui suppose que l’état de fissuration est homogène dans toutes les directions
de l’espace. Ce modèle ne prend pas en compte l’effet unilatéral, il n’est donc pas
adapté pour réaliser des études cycliques ou sismiques. Afin de pallier ce manque,
un modèle a été développé en 1991 [La Borderie, 1991]. Des études [Ladev̈ı¿1

2
ze,

1983] ont constaté que les mécanisme liés à l’endommagement, en particulier l’effet
unilatéral, étaient plutôt dépendants de l’état de contrainte L’énergie libre de Gibbs
apparait donc adapté pour formuler le potentiel de la loi de comportement :

χ =
< σ >+< σ >+

2E0 (1−D1)
+
< σ >−< σ >−

E0 (1−D2)
+

ν

E0

[
σ − Tr(σ)

]
+

β1D1

E0 (1−D1)
f
(
Tr(σ)

)
+

β2D2

E0 (1−D2)
Tr(σ) +G1(z1) +G2(z2) (2.58)

où χ est l’enthalpie libre de Gibbs, σ+ et σ− sont respectivement les parties positive
et négative des contraintes, E0 est le module d’Young initial, D1 et D2 sont les va-
riables d’endommagement en traction et compression, ν est le coefficient de Poisson,
β1 et β2 sont respectivement les coefficients relatifs aux déformations permanentes
en traction et compression, et G1 et G2 sont les fonctions d’écrouissage. En raison
de considérations thermodynamiques, les variables d’endommagement ne peuvent
pas être activées lors du déchargement [La Borderie et al., 1994]. Ainsi, il ne peut y
avoir qu’un déchargement linéaire et, par conséquent, il n’est pas possible de prendre
en compte des boucles d’hystérèses. Ce modèle prend cependant en compte le com-
portement disymétrique du béton, les déformations permanentes, le comportement
fragile du béton en traction, quasi ductile en compression et l’effet unilatéral. C’est
pourquoi il est encore couramment utilisé.

Des travaux ont été menés afin de modéliser les effets hystérétiques locaux [Ra-
gueneau et al., 2000] en prenant en compte les contraintes liées au frottement. Le
potentiel d’état peut être exprimé par l’énergie libre de Helmoltz conformément à
l’équation :

ρψ =
1

2
(1− d)ε : C : ε+

1

2

(
ε− επ

)
Cd
(
ε− επ

)
+ f(Vk) (2.59)

où ε représente la déformation axiale, d la variable d’endommagement scalaire, επ est
la déformation relative au glissement interne et f(Vk) une fonction de consolidation
liée à l’écrouissage. Ce modèle prend en compte l’effet unilatéral et les phénomènes
hystérétiques locaux. Enfin, un dernier modèle, reposant sur cette théorie a été
développé dans les travaux de [Richard et Ragueneau, 2013].Le potentiel d’état peut
être exprimé par l’énergie libre de Helmoltz conformément à l’équation :
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ρψ =
1

2

(
(1− d)

(
ε− εp

)
C
(
ε− εp

)
+ d

(
ε− ηεπ − εp

)
C
(
ε−−ηεπ − εp

)
+ γα2

)
+H(z) +R(p) (2.60)

avec εp la déformation permanente, γ le module d’écrouissage cinématique, α la
variable d’écrouissage cinématique, z la variable d’écrouissage isotrope, η la variable
de refermeture, p la déformation plastique cumulée et H et R deux fonctions de
consolidation. Cette loi constitutive présente des propriétés intéressantes telles que
la prise en compte des boucles d’hystérèses et des déformations permanentes comme
on peut le voir sur la figure 2.8.
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Figure 2.8: Comparaison des courbes contraintes/déformations - Expérience [Ter-
rien, 1980] - Simulation : modèle d’endommagement [Richard et Ragueneau, 2013].

Les travaux de [Matallah et La Borderie, 2009] ont permis de développer un
modèle couplant endommagement isotrope et anélasticité pour décrire le comporte-
ment cyclique du béton. Ce modèle s’inscrit dans le cadre de la thermodynamique
des processus irréversibles et s’appuie sur la relation suivante :

σ = C : (ε− dεfS) (2.61)

avec εf un tenseur de déformation anélastiques lié aux fissures et S une fonction de
refermeture des fissures permettant de prendre en compte l’effet unilatéral. L’origi-
nalité et la force de ce modèle repose sur le fait qu’une distinction entre fissure et
endommagement est faite. Autrement dit, les fissures peuvent se refermer lors d’un
cycle de décharge, à travers la fonction εf , sans que cela affecte la valeur de l’en-
dommagement. Nous avons donc ici aussi un modèle capable de prendre en compte
les phénomènes hystérétiques locaux et l’effet unilatéral.

Jusqu’à présent, nous n’avons présenté que des modèles d’endommagement iso-
tropes. De nombreux travaux ont pris en compte l’anisotropie induite par la fissura-
tion [Benouniche, 1979], [Pijaudier-Cabot, 1985], [Ramtani, 1990], [Bary, 1996]. Le
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modèle développé par [Desmorat et al., 2006] en est un exemple intéressant et for-
mulé dans le cadre thermodynamique. Le potentiel d’état de ce modèle est exprimé
par l’enthalpie libre de Gibbs :

ρχ =
1 + ν

2E
Tr(H σdH σd +

1− 2ν

6E

(
< Trσ >2

+

1−Trd
+ < Trσ >2

−

)
(2.62)

oùH = (δ−d)−
1
2 et (·)d est l’opérateur déviatorique défini par (·)d = (·)− 1

3
Tr(·)δ.

Ce potentiel permet de définir une contrainte effective indépendante du coefficient de
poisson. Ce modèle est intéressant de par sa robustesse numérique [Ragueneau et al.,
2008] et sa cohérence physique. Cependant, ce modèle ne prend en compte ni les
déformations permanentes ni les phénomènes hystérétiques locaux. L’effet unilatéral
n’est également pas pris en compte. Cet effet a été pris en compte par [Souid,
2008] lors de ses travaux de thèse. Le potentiel d’état de ce modèle est exprimé par
l’enthalpie libre de Gibbs :

ρχ =
1 + ν

2E

[
Tr(H σd

+
H σd

+
+ < σ >− : < σ >−

]
+

1− 2ν

6E

(
< Trσ >2

+

1− ν
3
Trd

+ < Trσ >2
−

)
(2.63)

Les travaux de [Chambart, 2009] ont permis d’adapter ce modèle au problème
de dynamique rapide en intégrant des effets de vitesse. Un problème important de
ce modèle vient de la manière de borner la variable d’endommagement. En effet il
est aisé de borner cette variable dans le cas scalaire afin qu’elle varie de manière
continue entre 0 et 1. Cependant ceci s’avère beaucoup lus complexe dans le cas
tensoriel. Des travaux ont été récemment effectué en ce sens [Leroux, 2013].

3.2.7 Modèles microplans

Une alternative aux modèles macroscopiques présentés jusqu’ici sont les modèles
microplans. L’idée n’est pas ici de définir des relations tensorielles entre les différentes
grandeurs en présence mais d’étudier les grandeurs microscopiques liées à la fis-
suration. Dans le modèle micro plan, les propriétés du matériau sont représentées
séparément dans des plans de différentes orientations [Bažant et Oh, 1985]. Ces plans
sont appelés microplans. Chaque plan est défini par sa normale n, et sur chaque mi-
croplan il existe des composantes de contraintes et de déformations. Les composantes
des déformations sont définies comme étant les projections des déformations macro-
scopiques du milieu sur ces plans (hypothèse cinématique) [Bažant et Prat, 1988].
Sur chaque plan, les déformations normale εN et tangentielle εT sont définies par les
équations :
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εN =
3∑
i=1

(
3∑
j=1

(ninjεij)

)

εTj =
3∑

k=1

(εjknk)

(2.64)

avec ε la déformation macroscopique. Les contraintes sur chaque micro plan s’ex-
priment en fonction de la partie normale et tangentielle des déformations. Les con-
traintes macroscopiques sont obtenues en utilisant le principe des travaux virtuels
à l’aide de l’équation :

4

3
πσijδεij(V ) = 2

∫
Ω

(
σNδεNij (V ) + σTi δε

T
i (V )

)
dΩ , εij(V ) (2.65)

avec ε(V ) les différentes déformations virtuelles et Ω la demi-sphère de rayon unité.
L’équation suivante doit être intégrée en considérant l’ensemble des microplans de
l’espace. La difficulté de ce type de modélisation est de définir un nombre de plans
suffisant pour décrire le régime élastique linéaire mais limiter afin de contrôler les
temps de calculs. Des travaux se sont servi de cette approche pour étudier le compor-
tement multiaxial du béton [Carol et al., 1992]. Il est également possible d’introduire
la mécanique de l’endommagement dans cette approche par le biais des contraintes
effectives [Carol et Bazant, 1997]. Le tenseur d’amortissement est alors discrétisé
suivant les différents plans et il est possible de décrire les fissurations isotrope et
anisotrope [Fichant et al., 1997]. Depuis 1984, huit générations de ces modèles ont
été développé par Bazant, le dernier, intitulé M7, a été publié en 2012 [Caner et Ba-
zant, 2012], [Caner et al., 2013]. Comme on peut le voir sur la figure 2.9, ces modèles
peuvent prendre en compte les déformations permanentes mais ne prennent que très
légèrement en compte les phénomènes hystérétiques.
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Figure 2.9: Comparaison des courbes contraintes/déformations - Expérience [Rein-
hardt et Cornelissen, 1984] - Simulation : modèle microplan M7 [Caner et al., 2013].

4 Amortissement

4.1 Mécanismes physiques

4.1.1 Sources de dissipations

Lors d’une sollicitation, une énergie mécanique est injectée à la base de la struc-
ture par le biais d’une accélération. Cette énergie provoquera des déplacements
de la structure. Cependant, une partie de cette énergie sera utilisée par d’autres
mécanismes, ce qui aura comme conséquence de limiter les déplacements. Cette
part d’énergie dissipée dépendra en général de la fréquence d’excitation [Crandall,
1970] et du niveau de sollicitation [Stevenson, 1980] sauf dans le cas de bâtiment de
grande hauteur où l’amortissement n’est pas proportionnel au niveau de sollicitation
jusqu’à la plastification des aciers [Tamura et Yoshida, 2008], [Willford et al., 2008].
On distingue deux types de dissipation d’énergie : externe et interne. L’ensemble
des sources de dissipations qui peuvent intervenir dans le cadre d’une structure en
béton armé sont présentées dans le tableau 2.3.

L’amortissement issue des sources externes, présenté dans le tableau 2.3, ne mo-
difie pas les propriétés mécaniques de la structure. Au contraire les dissipations
d’énergie internes provoquent des modifications des propriétés mécaniques de la
structure. Les phénomènes dissipatifs se produisant dans le béton sont complexes
et ont fait l’objet d’une étude spécifique dans la section . Au niveau de l’acier la
dissipation se fait sous la forme de boucle d’hystérèses. Ce mécanisme provoque
des dissipations d’énergie importantes mais ne se produit que lorsque les aciers ont
plastifiés. Ceci ne se produit donc que pour des niveaux de contraintes importants
(au delà de 500 MPa). Enfin, des glissements peuvent se produire au niveau de
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Sources externes Sources internes

– Amortissement radiatif qui dépend
d’effets de site et du type de fonda-
tion [Gueguen et Bard, 2005],

– Eléments non structuraux [Elmen-
shawi et al., 2010],

– Interaction avec les structures voi-
sines (chocs, fondations communes)
[Polycarpou et Komodromos, 2012],

– Résistance de l’air environnant, prin-
cipalement dans le cadre de structure
de grandes hauteurs [Satake et al.,
2003],

– Interaction fluide structure [Seghir
et al., 2009],

– Non-linéarités de contact.

– Béton,
– Acier,
– Interface acier béton.

Tableau 2.3: Sources de dissipations dans une structure en béton armé.

l’interface entre l’acier et le béton, dissipant ainsi une partie de l’énergie [Richard,
2010], [Torre-Casanova, 2012]. Des essais ont montré que l’amortissement interne
dépendait principalement du niveau de sollicitation [Ting et Crawley, 1992].

4.1.2 Campagnes de mesures de l’amortissement

Les mécanismes de dissipations internes modifiant les propriétés mécaniques de
la structure, il est nécessaire de disposer de données expérimentales afin de pouvoir
mieux les comprendre et les quantifier. Cette étude portant sur le comportement
de structure en béton armé soumise à des chargements de flexion, il est intéressant
d’étudier le comportement d’éléments de structure de type poteau ou poutre. Les
essais présents dans la littérature sont de quatre types différents : (i) essais cycliques
quasi statiques, (ii) endommagement progressif puis essais au marteau de choc, (iii)
essais de lâché et (iv) essais dynamiques.

Le premier type d’essai consiste en des chargements quasi statiques permettant
d’étudier l’influence de l’intensité du chargement sur les phénomènes dissipatifs.
La structure testée est en général un poteau. Le chargement est appliqué soit en
tête [Carneiro et al., 2006], [Rodrigues et al., 2012], soit à mi travée [Vintzileou et al.,
2007] et les poteaux sont encastrés. Les chargements sont généralement constitués
de trains de trois cycles afin de stabiliser le comportement de la poutre pour les
différents niveaux d’endommagement [Petrini et al., 2009], [Elmenshawia et Brown,
2010] et [Demarie et Sabia, 2010]. Un taux d’amortissement visqueux équivalent
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peut alors être calculé. Il est à noter que dans toutes ces études, le chargement est
appliqué de manière croissante. La littérature ne fait état d’aucun essai réalisé sur
une structure pré-endommagée.

Le deuxième type d’essais consiste à atteindre de manière quasi statique, par
le biais d’essais de flexion quatre points, différents états d’endommagement puis de
tester la structure à l’aide de marteaux de chocs ( [Perera et al., 2008] ; [Baghiee et al.,
2009] ; [Capozucca, 2009]). Dans la majorité des cas, la poutre est suspendue durant
les essais d’impact. Ce type d’analyse permet d’étudier l’influence de la fréquence
sur le taux d’amortissement de la structure. Cependant, l’intensité très faible de
l’onde émise par le marteau de choc ne correspond pas au chargement rencontré
par la structure lors d’un séisme. De ce fait, certains phénomènes, tels le frottement
des lèvres de fissures ou les chocs dûs à la refermeture des fissures n’ont pas lieu.
Cependant, les travaux de Salzmann [Salzmann, 2002] ont mis en évidence l’influence
du taux de renforcement sur les phénomènes d’amortissement.

Le troisième type d’essais consiste en des essais de lâché [Carneiro et al., 2006].
Ce type d’essais consiste à appliquer au spécimen un déplacement, de manière quasi
statique, afin de créer un niveau d’endommagement, puis à relâcher cette sollici-
tation et étudier les déplacements de la structure jusqu’à ce qu’elle s’immobilise.
La décroissance des déplacements est due à l’amortissement. Il est alors possible de
déterminer un taux d’amortissement pour un niveau d’endommagement donné. Ce
type de test présente l’avantage de caractériser la poutre en vibration libre, pour un
niveau d’endommagement connu. Aucun essai n’endommage la poutre à un niveau
supérieur à celui correspondant au déplacement appliqué lors de l’essai de lâché.

Enfin, le dernier type d’essai consiste en des essais sismiques sur table vibrante
[Petrini et al., 2009] ou vibratoire à l’aide d’un pot vibrant [Corus, 2003, Balmes
et al., 2006]. Ils permettent de valider les modèles développés à l’aide des essais
précédents mais restent cependant délicats à analyser et ne peuvent donc pas servir
à déterminer et quantifier les phénomènes. Le tableau 2.4 résume les qualités et
inconvénients des différents types d’essais qui viennent d’être présentés.

L’amortissement est une notion qui n’a de sens qu’en dynamique. Cependant,
nous avons vu que des études quasi-statiques permettaient de déterminer et de
quantifier certaines dissipations internes. Il est alors nécessaire de disposer d’un in-
dicateur permettant de quantifier l’amortissement correspondant à ces dissipations.
Généralement, l’indicateur utilisé est le taux d’amortissement visqueux équivalent.
Dans le cas d’une réponse hystérétique symétrique, ce taux ξeq peut être exprimé
par l’équation [Jacobsen, 1930] :

ξeq =
Ah

4πAe
=

Ah
2πVmaxDmax

(2.66)

avec Ah l’énergie dissipée par le cycle considéré, Vmax et Dmax respectivement les
valeurs maximum de force et de déplacement et Ae l’énergie élastique stockée dans
le système linéaire équivalent de raideur K = Vmax

Dmax
.
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Méthode Phénomènes étudiés Limites

– Essais quasi-statiques
de flexions alternées et
déplacements imposés
croissants

– Fissuration du béton
– Plastification des

aciers
– Influence de l’ampli-

tude des sollicitations
sur l’amortissement

– Essais ne prenant pas
en compte les effets
d’inertie

– Essais de type mar-
teaux de chocs (vibra-
tions)

– Effets inertiels – Essais difficilement re-
productibles

– Énergie injectée diffici-
lement quantifiable

– Pas de réouverture des
fissures

– Essais de pots vibrants – Effets inertiels
– Essais sur site

– Pas de réouverture des
fissures

– Essais de lâché – Effets inertiels – Pas de sollicitations
imposées

– Essais sismiques – Fissuration du béton
– Plastification des

aciers
– Effets inertiels

– Essais délicats à analy-
ser

Tableau 2.4: Types d’essais possibles pour identifier et quantifier l’amortissement
dans des éléments de structure en béton armé.
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Dans le cadre de structures en béton armé, la fissuration induit des anisotro-
pies qui génèrent un comportement asymétrique de la structure. En conséquence,
l’équation 4.1.2 ne peut pas être utilisée dans cette étude. Cependant, d’après les
travaux de Jacobsen [Jacobsen, 1960] et de Varum [Varum, 2003], le taux d’amor-
tissement visqueux équivalent peut être déterminé pour chaque demi-cycle de la
courbe effort déplacement. Cette approche est illustrée figure 2.10. Cette méthode
peut alors être utilisée lors de test pseudo dynamique voir sismique sur des struc-
ture en béton armé [Dwairi et al., 2007].La méthode consiste à déterminer les demi-
cycles par deux valeurs d’effort nulles successives. Puis, pour chaque demi-cycle,
le déplacement maximum Dmax est déterminé, et l’effort maximum Vmax est défini
comme étant l’effort correspondant. Enfin, l’énergie inélastique est définie par le
calcul de l’aire Ademi−cycle. Le taux d’amortissement visqueux équivalent peut alors
être déterminé par l’équation :

ξeq =
1

π

Ademi−cycle
VmaxDmax

(2.67)

Déplacement

Effort 

Vmax

Dmax

Vmin

Ae = Energie élastique stockée 

Ademi_cycle = Dissipation du 

demi cycle (énergie dissipée)

Figure 2.10: Exemple de calcul du taux d’amortissement visqueux équivalent.

4.1.3 Intégration de l’amortissement dans le problème discrétisé

Nous avons vu dans la section précédente que les dissipations internes pouvaient
être prises en compte par les lois constitutives. Cependant le reste des dissipations
ne peut être pris en compte de cette manière. Il est donc nécessaire de modifier le
problème discrétisé afin d’y inclure l’amortissement global forfaitaire. Ceci est clas-
siquement fait par le biais d’une matrice d’amortissement visqueuse C. Le problème
discrétisé (2.21) devient alors :

Trouver Ü(t), U̇(t) et U(t) tels que :

MeÜ(t) |Ωe +CeU̇(t) |Ωe +
∫

Ωe
BtσU(t) |Ωe dV = fExt,e(t)

(2.68)
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avec Ce la matrice d’amortissement de l’élément. La littérature fait état de différents
types de matrice d’amortissement visqueuse. Nous allons à présent lister les princi-
pales.

4.2 Amortissement global forfaitaire

4.2.1 Descriptif général de l’amortissement global forfaitaire

L’amortissement global forfaitaire est généralement modélisé par un amortisse-
ment visqueux. Caughey [Caughey, 1960] a introduit une formulation des matrices
d’amortissement visqueuse :

C =
n∑
k=1

akM(M−1K)k−1 (2.69)

Avec ak des paramètres, M et K étant respectivement les matrices de masse et
de raideur élastique. Ces matrices sont orthogonales par rapport aux modes propres.
Ceci se traduit par la diagonalisation de la matrice généralisée ΦTCΦ où Φ représente
la matrice des vecteurs propres. Cette diagonalisation permet le découplage des
modes dans les analyses sur base modale. Cette propriété permet de réaliser des
analyses transitoires par recombinaison modale à partir d’une base de modes propres
réels ainsi que des analyses spectrales largement employées, encore de nos jours dans
les bureaux d’études. Dans la pratique, l’amortissement global forfaitaire le plus
utilisé parmi ces amortissements est celui de Rayleigh [Rayleigh, 1896], qui est un
cas particulier des séries de Caughey [Bernal, 1994].

4.2.1.1 Amortissement de Rayleigh

L’utilisation de l’amortissement de Rayleigh est décrite par [Liu et Gorman,
1995]. Cet amortissement est défini par l’équation :

C = αM + βK (2.70)

où α et β sont des paramètres qui sont calibrés afin d’obtenir la quantité d’amortisse-
ment forfaitaire global souhaitée pour deux fréquences propres de la structure choisie
(voir figure 2.11a) [Liang et Lee, 1991]. Cet amortissement est directement propor-
tionnel à la raideur initiale et à la masse de la structure qui sont des grandeurs phy-
siques quantifiables. L’amortissement de Rayleigh, contrairement à d’autres modèles
d’amortissement [Kareem et Sun, 1990], [Jeary, 1986], [Jeary, 1997], n’est pas relié
aux phénomènes physiques générant l’amortissement. Une interprétation physique
de l’amortissement de Rayleigh est présentée sur la figure ??. Des études se sont
attachées à évaluer la pertinence de ce type d’amortissement [Hall, 2006], [Charney,
2008], [L̈ı¿1

2
ger et Dussault, 1992]. Il en ressort qu’il peut générer un amortissement

artificiel lorsque la structure s’endommage puisqu’il reste basé sur les propriétés ini-
tiales de la structure. Bien que cette surestimation de l’amortissement ne soit pas
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toujours néfaste, principalement si les lois constitutives utilisées ne sont pas capable
de modéliser les effets hystérétiques, cet aspect reste problématique. C’est pourquoi
de nombreux travaux se sont intéressés à modifier l’amortissement de Rayleigh afin
qu’il prenne en compte les modifications apparaissant dans la structure durant le
chargement sismique.
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(a) Courbe amortissement/fréquence (b) Interprétation physique

Figure 2.11: Amortissement de Rayleigh.

4.2.1.2 Amortissement de Rayleigh modifié

L’amortissement de Rayleigh est proportionnel à deux grandeurs caractéristiques
de la structure : la masse et la raideur. Durant un séisme, la raideur de la structure
est modifiée. Dans le cadre de modélisations non-linéaires, cette modification est
prise en compte. Il est donc possible de ne plus s’intéresser à la raideur initiale mais
plutôt à une raideur actualisée [Zareian et Medina, 2010], la raideur tangente est
choisie dans la plupart des études [Priestley et al., 1996], [Priestley et Grant, 2005]
et [Faria et al., 2002]. On définit alors la matrice d’amortissement par la relation :

C(t) = αM + βKt (2.71)

Avec Kt la raideur tangente. Les paramètres α etβ sont toujours calculés à partir de
la raideur initiale. La matrice d’amortissement est alors recalculée pour chaque pas
de calcul modifiant la raideur de la structure. Cette modification permet de prendre
en compte les problèmes liés à la chute de fréquence dans les éléments fissurés. Une
deuxième amélioration consiste cette fois à actualiser les coefficients α et β. Dans
ce cas, les coefficients sont déterminés de manière à obtenir la quantité d’amor-
tissement global forfaitaire souhaitée pour deux fréquences propres de la structure
endommagée :
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C(t) = α(t)M + β(t)Kt (2.72)

Pour ce faire, il est nécessaire de recalculer, pour chaque pas de temps modifiant
la raideur de la structure, les deux première fréquences propres de la structure
afin de pouvoir redéfinir les coefficients α et β. Ce qui s’avère couteux en temps
de calcul. Si l’on utilise cette méthode, aucun amortissement artificiel n’est créé
[L̈ı¿1

2
ger et Dussault, 1992]. On peut voir sur la figure 2.12 que cette actualisation

permet de prendre en compte la chute de fréquence dûe à la perte de raideur de la
structure. Ainsi, l’endommagement n’est pas surestimé pour les basses fréquences.
Cependant, des problèmes persistent dans les hautes fréquences : la formulation
de l’amortissement de Rayleigh surestime forcément l’amortissement des fréquences
supérieures à celles de la deuxième fréquence propre choisie [Smyrou et al., 2011].
De plus, bien que cette méthode fournisse des résultats pertinents dans la plupart
des cas, le fait qu’elle ne se base sur aucun mécanisme propre à l’amortissement
reste problématique. Il sera donc toujours souhaitable de s’affranchir de la matrice
d’amortissement visqueux [Wilson, 2002].
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Figure 2.12: Courbe amortissement/fréquence de l’amortissement de Rayleigh clas-
sique et actualisé d’une structure endommagée et calé de manière identique avant

l’endommagement.

4.2.2 Amortissement modal

Nous avons vu dans la section 2.3.3 qu’il était parfois intéressant d’éffectuer
des analyses sur base modale. Dans ce cadre il sera nécessaire connaissant les taux
d’amortissement modaux, de construire une matrice d’amortissement associée. La
matrice C doit alors satisfaire la relation :

ΦTCΦ = Ξ (2.73)
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avec Φ la matrice des vecteurs propres et Ξ la matrice défini par :

Ξ =


c1

. . . 0
cj

0
. . .

cN

 (2.74)

avec les coefficients d’amortissement modaux cj définis par :

cj =
2kiξi
ωi

(2.75)

où kj, ωj et ξj représentent respectivement les raideurs, fréquences propres et taux
d’amortissement du système. Après quelques calculs, on en déduit que la matrice C
peut être définie comme :

C = K

[
N∑
j=1

2ξj
kjωj

φj : φTj

]
K (2.76)

Sous cette forme, le jième terme de la somme apparait comme la contribution du
jième mode, d’amortissement ξj, à la matrice d’amortissement globale. Si ce terme est
nul, alors le mode j ne contribue pas à l’amortissement global du système. L’avantage
de ce type d’amortissement est de contrôler précisément la contribution de chaque
mode à l’amortissement.

4.2.3 Amortissement hystérétique

Nous avons vu dans la section 2.3.4 qu’il étit parfoispréférable de réaliser des
anlyses fréquentielles. Il est alors judicieux de définir un amortissement constant
sur toute la plage fréquentielle. Dans l’équation 2.43, la matrice d’amortissement
C est proportionnelle à la fréquence, il est donc nécessaire de faire appel à une
matrice d’amortissement H annulant cet effet, ce qui est le cas de l’amortissement
hystérétique [Wolf, 1988], défini par :

H =
2ξ

ω
K (2.77)

Dans ce cas l’équation du mouvement discrétisée dans le domaine fréquentiel
(2.43) fait apparaitre une ”rigidité complexe” Kc définie par :

Kc = K(1 + j2ξ) (2.78)

Les analyses fréquentielles sont très utilisées lorsque l’on s’intéresse à l’interac-
tion sol/structure. En particulier pour étudier le comportement du sol. Le sol est
alors généralement modélisé comme un milieu infini. Pour ce type d’élément un
amortissement hystérétique est adapté.
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5 Modélisation d’une structure en béton armé sou-

mise à un seisme : cas de la structure SMART

5.1 Présentation du Programme SMART

5.1.1 Contexte et objectifs de la campagne SMART

L’étude du comportement des structures en béton armé présentant des effets tri-
dimensionnels tels que la torsion associée à un comportement non linéaire sont l’une
des préoccupations principales dans le domaine de la recherche et des réglementations
parasismiques. Au cours des vingt dernières années, de nombreuses maquettes en
béton armé ont été testées, les essais portaient sur des voiles, en particulier la cam-
pagne Structure Armées Faiblement Élancées (SAFE) (1997-1998) [Coyere et al.,
1999] mais également sur des structures couplant des voiles et des planchers telles
que les programmes Conception et Analyse Sismique des Structures en Béton Armé
(CASSBA) (1990-1993) [Brachet et al., 1994] et Conception et Analyse de MUrs
sous Séismes (CAMUS) (1996-2002) [Combescure et al., 2002]. Les essais SAFE qui
furent réalisés au laboratoire Joint Reserarch Center (JRC) d’Ispra consistaient en
des essais pseudo-dynamiques. L’objectif de cette campagne était de caractériser
le comportement dynamique expérimental de voiles faiblement élancés. Les cam-
pagnes CASSBA et CAMUS ont été réalisées sur la table sismique Azalée du EMSI
du CEA. Ces essais ont mis en évidence le bon comportement de structures à voiles
porteurs. Ces campagnes ont également permis d’améliorer nos connaissances du
comportement de structure en béton armé et ont servi de données de référence pour
développer et valider les modèles numériques. De plus, elles ont confirmé la méthode
de dimensionnement des règles PS92 [AFNOR, 1995] qui est dorénavant acceptée
par l’Eurocode 8 [AFNOR, 2006]. En 2006, le projet SMART a été mis en place par
le CEA et Électricité De France (EDF). Il vise à tester des maquettes en béton armé
représentatives d’un ouvrage à risque spécial, en particulier nucléaire. Contrairement
aux maquettes CASSBA et CAMUS, la maquette SMART est de forme trapézöıdale
en plan ce qui génère d’importants effets tridimensionnels tels que de la torsion. Ce
programme comporte à la fois des campagnes expérimentales mais également des
campagnes numériques sur les mêmes structures, dans le cadre de benchmarks in-
ternationaux. Le premier objectif de cette campagne était de déterminer la capacité
sismique de ce type d’ouvrage soumis à de la torsion et à des effets non linéaires.
Pour atteindre cet objectif, la structure a été soumise à des séismes synthétiques de
très fortes intensités présentant des spectres spécialement destructifs. Le deuxième
objectif était de connaitre les mouvements sismiques transmis par ce type de struc-
ture à ses équipements.

5.1.2 Maquette SMART 2008

La maquette SMART 2008 est une structure en béton armé, de forme trapézöıdale
en plan à l’échelle 1/4 représentative mais simplifiée de la moitié d’un bâtiment
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électrique typique d’une centrale nucléaire. Elle a été conçue, réalisée et testée entre
Juin et Octobre 2008 au Laboratoire EMSI du CEA. Elle est composée de trois voiles,
assemblés en U. Deux de ces voiles comportent des ouvertures respectivement de
1,25m× 0,75m et de 0,5m× 0,5m. Les voiles et planchers ont une épaisseur de 10 cm.
La maquette SMART 2008 a été dimensionnée et fabriquée selon la réglementation
nucléaire française [RCCGC88, 1988], les recommandations ASN [ASN, 2006], ainsi
que les Eurocodes [AFNOR, 2006]. La structure vide pèse 11 t. Afin de respecter
les rapports de similitude il est nécessaire d’ajouter des masses additionnelles. Des
masses additionnelles en acier ont donc été ajoutées sur chaque plancher, elles sont
visibles sur la figure 2.13. La masse totale de la maquette SMART 2008 est de 47
t., fondations incluses. Les matériaux choisis sont ceux couramment utilisés dans
l’ingénierie nucléaire avec un béton de type C30/37 et des aciers de renforcement de
type Fe500.

Figure 2.13: Maquette SMART 2008 chargée et placée sur la table sismique Azalée
du CEA.

5.1.3 Campagne d’essais SMART 2008

Les essais ont été composés de deux jeux d’accélérogrammes réels, d’un PGA de
0,05 g et de onze jeux d’accélérogrammes synthétiques homothétiques définis d’après
la base de données Safe Shutdown Earthquake (SSE). Leurs amplitudes varient entre
0,5 et 5 fois le Séisme De Dimensionnement (SDD) soit de 0,1 à 1 g. Le spectre du
SDD est présenté sur la figure 2.14. L’ensemble des PGA obtenus lors des essais est
présenté dans le tableau 2.5.
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Figure 2.14: Maquette SMART 2008 - Spectre de dimensionnement pour différents
pourcentages d’amortissement ξ.

Numéro Type PGA (g) PGA (g)
de l’essai de signal Direction x. Direction y.
3 Naturel 0,08 0,03
4 Naturel 0,08 0,05
5 Synthétique 0,19 0,15
6 Synthétique 0,20 0,24
7 Synthétique 0,19 0,20
8 Synthétique 0,23 0,32
9 Synthétique 0,33 0,35
10 Synthétique 0,41 0,55
11 Synthétique 0,41 0,56
12 Synthétique 0,53 0,67
15 Synthétique 0,58 0,77
18 Synthétique 0,70 1,06
21 Synthétique 0,75 1,13

Tableau 2.5: Maquette SMART 2008 - PGA des différents essais réalisés.
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5.2 Modélisation de l’amortissement : Benchmark SMART
2008

Le benchmark réalisé dans le cadre du projet SMART 2008 a permis de comparer
les modélisations réalisées par 35 groupes représentant 20 pays. Ce benchmark avait
un double objectif. Le premier consistait à évaluer les méthodes de dimensionne-
ment traditionnelles pour calculer les réponses dynamiques structurales ainsi que les
spectres de réponses des planchers. Le second était de comparer les méthodes best-
estimate pour évaluer les réponses dynamiques structurales ainsi que les spectres de
réponses des planchers. Dans ce cas les résultats étaient obtenus à l’aide de différentes
méthodes dépendant de l’expérience des participants. Les résultats du benchmark
furent présentés en Juillet 2008 et en décembre 2010 lors des deux premiers work-
shops SMART qui se sont tenus au CEA de Saclay.

5.2.1 Description de la variété des modélisations

0

5

10

15

Type d’éléments finis

N
om

br
e 

de
 p

ar
tic

ip
an

ts

 

 

Plaques +  
poutres +  

 3D         

 Plaques +   
poutres     

                3D         Multifibres  Masses    
concentrées

Modèle global
Elastique linéaire
Elastique non linéaire
Endomagement
Smeared cracked
Plasticité

Figure 2.15: Benchmark SMART 2008 - Influence du type d’éléments finis sur la
loi de comportement.

Afin de modéliser des structures il est nécessaire d’effectuer plusieurs choix. Tout
d’abord le modélisateur doit définir le type d’analyse qu’il convient de réaliser (ana-
lyses fréquentielle, temporelle, linéaire ou non linéaire...). Lors de la phase best-
estimate du Benchmark SMART il était demandé aux participants de réaliser des
analyses temporelles. Cependant, le type de loi de comportement était libre. Une
fois le type d’analyse défini il est nécessaire de déterminer deux autres paramètres :
le type d’élément fini utilisé et la loi de comportement. Ces deux choix sont in-
timement liés puisque d’une part certaines lois de comportement ne fonctionnent
qu’avec certains types d’élément et d’autre part le choix de ces deux paramètres
détermineront les temps de calcul. Il s’avère alors nécessaire de faire un compro-
mis entre la finesse et le temps des calculs. La dernière étape de modélisation
consiste à définir les paramètres matériaux et les conditions aux limites. Nous ne
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nous intéresserons que peu ici à cette étape, les participants ayant généralement uti-
lisé des paramètres matériaux proches, et l’étude de la prise en compte de la table
vibrante méritant à elle seule une étude détaillée. Nous allons à présent présenter
certaines des modélisations afin d’illustrer les différents choix réalisés par les parti-
cipants.

La figure 2.15 illustre la grande diversité concernant le type d’éléments finis uti-
lisés pour cette étude. Ils peuvent être regroupés ente trois grands types : éléments
massifs, éléments plaque et coque et éléments poutres. Nous voyons que lors de cette
étude, les trois types d’éléments ont été utilisés. Parfois, plusieurs types d’éléments
étaient utilisés dans un unique maillage. Ainsi six participants ont décidé de modéliser
l’intégralité de la structure à l’aide d’éléments volumiques comme on peut le voir sur
la figure 2.16a qui présente le maillage de l’équipe Altair. Certains participants ont
même poussé le soucis de réalisme jusqu’à modéliser les différentes masses addition-
nelles. C’est notamment le cas de l’équipe NSIMOS comme on le voit sur la figure
2.16b. Ce type de modélisation a généralement été couplé à des lois de comportement
non linéaires ce qui suppose des temps de calcul très importants.

(a) Maillage 3D - Équipe Altair (b) Maillage 3D - Équipe
NSIMOS

Figure 2.16: Maquette SMART 2008 - Maillage 3D.

Afin de limiter les temps de calcul huit participants ont décidé de ne modéliser
que certaines parties de la maquette en 3D, en particulier les voiles. Les planchers
sont alors modélisé avec des éléments plaque et le poteau à l’aide d’éléments poutre.
C’est le cas de l’équipe LMT-ENS Cachan comme on peut le voir sur la figure 2.18.
Cette équipe à également fait une distinction au niveau des lois de comportement,
seuls les voiles font appel à une loi de comportement non linéaire de type endom-
magement. Une décomposition très originale a été réalisé par l’équipe de l’IRSN,
les voiles ne sont pas entièrement modélisé en 3D, seules les zones supposées sen-
sibles (liaisons avec les planchers, bases des voiles) le sont, comme on peut le voir
sur la figure 2.17. Enfin il est à noter que quatre participants utilisant ce type de
modélisations ont utilisés des modèles linéaires pour l’intégralité de la structure.

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques
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Figure 2.17: Maquette SMART 2008 - Maillage Plaques, poutres, 3D - Équipe
IRSN.

(a) Maillage 3D des voiles - modèle
endommagement

(b) Maillage 3D des poutres et
fondations - modèle linéaire

(c) Maillage 2D des planchers -
modèle linéaire

(d) Maillage 1D des aciers - modèle
élasto-plastique

Figure 2.18: Maquette SMART 2008 - Décomposition du maillage 3D - Plaques -
Poutres - Équipe ENS Cachan [Lebon, 2011].
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Le choix de modélisations ayant eu la préférence du plus grand nombre de par-
ticipants (10) consiste à modéliser la structure à l’aide d’élément de type plaque, à
l’exception du poteau qui est lui modélisés à l’aide d’éléments de type poutre. Le
modèle du CEA illustre parfaitement ces choix 2.19. Seul deux de ces participants
ont couplés ce type de modélisation à des lois de comportement linéaires. Les autres
ont préféré des lois de type endommagement ou Smeared cracked (modèle [Dahl-
blom et Ottosen, 1990]) voir, dans le cas de l’équipe Japan Nuclear Energy Safety
organisation (JNES) une loi béton armé complexe [Maekawa et al., 2003] qui allie
une loi élasto plastique en compression à une loi de fissuration en traction et une
modélisation non linéaire des aciers.

(a) Maillage coque et poutre
- équipe CEA

(b) Maillage multifibre -
équipe 3SR

Figure 2.19: Maillage de SMART 2008.

Enfin deux participants se sont démarqués par des modèles originaux. D’une
part l’équipe du laboratoire 3SR a décidé de modéliser l’intégralité de la structure à
l’aide d’éléments multifibres que l’on peut voir figure 2.19(b). Ce choix a été effectué
afin de pouvoir utiliser une loi de comportement de type endommagement 1D fine
[La Borderie et al., 1994] tout en limitant les temps de calculs. Le dernier participant
a préféré utiliser une modélisation en masse concentrées plutôt qu’une modélisation
éléments fini. L’hypothèse principale de cette méthode est de supposer qu’il est
possible de concentrer la masse de la structure en un nombre limité de points, que l’on
nommera nœuds. On introduit alors une simplification importante en supposant que
les forces d’inertie n’existent qu’en ces points. Dans ce cas il est suffisant d’exprimer
les déplacements et accélérations aux nœuds de la structure. Ce type de modélisation
peut s’avérer utile dans le cadre de structures pour lesquelles une grande partie de
la masse est concentrée. C’est le cas de la maquette SMART du fait des masses
additionnelles situées sur les planchers. La masse de la structure (poteau et voile)
est alors répartie entre les planchers (pour moitié au niveau inférieur et pour moitié
au niveau supérieur). Cependant, dans le cadre de la maquette SMART, un autre
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paramètre rentre en compte : l’asymétrie de la structure. Il est alors nécessaire de
définir des excentricités suivant les directions horizontales pour prendre en compte
les effets de torsion. L’équipe Shimizu Corporation a réalisé ce type de modélisation,
présenté figure 2.20. Ce type de modélisation nécessite l’utilisation d’une loi de
comportement globale, la loi utilisée ici est de type trilinéaire et basée sur une
relation moment courbure.

Figure 2.20: Maquette SMART 2008 - Maillage en masse concentrées - équipe
Shimizu Corporation.

5.2.2 Influence des choix de modélisation sur l’amortissement

Fort de leurs expériences respectives, chaque participant a déterminé un taux
d’amortissement global forfaitaire afin de modéliser de manière réaliste le compor-
tement de la maquette SMART 2008. Dans la plupart des cas un amortissement de
type Rayleigh a été choisi. Il ressort des figures 2.21 et 2.22 que deux taux d’amor-
tissement (2 % et 5 %) ont été très utilisés par les participants. Si on observe plus en
détail la figure 2.21, on ne constate pas d’incidence directe du type d’élément fini sur
le choix du taux d’amortissement. En revanche la figure 2.22 fait apparaitre claire-
ment que toutes les analyses linéaires ont été réalisées avec un taux d’amortissement
de 5 %. Un grand nombre de modélisations réalisées à l’aide de loi de comportement
prenant en compte certaines des non-linéarités matérielles ont été réalisées avec des
taux d’amortissement plus faibles, généralement 2%.

L’analyse de ces figures semble montrer que la prise en compte des non-linéarités
matérielles au sein des lois de comportement non linaires permet de réduire l’in-
fluence de la matrice d’amortissement visqueux dans la modélisation tout en obte-
nant des résultats comparables. Ceci quel que soit le type d’éléments fini choisi. Il
apparait alors nécessaire si l’on souhaite modéliser de manière physique l’amortis-
sement de déterminer des modèles capables de prendre en compte toutes les non
linéarités matérielles. L’amortissement global forfaitaire ne modélisera alors que les
dissipations issues de sources externes.

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques
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Figure 2.21: Benshmark SMART 2008 - Influence du type d’élément finis sur
l’amortissement.
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Figure 2.22: Benshmark SMART 2008 - Influence du type de loi de comportement
sur l’amortissement.

5.3 Sollicitations appliquées au voiles de la maquette SMART
2008

5.3.1 Objectifs

L’analyse de l’état de l’art montre que pour représenter l’amortissement de
manière pertinente, il est nécessaire de disposer de lois de comportement réalistes.
Ces modèles doivent être représentatifs du comportement réel des structures étudiées,
en particulier en terme de déplacement. Dans le cadre de la campagne SMART, la
structure présente des non linéarités dans le plan et est soumise à des sollicitations
sismiques bi-axiales. Celles-ci génèrent des sollicitations complexes dans les différents
éléments de la structure alliant du cisaillement, de la flexion et de la torsion. Il est
donc intéressant d’étudier la répartitions des sollicitations, afin de déterminer si
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50 État de l’art

les modèles sont capables de modéliser ces sollicitations de manière réaliste. Pour
ce faire, une méthode permettant de découpler les déplacements entre flexion et
cisaillement sera présentée dans cette partie. Puis, les résultats expérimentaux et
numériques seront comparés afin de déterminer des pistes d’études.

5.3.2 Méthodologie

5.3.2.1 Instrumentation

Les voiles de la maquette SMART 2008 sont des voiles courts. Durant les essais,
ces voiles ont été sollicités en flexion et en cisaillement. La géométrie (coffrage et fer-
raillage) et les sollicitations furent telles qu’elles sollicitèrent majoritairement le pre-
mier niveau des voiles, en particulier le niveau bas du voile V04 présenté figure 2.23.
Certaines parties des voiles dans le niveau du rez-de-chaussée furent donc équipées
de manière à pouvoir déterminer les déplacements verticaux (capteurs DvV04) et
diagonaux (capteurs Di1) ainsi que la fissuration à la base en quelques points (cap-
teur OvV04) comme présenté figure 2.24. Il est donc possible d’étudier la répartition
des déplacements plans afin de comprendre le type de sollicitations présentes dans
les voiles de faible épaisseur.

Figure 2.23: Maquette SMART 2008 - Vues en plan.

5.3.2.2 Méthode de Massone

L’idée est de découpler les déplacements du voile dus à la flexion Uflex de ceux
dus au cisaillement Ucis. La méthodologie développée par Massone [Massone et Wal-
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Figure 2.24: Maquette SMART 2008 - Instrumentation du voile V04 niveau 1.

lace J., 2004] et illustrée figure 2.25 permet de négliger les mouvements hors plans
et donc d’effectuer le découplage des déplacements Utot suivants :

Utot = Ucis + Uflex (2.79)

Figure 2.25: Descriptif de la méthode de Massone permettant de découpler les
déplacements plans.

En utilisant les capteurs de déplacement, on obtient :

Utot =
1

2
((Uc1 + Uf1) + (Uc2 + Uf2))− l (2.80)
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avec Uc1, Uc2, Uf1 et Uf2 les déplacements respectivement dûs au cisaillement et à
la flexion et l la largeur du voile comme définis sur la figure 2.25.

Utot =
1

2

(
l −
√
D2

2 − (h+ V1)2 +
√
D2

1 − (h+ V2)2 − l
)

(2.81)

Utot =
√
D2

1 − (h+ V2)2 −
√
D2

2 − (h+ V1)2 (2.82)

avec V1, V2, D1 et D2 respectivement les déplacements verticaux diagonaux et h la
hauteur du voile comme décrits sur la figure 2.25. On part alors de l’hypothèse que
le déplacement dû à la flexion est défini par :

Uflex = αθh (2.83)

avec θ, courbure du premier niveau du voile définie par l’équation :

θ =
V2 − V1

l
(2.84)

αh représente la distance entre le bas du voile et le centre de courbure comme montré
figure 2.26. Une courbure Φi peut alors être calculée pour chacun des n intervalles
de hauteur hi définis par les capteurs verticaux, quatre dans le cas du voile V04.
Généralement, pour ce type de mur, α est compris entre 0,5 pour une distribution
triangulaire et 0,67 pour une distribution rectangulaire.

(a) Voile V04 niveau 1 (b) Répartition de la courbure
selon la hauteur

Figure 2.26: Maquette SMART 2008 - Représentation schématique de la courbure
du voile V04 niveau 1.

Φi représente la courbure de la ieme section, M est le moment de flexion, EI la rigi-
dité en flexion. Cette équation peut être appliquée dans le domaine non linéaire si une
rigidité (sécante) équivalente est définie. α peut être calculé à l’aide de l’équation :
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α = 1− 1

h

n∑
k=1

Φkhk

(
k−1∑
i=1

hi +
hk
2

)
n∑
k=1

Φkhk

(2.85)

Pour le voile V04 hi = hk = cst = h
n

= 0, 285m, l’équation devient alors :

α = 1−

n∑
k=1

Φk
h

n

(
(k − 1)h

n
+

h

2n

)
h

n∑
k=1

Φk
h

n

(2.86)

α = 1−

n∑
k=1

φk

(
(k − 1)h

n
+

h

2n

)
h

n∑
k=1

φk

=

n∑
k=1

φk

(
k +

1

2
)

)
N

n∑
k=1

φk

(2.87)

Le déplacement dû au cisaillement peut alors être défini comme la différence entre le
déplacement total déterminé dans l’équation 2.82 et le déplacement dû à la flexion
2.83, soit :

Ucis =
√
D2

1 + (h+ V2)2)−
√
D2

2 + (h+ V1)2 − αθh (2.88)

5.3.2.3 Méthode modifiée

Durant l’essai 9, des fissures sont apparues entre la fondation et le bas du voile,
au niveau de la reprise de bétonnage et ont été mesurées à l’aide d’un capteur de
déplacement (capteur OvV04c sur la figure 2.24). Ce capteur a alors été déplacé
à l’aplomb des capteurs verticaux afin d’être en mesure de calculer le déplacement
vertical en C entre la semelle de fondation et le premier plancher. Jusqu’à cet essai
le déplacement relatif entre le bas du voile et la semelle de fondation est supposé
nul. Nous avons donc modifié la méthode précédente afin de prendre en compte ce
phénomène comme on peut le noter sur la figure 2.27 [Crambuer et al., 2010]. Dans
cette nouvelle méthode les déplacements plans Utot sont divisés en trois parties : les
déplacements dûs au cisaillement Ucis, les déplacements dûs à la flexion Uflex et les
déplacements dûs à la fissuration à la base Ufiss, avec :

Utot = Ucis + Uflex + Ufiss (2.89)

En utilisant les capteurs de déplacement on obtient :

Utot =
1

2
((Uc1 + Uf1 + Ufis1) + (Uc2 + Uf2 + Ufis2 − l)) (2.90)
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Figure 2.27: Descriptif de la méthode de Massone modifiée permettant de découpler
les déplacements plans et prenant en compte le soulèvement à la base du voile.

Avec Uc1, Uc2, Uf1, Uf2, Ufis1 et Ufis2 les déplacements respectivement dûs au
cisaillement, à la flexion et à la fissuration à la base et l la largeur du voile comme
définis sur la figure 2.27.

Utot =
1

2

(
l −
√
D2

2 − (h+ Vf1 + V 2
fis1)2 +

√
D2

1 − (h+ Vf2 + Vfis2)2 − l
)

(2.91)

avec D1, D2 Vf1, Vf2, Vfis1 et Vfis2 respectivement les déplacements diagonaux et
verticaux dûs à la flexion et à la fissuration et h la hauteur du voile comme décrits
sur la figure 2.27.

Utot =
√
D2

1 − (D2
1 − (h+ Vf2 + Vfis2)2)−

√
D2

2 − (h+ Vf1 + V 2
fis1) (2.92)

Comme précédemment, on définit :

Uflex = αθh (2.93)

avec θ, courbure du voile définie par θ =
Vf2 + Vfis2 +−Vf1 + Vfis1

l

5.3.3 Résultats expérimentaux

De par la forme de la structure, le voile V04 niveau 1 est la partie de la structure
qui a été le plus sollicitée. Ces deux méthodes ont été utilisées pour étudier le compor-
tement de ce voile une attention particulière a été portée aux jeux d’accélérogrammes
7 (niveau de dimensionnement - PGA = 0,2 g) qui correspond au seisme de dimen-
sionnement et 18 (PGA = 0,9 g) qui est un des signaux les plus forts. Les résultats
sont présentés figure 2.28 et tableau 2.6 2.28). Pour les deux essais le cisaillement
est prépondérant (plus de 80% des sollicitations totales).
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Acc. PGA Max
(

∆V

∆H

)
Max(Ucis) Max(Utot) Max1(

Uflex
Utot

) Max2(
Uflex
Utot

)

(mm) (mm) (mm)
7 0,2 g 0,14 1,37 1,52 0,09 0,09
18 0,9 g 0,18 3,67 4,40 0,17 0,18

1 La fissuration en pied de voile n’est pas incluse dans le déplacement vertical

2 La fissuration en pied de voile est incluse dans le déplacement vertical

Tableau 2.6: Maquette SMART 2008 - Déplacements expérimentaux du voile V04
niveau 1.
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Figure 2.28: Maquette SMART 2008 - Déformée expérimentale du voile V04 ni-
veau 1 - essai 7 (niveau de dimensionnement - PGA = 0,2 g) et essai 18 (PGA =

0,9 g).

5.3.4 Modélisations partielles de la maquette SMART

Dans le cas de structures complexes on s’intéresse de manière plus précise à
certaines parties de la structure. Il peut alors être intéressant de modéliser fine-
ment cette zone, en utilisant des lois de comportements fines et une modélisation
3D. Cependant ce type de modélisation s’avère très couteux en temps de calcul. Le
choix peut alors s’orienter vers une modélisation de cette seule partie de la struc-
ture. Il est alors nécessaire de prendre en compte l’influence du reste de la struc-
ture. Dans le cadre de la campagne SMART il est rapidement apparu que la partie
basse du voile V04 présentait un comportement fortement non linéaire. L’étude s’est
donc concentrée sur cette partie de la structure [Juster-Lermitte et al., 2010]. Les
modélisation ont été réalisées à l’aide du logiciel CASTEM [Cast3m, 2013].
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5.3.4.1 Influence du pré-chargement

L’étude portant sur le niveau inférieur du voile V04, il est nécessaire d’appliquer
au modèle un effort correspondant au poids des étages supérieurs repris par ce voile
(plancher + voiles + charges). Un calcul de la charge des planchers à reprendre,
basé sur la figure 2.29, donne : Masse reprise pour chaque plancher y compris voile :

Figure 2.29: Maquette SMART 2008 - Modélisation 2D du voile V04 - Descente
des charges de la maquette SMART.

1er plancher : M1 = 2,3t
2e plancher : M2 = 1,9t
Plancher terrasse : M3 = 1,6t
Masse totale M = 5,8t

Afin d’éviter des problèmes d’écrasement des éléments en haut du voile V04, ces
efforts seront transmis au voile par le biais d’une barre rigide modélisée au dessus
du voile.

5.3.4.2 Influence du voile V02

Le voile V04 est encastré avec le voile V02 à une extrémité. Cette liaison mo-
difiant la raideur du voile V04, il est nécessaire de la modéliser. Le mouvement du
voile V04 provoque un mouvement de flexion hors plan du voile V02, ce qui a pour
effet de modifier l’inertie du voile V04 . Dans le cadre d’une modélisation 2D du
voile V04, l’influence du voile V02 est modélisée par un élément élastique situé sur
la ligne BC, au niveau du point B comme on le voit sur la figure 2.30. Cet élément a
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une raideur équivalente à celle du voile V02 qu’il représente. La prise en compte de
cette liaison a eu pour effet de renforcer l’asymétrie du voile. Les analyses pushover
2D doivent donc être réalisées dans les deux sens (de B vers C et de C vers B).

Figure 2.30: Maquette SMART 2008 - Modélisation 2D du voile V04 - Modélisation
de l’influence du voile V02.

5.3.4.3 Conditions limites

La partie du voile V04 étudiée est maillée avec les trois autres surfaces (barre
rigide, reprise du voile V02 et liaison avec la semelle de fondation). La liaison
voile/semelle de fondation est encastrée selon Y et Z. La semelle de fondation quand
à elle n’est pas modélisée son influence étant prise en compte par l’élément de liaison
voile/fondation. Le pré chargement et le chargement horizontal sont appliqués à la
droite supérieure de la barre rigide. Le chargement vertical (rotation) est appliqué
aux deux droites verticales extrêmes de la barre rigide. Les sollicitations appliquées
au voile V04 sont résumées sur la figure 2.31.

Figure 2.31: Maquette SMART 2008 - Modélisation 2D du voile V04 niveau 1
- Descriptif du chargement et des conditions limites.
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5.3.4.4 Lois de comportement

Les lois constitutives pour les matériaux de cette étude sont basées sur la théorie
de la mécanique des milieux continus. Le béton est modélisé à l’aide de la loi de com-
portement de Mazars [Mazars, 1984] [Mazars, 1986]. Une loi contrainte déformation
peut être dérivée de son potentiel d’état :

σ = (1− d)C ε (2.94)

avec C Le tenseur d’élastique. La variable d’endommagement d évolue au cours du

chargement en fonction de la surface de charge dépendant de la déformation notée
εeq : f(εeq, κ) = εeq − κ. L’évolution de cette surface de charge doit respecter cer-
taines règles ce qui impose que l’endommagement n’évolue pas pendant les phases de
décharges ou pendant des phases de charge à des niveaux de déformations inférieurs
au niveau maximal κ atteint au cours de l’historique du chargement (κ = max(εeq, κ)
et κ(t = 0) = εD0 avec εD0 une valeur seuil). Afin d’introduire le comportement
asymétrique du béton le critère de rupture est exprimé en extensions principales.
Une déformation équivalente est définie par :

εeq =

√√√√ 3∑
i=1

< εi >
2
+ (2.95)

où < (·) >+ est le crochet de Macauley défini par : si (·) < 0 alors (·) = 0 et si
(·) > 0 alors (·) = (·) et εi est la déformation principale. Deux lois d’évolutions
différentes de l’endommagement sont considérées en traction dt et en compression
dc. Ces deux fonctions ont une expression de loi d’évolution similaire avec des pa-
ramètres différents :

dt,c = 1− εd0(1− At,c)
εeq

− At,cexp(−Bt,c(κ− εd0(1− At,c) (2.96)

avec εd0 (la déformation seuil à la première fissuration en traction), At,c et Bt,c les
cinq paramètres du modèle où l’indice (t) renvoie à la traction et l’indice (c) à la
compression. Afin d’éviter une dépendance au maillage dans la phase adoucissante,
il est nécessaire de définir une taille minimum à la zone endommagée, et ainsi,
une dissipation d’énergie minimum plus physique. Il faut pour cela introduire une
longueur caractéristique. La méthode non-locale [Pijaudier-Cabot et Bazant, 1987]
permet de réaliser ce type de régularisation numérique, en moyennant certaines
caractéristiques sur un domaine particulier.

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques
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Symbole Paramètre Valeur Unité
E Module d’Young 32.109 Pa
ν Coefficient de poisson 0,2 -
εd0 seuil en déformation pour la traction 1.10−4 -
Ac paramètre pour la compression 1,276 -
Bc paramètre pour la compression 1768 -
At Paramètre pour la traction 0,9 -
Bt paramètre pour la traction 8000 -
β correction pour le cisaillement 1,06 -

Tableau 2.7: Maquette SMART 2008 - Paramètres matériaux pour le béton du
voile V04 niveau 1.

5.3.5 Identification des paramètres matériaux

Les paramètres matériaux utilisés pour ces travaux sont présentés tableau 2.7.
Ils ont été choisis en fonction des données expérimentales à l’aide de l’opérateur
”IDENTI” de CASTEM. Afin d’illustrer la relation contrainte déformation en trac-
tion et en compression, les réponses obtenues au niveau du point de Gauss sont
présentés dans les figures 2.32(a) et 2.32(b).

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

x 10
−3

0

1

2

3

4

Déformation

C
on

tr
ai

nt
e 

(M
P

a)

E(1−d)

(a) traction

−0.01 −0.008 −0.006 −0.004 −0.002 0
−40

−30

−20

−10

0

Déformation

C
on

tr
ai

nt
e 

(M
P

a)

(b) compression

Figure 2.32: Courbes contraintes/déformations pour le modèle Mazars.

5.3.6 Résultats

Deux modélisations du voile V04 ont été testées. La première ne prend pas en
compte la fissuration à la base. La seconde la prend en compte par le biais d’un
élément de liaison entre le voile et la fondation. Cet liaison est assuré par des
éléments volumique dont la loi de comportement est élastique et la raideur faible. La
répartition des déplacements plans obtenue à l’aide de ces modèles pour les essais 7
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Expérimental Numérique
max max α max max max max(
∆V

∆H

)
(
Uflex
Utot

)
(

∆V

∆H

)
(Uflex) (Ucis) (

Uflex
Utot

)

(mm) (mm)
j.a.7 0,14 0,09 1,03 0,15 0,47 1,5 0,31
j.a.18 0,18 0,17 3,27 0,15 1,16 4,4 0,26

Tableau 2.8: Maquette SMART 2008 - Comparaison essais/modèle 1 (sans fissu-
ration à la base).

Expérimental Numérique
max max α max max max max(
∆V

∆H

)
(
Uflex
Utot

)
(

∆V

∆H

)
(Uflex) (Ucis) (

Uflex
Utot

)

(mm) (mm)
j.a.7 0,19 0,09 1,11 0,19 0,39 1,5 0,26
j.a.18 0,19 0,18 3,38 0,19 1,44 4,4 0,33

Tableau 2.9: Maquette SMART 2008 - Comparaison essais/modèle 2 (avec fissu-
ration à la base).

(niveau de dimensionnement - PGA = 0,2 g) et 18 (PGA = 0,9 g) sont présentées
respectivement dans les tableaux 2.8 et 2.9. Il est intéressant d’observer que les deux
modèles surestiment la part de déplacement dû à la flexion. Cependant il est à noter
que les résultats expérimentaux présentent une part de déplacement due à la flexion
inférieure pour l’essai 7 (9 %) que pour l’essai 18 (18 %). Cette tendance se retrouve
avec le modèle 2 mais pas avec le modèle 1. Si l’on souhaite à présent s’intéresser à
la fissuration à la base du voile il est important d’étudier le ratio entre déplacement
vertical ∆V et horizontal∆H . Les résultats expérimentaux ont montré que jusqu’à
l’essai 7, peu de fissures apparaissent entre le voile et la fondation. De plus, elles sont
de petites tailles. Ce résultat se retrouve bien numériquement, Le modèle 1 donnant
un ratio de 15 % contre 14 % expérimentalement. Cependant si l’on s’intéresse à l’es-
sai 18, au cours duquel une fissuration importante est apparue au pied du voile, on
observe que les résultat obtenus à l’aide du modèle 2 sont les plus pertinents avec un
ratio de 19 % contre 18 % expérimentalement.Enfin si l’on s’intéresse au faciès d’en-
dommagement obtenu lors de l’essai au niveau de dimensionnement, présenté sur la
figure 2.33, présentant les cartes d’endommagement obtenues pour le déplacement
en tête maximum (1,6mm) observés lors de l’essai 7. On observe que la prise en
compte de la fissuration à la base à tendance à localiser l’endommagement en pied
de voile tandis que dans le cas contraire la fissuration est plus diffuse et traduit la
prédominance du cisaillement avec une zone diagonale fortement endommagé .
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(a) Modèle 1 (sans
fissuration à la base)

D
1

0

(b) Modèle 2 (avec
fissuration à la base)

Figure 2.33: Maquette SMART 2008 - Voile V04 niveau 1 - carte d’endommage-
ment - Déplacement en tête maximum atteint (1,6mm) - Essai 7 (niveau de dimen-

sionnement - PGA = 0,2 g).

5.3.7 Bilan

Cette étude a permis de définir une méthode capable de séparer les déplacements
plan entre flexion et cisaillement. Il en ressort que les simulations ont tendance à
surestimer la part de déplacement due à la flexion lorsque les non linéarités appa-
raissent. Il apparait donc important de réaliser des études sur des structures plus
simples afin de mieux modéliser les structures soumises à de la flexion ou à du ci-
saillement. La suite de cette étude s’intéressera uniquement à la flexion. L’objectif
sera de déterminer des modélisations capables de représenter de manière réaliste le
comportement global mais également les dissipations puisque ces dernières ont une
influence directe sur la répartition des efforts au sein de la structure étudiée et donc
de son comportement.

6 Conclusions

Ce chapitre consistait en une revue bibliographique de différents aspects. Dans
un premier lieu le problème de dynamique non linéaire est présenté et discrétisé en
espace par la méthode des éléments finis. Puis différentes discrétisations temporelles,
modales et fréquentielles ont été décrites. Il en ressort que si l’on s’intéresse à la
modélisation des dissipations, il est préférable de réaliser des analyses temporelles
non linéaires. Dans ce type d’études les dissipations sont modélisées par le biais de
lois de comportements. C’est pourquoi la deuxième partie de ce chapitre a consisté en
un état de l’art des lois de comportement permettant de modéliser les non linéarités
matérielles du béton armé. Dans un premier temps des modèles globaux ont été
présentés, ceux-ci sont capable de modéliser de manière assez pertinente les non
linéarités ils sont cependant difficiles à calibrer et ne repose sur aucun mécanisme
physique local. Après un bref rappel sur le comportement cyclique du béton, un
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inventaire des lois de comportement du béton a alors été effectué. Il en ressort que
le béton est un matériau fragile en traction, plutôt ductile en compression qui est
sujet aux effets unilatéraux lors de cycles de traction compression. Ce matériau
présente également des déformations permanentes et des effets hystérétiques lors de
cycles de charge décharge. Il ressort de l’état de l’art relatif à la modélisation du
béton qu’une classe de modèles est capable de représenter de manière réaliste les
mécanismes dissipatifs, en particulier les effets hystérétiques, cette dernière repose
sur la mécanique de l’endommagement.

Après la présentation des différentes sources de dissipations relatives à l’amortis-
sement, il ressort que certaines sources ne peuvent pas être modélisées par le biais
des lois de comportement. Il est alors nécessaire d’avoir recourt à un amortissement
global forfaitaire qui donne des résultats pertinent dans la plupart des cas malgré
une absence de base physique. Différents amortissements globaux forfaitaires sont
présents dans la littérature, L’amortissement de Rayleigh qui est proportionnel à
la masse et à la raideur du système est classiquement utilisé. L’amortissement de
Rayleigh surestime obligatoirement l’amortissement des fréquences supérieures à la
deuxième fréquence propres.

Enfin ce chapitre s’est intéressé à la modélisation de l’amortissement dans le cadre
d’une structure réelle SMART. Cette structure en béton armé de trois étages a été
soumise à une dizaine de jeux d’accélérogrammes d’intensité croissante, atteignant
de forts niveaux (PGA > 1g). Un benchmark international a eu lieu en parallèle
des essais. Son analyse permet alors d’étudier les différentes manières de modéliser
ce type de structure et les conséquences de ces choix sur l’amortissement. Il en
ressort que le type d’élément finis utilisé à des conséquences limitées sur le taux
d’amortissement global forfaitaire. Le type de loi de comportement se révèle quant
à lui fortement lié au choix du taux d’amortissement global forfaitaire. En général si
les dissipations matérielles sont prises en compte par le modèle, un amortissement
global forfaitaire de 2% est suffisant pour modéliser les autres sources de dissipations.
Dans le cas contraire un taux d’amortissement de 5% sera nécessaire. En dernier lieu
ce chapitre s’est intéressé à l’étude la répartition des déplacements plans (flexions,
cisaillement) dans les voiles de la maquette SMART. Il ressort de cette étude qu’il
est difficile de réaliser une modélisation capable de prendre en compte de manière
pertinente les non linéarités relatives aux différents phénomènes.

Outre les informations quantitatives que ce chapitre à permis de dégager, les
objectifs de la suite de ces travaux ont pu être affinés. Il ressort de cette étude qu’il
est nécessaire de représenter la part de l’amortissement dû au sources internes par
le biais de lois de comportements. Ces dernières doivent être capables de représenter
les dissipations internes aux matériaux, en particulier les effets hystérétiques locaux
du béton. Afin de définir un modèle approprié il est nécessaire de quantifier les
dissipations internes, cela sera réalisé par le biais d’une campagne expérimentale.
Cependant il ressort de l’étude de la maquette SMART qu’il est très difficile de
réaliser cette identification dans le cadre de chargements complexes. C’est pourquoi
la suite de cette étude se concentrera uniquement sur des sollicitations de flexion.
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1 Introduction

L’analyse des essais [?] et du benchmark [Richard et al., 2013] de la cam-
pagne SMART 2008 a mis en exergue la difficulté de quantifier mais surtout de
modéliser les phénomènes dissipatifs générant l’amortissement qui apparaissent dans
des structures en béton armé soumises à des sollicitations sismiques. Afin de pouvoir
déterminer correctement l’amortissement à prendre en compte, il est nécessaire de
comprendre les mécanismes mis en jeu par les phénomènes dissipatifs. Il est donc
important de quantifier ces phénomènes pour être capable, à terme, de les modéliser.
Pour cela, il faut disposer d’une base de données expérimentale pertinente, en par-
ticulier en ce qui concerne les sources de dissipations internes liées au béton armé.
Les travaux de [Ting et Crawley, 1992] ont montré que l’amortissement interne
dépendait principalement du niveau de sollicitation. L’étude des campagnes d’essais
visant à étudier l’amortissement présenté dans le paragraphe 4.1.2 du Chapitre 2
fait ressortir la pertinence des essais quasi statiques. De plus, l’étude de l’état de
l’art des campagnes de mesures de l’amortissement montre qu’aucune étude ne s’est
intéressée au comportement d’éléments de structures pré-endommagés. Les charge-
ments appliqués étant toujours croissant. Il est à noter que dans le cas de charge-
ments sismiques, connaitre la dissipation d’énergie d’éléments pré-fissurés est d’une
importance majeure, en particulier si l’on considère l’éventualité de répliques ou
de séismes ultérieurs. Une campagne d’essais quasi statiques de flexion trois points
cyclique a donc été réalisée en ce sens [Crambuer et al., 2011], [Crambuer et al.,
2012a] au LMT. Le but de cette campagne étant de combler certains des manques
identifiés dans la littérature en ce qui concerne la dissipation d’énergie dans des
éléments de structure en béton armé soumis à de la flexion, une comparaison entre
le comportement d’éléments endommagés et celui d’éléments sains sera effectuée.
Pour atteindre cet objectif, les mécanismes locaux générant des dissipations contri-
buant à l’amortissement doivent être correctement identifiés et quantifiés. De plus,
les travaux de [Salzmann, 2002] ayant montré que le taux de ferraillage avait une
influence sur l’amortissement, cette campagne testera donc des poutres présentant
des taux de renforcements longitudinaux différents.

Ce chapitre a deux objectifs majeurs : définir une campagne expérimentale com-
blant certains des manques identifiés dans la littérature en ce qui concerne la dis-
sipation d’énergie dans des éléments de structures en béton armé soumis à de la
flexion et en analyser les résultats. Il s’organise en deux parties. La première partie
présentera la campagne d’essais. Pour cela, les corps d’épreuves réalisés à l’ENS ca-
chan seront d’abord décrits puis le dispositif d’essais sera présenté. A ce moment, une
attention particulière sera portée aux conditions limites car elles conditionnent la
qualité des résultats. Les moyens de mesures, et en particulier le procédé de mesure
de champs, seront ensuite décrits. Enfin, les chargements appliqués aux différentes
poutres seront détaillés et comparés. Finalement, la deuxième partie présentera les
résultats de la campagne, qui s’articulent autour de quatre axes. Tout d’abord, le
comportement global des différentes poutres sera étudié. Ensuite, une étude portera
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sur l’évolution, durant les essais, du taux d’amortissement visqueux équivalent des
différentes poutres. La discussion se portera alors sur l’étude de la fissuration étudiée
à l’aide de mesures de champs de déplacements. Celles-ci permettront également de
définir un indice d’endommagement qui sera présenté à la fin de cette partie. Pour
conclure ce chapitre, un bilan relatif à l’influence du chargement sur les différentes
grandeurs analysées sera effectué.

2 Protocole expérimental

2.1 Corps d’épreuves

2.1.1 Géométrie des poutres

L’objectif de ces essais étant d’identifier et de quantifier les dissipations d’énergie
se produisant dans des éléments de structures en béton armé, les dimensions des
corps d’épreuves ont été choisies les plus proches possibles de celles d’élément de
structures industrielles. Ceci en respectant toutefois les limites imposées par les
moyens d’essais. La longueur des poutres choisies est de 165 cm pour une longueur
entre appui de 150 cm. La section fait 15 cm de large et 22 cm de haut. La figure
3.1 présente la géométrie des six poutres testées lors de cette campagne.

22

165 15

Figure 3.1: Géométrie des poutres testées.

2.1.2 Ferraillage des poutres

Afin de quantifier l’influence du taux de ferraillage longitudinal sur l’amortis-
sement, trois types de ferraillages différents ont été réalisés suivant les poutres. Ils
correspondent à des taux de renforcement faible, moyen et fort, comme présentés
dans le tableau 3.1. Pour chaque poutre deux aciers longitudinaux sont placés en
haut et en bas de la poutre afin d’avoir un comportement symétrique lors d’un char-
gement cyclique. Les poutres ont été dimensionnées conformément aux eurocodes
2 et 8 [AFNOR, 2006]. La réglementation impose pour ce type de poutre un espa-
cement maximum des cadres de 157,5 mm sur la section courante. Au niveau des
extrémités, trois cadres doivent être placés avec un intervalle de 50 mm maximum,
le premier devant être au plus à 50 mm du bord de la poutre. Ceci a conduit à la
conception de la cage d’armature présentée sur la figure 3.2.
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4HA8 4HA10 4HA12
Taux de ferraillage

longitudinal(%)
0,67 1,05 1,51

Type de poutre
peu

ferraillée
usuellement

ferraillée
fortement
ferraillée

Taux de ferraillage
transversal(%)

0,25 0,25 0,25

Tableau 3.1: Caractéristiques des ferraillages des poutres testées.

Figure 3.2: Plans de ferraillages des poutres testées.

2.1.3 Caractéristiques des matériaux

2.1.3.1 Béton

Les poutres ont été réalisées à l’ENS Cachan suivant le planning présenté dans
le tableau 3.2 [Crambuer et al., 2012b]. L’ensemble des éprouvettes réalisées sont
présentées sur la figure 3.3. La granulométrie des agrégats, présentée dans le tableau
3.3, a été choisie afin d’obtenir un béton de type C30/37, qui est couramment utilisé
dans l’industrie. Une gâchée de béton permettait la réalisation de deux poutres
d’une configuration donnée ainsi que de quatre éprouvettes cylindriques de 16cm de
diamètre et d’une hauteur de 32cm. Ces éprouvettes ont servi à la réalisation des
essais de fendage et de compression. Ainsi, il a été possible de déterminer le module
d’Young ainsi que les résistances en traction et compression des différentes gâchées
présentées dans le tableau 3.4. Ces essais ont été réalisés conformément aux normes
NF EN 12390-3 et NF EN 12390-6 [AFNOR, 2006]. Un test dit du cône d’Abrams
(norme NF EN 206-1 : béton normal : masse volumique d’environ 2300kg/m3) a été
réalisé pour chaque gâchée afin de vérifier l’ouvrabilité du béton. Les résultats de
ces tests sont présentés dans le tableau 3.2.
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Poutre Date de Date du Ferraillage Aff. Masse vol.
fabrication test long. trans. (cm) béton (kg/m3)

PHA8L1 25/10/10 07/01/11 4HA8 φ6/15cm 9 2312
PHA8L2 25/10/10 17/01/11 4HA8 φ6/15cm 9 2312
PHA10L1 27/10/10 04/02/11 4HA10 φ6/15cm 3 2301
PHA10L2 27/10/10 15/02/11 4HA10 φ6/15cm 3 2301
PHA12L1 29/10/10 25/01/11 4HA12 φ6/15cm 3 2271
PHA12L2 29/10/10 26/01/11 4HA12 φ6/15cm 3 2271

Tableau 3.2: Caractérisation du béton.

Composant Quantités ramenées à 1m3 Unité
Sable 0/6 794 kg

Mignonette 4/10 195 kg
Gravier 8/16 713 kg

Eau 212 L
Ciment CEMI 52,5 N 377 kg

Tableau 3.3: Granulométrie du béton.

Coulée/poutres PHA8 PHA10 PHA12
Résistance en traction

moyenne (MPa)
2,6 2,7 2,7

Résistance en compression
moyenne (MPa)

32 34 38

Module d’Young (GPa) 26,6 28,2 27,3
Dispersion de la résistance

en compression (%)
0,6 2,5 12,3

Dispersion de la résistance
en traction (%)

0,1 10 1,6

Dispersion du module
d’Young (%)

8,2 7,3 5,6

Tableau 3.4: Caractéristiques du béton utilisées pour les essais.

2.1.3.2 Acier

Les cages de ferraillages, illustrées sur la figure 3.4, ont été réalisées à l’ENS Ca-
chan. Les aciers sont de type Fe500. Des essais de caractérisation ont été effectués
sur chaque type d’acier utilisé (HA6 pour les cadres, HA8, HA10 et HA12) donnant
accès au module d’Young E, aux efforts plastique Fy et ultime Fu, ainsi qu’à l’al-
longement sous charge maximum. Les résultats sont présentés dans le tableau 3.5.
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Figure 3.3: Éprouvettes réalisées au laboratoire de génie civil de l’ENS Cachan.

E Fy Fu
Fu
Fy

Allongement sous

(MPa) (MPa) (MPa) % charge max. (%)
HA6 moyenne 207,1 519 615.3 1,12 4,1

écart type 15,6 12 9,8 1,3 0,9
HA8 moyenne 206,1 553,3 647,7 1,17 10,48

écart type 25,4 14,8 12,0 1,06 1,13
HA10 moyenne 199,6 562,0 639,2 1,14 10,43

écart type 11,2 13,7 3,5 2,76 1,05
HA12 moyenne 181,3 548,0 646,2 1,18 9,65

écart type 10,4 2,7 5,5 1,01 1,26

Tableau 3.5: Caractéristiques des aciers.

Figure 3.4: Cage d’armature des poutres PHA10.
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2.2 Dispositif d’essais

2.2.1 Conditions aux limites

L’élément étudié est une poutre en flexion trois points alternés. Les efforts se-
ront appliqués par le biais d’une mâchoire d’application des efforts. L’ensemble du
dispositif est visible sur la figure 3.5. Une attention particulière a été portée aux
conditions limites car la qualité des résultats expérimentaux dépend fortement de
l’interface entre la poutre testée et son environnement.

Figure 3.5: Descriptif du montage expérimental - LMT.

2.2.1.1 Descriptif des appuis

Les appuis doivent assurer une liaison de type rotule entre la poutre et la plate-
forme d’essais. De plus, l’essai étant de type flexion trois points alternée, cette liaison
doit être assurée dans les deux sens de chargement. Ces objectifs ont été atteints lors
de l’essai en flexion trois points sous chargements cycliques réalisé dans les travaux
de La Borderie [La Borderie, 1991] et de Souid [Souid, 2008]. Dans ces travaux les
appuis sont du type � liaison élastique � : le degré de liberté de la liaison est obtenu
par déformation d’un élément, et non par glissement entre deux éléments comme sur
les liaisons classiques. La liaison rotule présentée sur la figure 3.6 permet de faire
l’hypothèse d’un appui de type pivot simple. La conception des liaisons pivots est
présentée en détail dans la thèse de La Borderie [La Borderie, 1991]. La rotation
maximale des appuis est de 0,2 radian, ceci afin de s’assurer du comportement
élastique des appuis.
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Figure 3.6: Descriptif des appuis d’après La Borderie [La Borderie, 1991].

2.2.1.2 Descriptif de la mâchoire d’application des efforts

La mâchoire d’application des efforts doit être capable de transmettre les efforts
du vérin vers la poutre dans les deux sens de chargement. De plus, le contact entre
la mâchoire et la poutre doit être linéique. Une telle mâchoire a été utilisée lors de
l’essai en flexion trois points sous chargements cycliques réalisé dans les travaux de
La Borderie [La Borderie, 1991] et de Souid [Souid, 2008]. Une représentation de la
mâchoire est présentée sur la figure 3.7. Une description complète en est faite dans
la thèse de La Borderie [La Borderie, 1991].

(a) vue en coupe [La Borderie, 1991] (b) vue de face

Figure 3.7: Mâchoire d’application des efforts.
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2.2.2 Instrumentation

Deux types d’instrumentations ont été utilisés lors de ces essais. D’une part
des capteurs ont permis de connaitre et de contrôler le comportement global des
poutres. D’autre part des mesures de champs de déplacement ont été effectuées afin
d’identifier et de quantifier les mécanismes liés à la fissuration du béton qui créent
les dissipations générant de l’amortissement.

2.2.2.1 Mesures locales

Les déplacements à mi-travée sont mesurés à l’aide d’un capteur de déplacement
à jauge (LVDT) de 20 mm de course. Ce dernier est situé sous la poutre et est en
contact avec la mâchoire d’application des efforts comme présenté sur la figure 3.8.
Les efforts appliqués à la structure sont mesurés à l’aide d’une cellule d’effort située
au niveau du vérin et visible sur la figure 3.5.

Figure 3.8: Capteur de déplacement.

2.2.2.2 Mesures de champs

Les mesures de champs de déplacements donnant accès à la fissuration ont été
effectuées à l’aide d’une méthode de Corrélation d’image numérique (CIN). Cette
méthode permet de déterminer les champs de déplacement à partir d’une image
numérique de référence [Hild et Roux, 2006] ; [Hamam et al., 2007]. Ces champs
servent alors à étudier l’évolution de la fissuration au cours des essais et d’identi-
fier les modes de ruptures. Ces méthodes peuvent aussi permettre de déterminer les
paramètres des lois de comportement [Sutton et al., 1983], [Raka, 2001], [Berthaud
et al., 2002], [Amiot et al., 2007]. La zone étudiée d’une image est appelée la région
d’intérêt (ROI). La CIN est utilisée ici sur des structures de génie civil de grandes
dimensions. Ces ROI sont choisies afin d’étudier toutes les macro fissures apparais-
sant à la surface de l’éprouvette tout en ayant une résolution suffisante. Dans cette
étude, nous avons utilisé un appareil photo Canon 60D. Cet appareil prend des pho-
tos d’une résolution de 3456 x 2304 pixels. Ceci permet d’étudier une zone longue de
56 cm soit plus d’un tiers de la distance entre appuis, comme présenté sur la figure
3.9. Cette ROI est couverte par une image de 3456 x 1230 pixels. Ceci correspond à
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une résolution de 6,171 pixels/mm. La corrélation d’images est effectuée à l’aide du
logiciel Corelli LMT [Hild, 2002]. Afin de réaliser ces mesures, un mouchetis a été
appliqué sur la zone de mesure pour les différentes poutres. Il est constitué d’une
couche blanche uniforme puis de la projection de tâches noires de tailles et de dis-
positions aléatoires ; des tests avant l’essai permettent de valider le mouchetis. Des
écarts qualitatifs peuvent cependant apparâıtre entre les différents mouchetis. De
plus la corrélation d’images ne peut se faire que si l’état de surface de la ROI reste
intacte. Si la texture initiale est altérée, par un écaillage de surface par exemple, la
CIN ne peut être effectuée sur la zone altérée. Ce problème apparâıt principalement
pour les cycles de grandes intensités.

Figure 3.9: Descriptif de la ROI.

2.3 Descriptif des chargements

2.3.1 Moyen d’essai

Le chargement quasi-statique est appliqué par un vérin hydraulique MTS à joint
de ± 160 kN via la mâchoire d’application des efforts. La course maximale du vérin
est de ± 170 mm. La servovalve utilisée est de type MTS-MOOG, d’un débit 9,5
l/min. Le vérin est asservi en effort pour les premiers cycles puis en déplacement
en mode externe par rapport au capteur de déplacement présenté dans la section
2.2.2.1. Le choix d’un pilotage en effort pour les bas niveaux s’explique par la vo-
lonté d’avoir un comportement symétrique ce qui facilite l’étude de l’amortissement
visqueux équivalent. Pour les cycles d’intensité supérieure à 80% de l’effort à rup-
ture théorique, le pilotage était effectué en déplacement afin de pouvoir réaliser des
cycles incluant le plateau plastique. Pour chaque type de ferraillage, deux charge-
ments différents ont été appliqués aux poutres.
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2.3.2 Chargement L1

Le chargement L1 vise à étudier la dissipation de poutres saines que l’on vient
progressivement endommager. Il est composé de plusieurs blocs de cycles. Le pre-
mier bloc génère un niveau d’endommagement limité. Puis, les blocs suivants créent
des niveaux d’endommagements intermédiaires. Enfin les derniers blocs créent de
fort niveau d’endommagement. Chaque bloc est divisé en 5 cycles : le cycle #1
crée le niveau d’endommagement souhaité, les cycles #2, #3 et #4 sont d’intensité
croissante, respectivement 1

3
, 2

3
et 3

3
du chargement nominal du bloc concerné, et

permettent d’étudier les phénomènes hystérétiques se produisant dans la poutre. Le
rôle du cycle #5 est de stabiliser le comportement de la structure. La figure 3.11
présente les cinq cycles d’un bloc. λb représente le facteur de charge maximum d’un
bloc et λ le facteur de charge. Le chargement L1 est présenté sur la figure 3.10 et le
tableau 3.6.

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5 5.5

x 10
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0
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1
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Figure 3.10: Descriptif du chargement L1.

Bloc A B C D E F G
PHA8 8,4 kN 21 kN 30 kN
PHA10 12 kN 21 kN 30 kN 39 kN 6 mm 8,1 mm 9,3 mm
PHA12 21 kN 33 kN 45 kN 57 kN 8,1 mm 9,3 mm

Tableau 3.6: Intensité des blocs pour les poutres du chargement L1.
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Pseudo temps

λ 
/ λ
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Figure 3.11: Descriptif d’un bloc du chargement L1.

2.3.3 Chargement L2

Le chargement L2 vise à étudier le comportement de structure endommagée.
Il s’effectue donc en deux temps. Un premier bloc de trois cycle crée un niveau
d’endommagement important et stabilise le comportement de la poutre. Puis, plu-
sieurs blocs de 3 cycles sont appliqués, chaque bloc étant d’intensité croissante. Le
chargement L2 est présenté figure 3.12 et tableau 3.7.
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Figure 3.12: Descriptif du chargement L2.
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Poutre Intensité du premier bloc
PHA8 25 kN
PHA10 35 kN
PHA12 50 kN

Tableau 3.7: Intensité des cycles préfissurants pour les poutres du chargement L2.

3 Résultats expérimentaux

3.1 Comportement global des poutres

3.1.1 Influence du ferraillage sur la résistance globale

La figure 3.13 représente les courbes enveloppes de poutres testées. On note
ainsi l’influence du taux de ferraillage sur l’effort à rupture, effort valant environ 30
kN pour les poutres présentant le plus faible taux de ferraillage (0,65 %) jusqu’à
60 kN pour les plus ferraillées (1,51 %). Les poutres ayant des taux de ferraillage
identiques ont des courbes très similaires pour les taux de ferraillages usuels (1,05
% et 1,51 %). La courbe de la poutre PHA8L2 n’est pas présentée puisque aucun
cycle de plasticité n’a été effectué sur cette poutre à cause de sa rupture préalable.
On peut conclure de cette analyse que l’historique de chargement n’a pas d’influence
sur l’effort maximum ni sur la capacité des poutres. Cela permet en premier lieu de
vérifier la validité globale d’une modélisation numérique.
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Figure 3.13: Courbes enveloppes des différentes poutres.
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3.1.2 Courbes effort-déplacement

Le tableau 3.8 présente les courbes effort-déplacement de chacune des six poutres.
Les poutres PHA8 ont été les premières testées. Il est à noter que la poutre PHA8L2
a atteint sa limite en capacité lors d’un cycle à 35 kN piloté en effort. Pour cette
raison seuls les cycles précédents seront présentés ici. Chaque poutre présente un
comportement quasi symétrique en fonction du sens de chargement. D’après les
résultats expérimentaux trois phénomènes contribuent à dissiper de l’énergie. Il
s’agit de la fissuration du béton, de la plastification des aciers et de l’interface acier
béton. Durant les premiers cycles, une diminution de la raideur apparâıt. Elle se
produit progressivement pour le cas de charge L1. Pour le cas L2, cette diminution
se produit essentiellement durant le premier bloc de cycle, la raideur restant ensuite
quasiment constante pour tous les cycles d’intensités inférieures. La rigidité recom-
mence à décrôıtre lorsque les blocs suivants sont appliqués. Cette perte de raideur
est due à la fissuration du béton. Pour les cycles d’intensités supérieures à celle
du bloc préfissurant, les deux poutres présentent un comportement identique. Enfin
lors des derniers cycles, les plateaux plastiques apparaissent. Ils correspondent à la
plastification des aciers. Chaque poutre présente un effet de pincement important
correspondant à une perte importante de raideur lorsque le déplacement change de
sens. Un résultat obtenu grâce à la CIN est présenté sur la figure 3.14. Il est à noter
que pour des sollicitations proches de 0 kN, les fissures sont ouvertes sur les deux
côtés de la poutre. Cela peut se traduire à l’échelle de la structure par une rigidité
de la poutre proche de zéro (tangente horizontale). Le même type d’observations
peut être réalisé sur chaque poutre. Ceci peut expliquer le pincement observé pour
les cycles présentant de hauts niveaux de sollicitations.

Figure 3.14: Déformation horizontale de la poutre PHA10L1 pour un effort nul
durant le bloc E.
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Tableau 3.8: Courbes efforts-déplacements des six poutres.
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3.2 Étude de l’amortissement

Afin de quantifier l’énergie dissipée relative aux phénomènes hystérétiques et à
la fissuration, l’amortissement de la structure a été calculé sous la forme du taux
d’amortissement visqueux équivalent présenté dans la section 4.1.2 du chapitre 2.
L’ensemble des valeurs d’amortissement visqueux équivalent obtenu est présenté en
annexe A. Le tableau 3.9 présente l’évolution du taux d’amortissement visqueux
équivalent en fonction de l’effort pour chaque poutre et chaque chargement.

3.2.1 Chargement 1

Pour le chargement L1, seule les cycles #2, #3 et #5 sont représentés. En effet,
le cycle #1 crée l’endommagement, et par définition, aucun taux d’amortissement
visqueux équivalent ne peut être calculé pour un tel cycle. Le cycle #4 n’est pas
considéré car il ne présente pas un comportement stabilisé. Dans le cas des poutres
PHA10 et PHA12, l’évolution du taux d’amortissement visqueux équivalent présente
des tendances similaires. Il y a une diminution de ce taux durant les quatre premiers
blocs. Il a été déterminé dans la section 3.1.2 que l’énergie dissipée relative à ces
cycles dépendait de la fissuration du béton étant donné que l’acier ne plastifie pas.
Enfin, le taux d’amortissement visqueux équivalent croit durant les deux derniers
blocs, lors desquels la part de la dissipation due à la plastification des aciers devient
majoritaire. Dans le cas de la poutre PHA8, aucune décroissance du taux d’amor-
tissement visqueux équivalent n’est observable entre les deux premiers blocs. Il est
à noter que le comportement de la poutre durant le premier bloc de chargement est
quasi élastique. Cela explique les très faibles valeurs du taux d’amortissement vis-
queux équivalent. L’augmentation entre le deuxième et le troisième bloc correspond
à l’apparition de la plastification des aciers. Il est aussi intéressant d’étudier le com-
portement de chaque bloc de cycle. Deux comportements différents apparaissent clai-
rement. Pour les premier, deuxième et troisième blocs (sauf pour la poutre PHA8),
le taux d’amortissement visqueux équivalent décroit tandis que l’effort augmente.
Puis, pour les blocs suivants, le taux d’amortissement visqueux équivalent devient
progressivement proportionnel à l’effort.

3.2.2 Chargement 2

Pour le chargement L2, seul le dernier cycle de chaque bloc est représenté. Les
autres cycles ayant pour but de stabiliser le comportement des poutres BA ils ne
sont pas considérés. Les blocs ayant un effort maximum supérieur à celui du bloc #1
ne sont pas considérés puisqu’il a été défini section 3.1.2 que le bloc #1 n’influait
pas sur ces cycles. Les trois poutres présentent des comportements analogues. Le
taux d’amortissement visqueux équivalent du bloc #2 est largement supérieur à
celui du bloc #1. Puis, le taux d’amortissement visqueux équivalent décroit jusqu’à
atteindre, lors du dernier bloc, une valeur égale à environ deux tiers de celle du bloc
#1. Cette décroissance peut s’expliquer par l’usure des lèvres de fissures.
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Trois phénomènes influençant le taux d’amortissement visqueux équivalent ont été
déterminés. Il s’agit de la fissuration du béton, de l’usure des lèvres de fissures et
de la plastification de l’acier. De plus il est important de noter l’influence du niveau
de sollicitation sur le taux d’amortissement visqueux équivalent pour un niveau
d’endommagement donné. Enfin il est à noter que pour un pourcentage d’effort
donné l’endommagement sera plus important si la poutre est faiblement ferraillée.
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Tableau 3.9: Évolution du taux d’amortissement visqueux équivalent pour les six
poutres.
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3.3 Étude de la fissuration

3.3.1 Présentation des faciès de fissuration à la fin des essais

Le tableau 3.10 montre l’influence du taux de ferraillage sur le faciès de fissuration
à la fin des essais. Ces figures présentent une cartographie de la fissuration. Aucune
conclusion sur la largeur des fissures ne peuvent être tirées de ces résultats. Plus la
poutre est ferraillée plus les aciers longitudinaux reprennent une partie importante
des efforts appliqués aux poutres ce qui a pour effet de répartir les contraintes sur
une zone plus large et donc de provoquer de la multi-fissuration. Il est également
important de noter la différence d’orientation des fissures. Les poutres peu ferraillées
présentent des fissures verticales peu nombreuses. Plus le taux de ferraillage aug-
mente, plus les fissures deviennent nombreuses. Plus ces fissures sont éloignées du
milieu de la poutre plus elles sont diagonales à cause du cisaillement. Il est à no-
ter que les deux fissures diagonales qui apparaissent près des appuis sur la poutre
PHA12L2 sont en dehors de la ROI de la CIN.

L1 L2

PHA8

PHA10

PHA12

Tableau 3.10: Faciès de fissuration à la fin des essais des six poutres.

3.3.2 Étude de l’état de fissuration

Une photographie a été prise à chaque pic en déplacement de chaque cycle de
chaque poutre testée. De plus pour certains cycles de fort niveau (supérieur à 80% de
l’effort maximum) une photographie était prise toutes les 10 secondes, soit environ
vingt images pic à pic afin de regarder l’évolution de la fissuration au cours d’un
cycle. La mâchoire d’application des efforts masque une partie de la ROI et on ne
peut donc pas suivre l’évolution des fissures à ce niveau. Les fissures apparaissant
généralement au niveau des cadres, ces derniers ont été placés de manière à éviter
l’apparition de fissures dans cette zone. Dans cette section nous allons visualiser
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l’évolution des champs de déformation horizontale des poutres. Les zones grises et
blanches visibles sur les bords de certaines images représentent des zones où la
corrélation d’images n’a pas donné de résultats.

3.3.2.1 État de fissuration des différentes poutres

PHA8L1 : Quatre fissures sont présentes sur cette poutre, comme nous pouvons
le voir dans le tableau 3.11, et cela quel que soit le sens de la sollicitation. Ces fissures
sont verticales et apparaissent à intervalles réguliers. Une étude de la poutre après
l’essai a permis de confirmer que les fissures apparaissaient bien au niveau des cadres,
comme on peut le voir figure 3.15. Des problèmes sont apparus lors du cycle suivant
(limite en déplacement atteinte),qui ont coupé la prise de vue. Nous ne disposons
donc pas d’information fiable pour le cycle à 30 kN.

Figure 3.15: Influence des cadres sur la fissuration.

PHA8L2 : On retrouve bien dans le tableau 3.12 les quatre fissures présentes
sur la poutre précédente. Cependant, la fissure la plus à gauche sur le cycle +25
kN est diagonale. Lors du cycle à 30 kN, d’autres fissures ont tendance à devenir
diagonales et ce quel que soit le sens de la sollicitation.

PHA10L1 : les résultats de la corrélation d’images, présentés dans le tableau
3.13, sont de qualité inférieure à ceux des autres essais à cause d’un mouchetis moins
performant. On identifie quand même bien quatre fissures verticales, et cela quel que
soit le niveau de sollicitation.

PHA10L2 : le tableau 3.14 montre qu’un grand nombre de fissures apparâıt
lors du premier cycle à 50 kN . Ces fissures se ré-ouvriront lors des cycles suivants,
d’intensité inférieure, mais sans se propager davantage. Les faciès des deux cycles à
50 kN sont assez proches malgré des historiques de chargements différents, la seconde
photo correspondant au 34e cycle subi par la poutre. Enfin, il est à noter que plus
l’intensité augmente, plus les fissures deviennent obliques.

PHA12L1 : on observe dans le tableau 3.15, que lors des niveaux de chargement,
inférieur à 45 kN, quatre fissures verticales sont visibles. Ces fissures deviennent
diagonales et se rejoignent à mesure que le niveau de sollicitation augmente.
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PHA12L2 : d’après le tableau 3.16, quatre fissures sont visibles à tous les
niveaux de chargement. Comme pour les autres poutres, elles ont tendance à devenir
obliques et à coalescer quand le niveau de chargement augmente.

Flèche positive Flèche négative

-0.01

0.00

0.01

Déformation

longitudinale 

±21 kN

Tableau 3.11: Cartographie de la fissuration - poutre PHA8L1.

Flèche positive Flèche négative

-0.01

0.00

0.01

Déformation

longitudinale 

±25 kN

±30 kN

Tableau 3.12: Cartographie de la fissuration - poutre PHA8L2.
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Flèche positive Flèche négative

-0.01

0.00

0.01

Déformation

longitudinale 

±25 kN

±30 kN

Tableau 3.13: Cartographie de la fissuration - poutre PHA10L1.

Flèche positive Flèche négative

-0.01

0.00

0.01

Déformation

longitudinale 

±50 kN

±35 kN

±50 kN

±8 mm

Tableau 3.14: Cartographie de la fissuration - poutre PHA10L2.
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Flèche positive Flèche négative

-0.01

0.00

0.01

Déformation

longitudinale 

±21 kN

±33 kN

±45 kN

±57 kN

±8,1 mm

Tableau 3.15: Cartographie de la fissuration - poutre PHA12L1.

Flèche positive Flèche négative

-0.01

0.00

0.01

Déformation

longitudinale 

±50 kN

±8 mm

Tableau 3.16: Cartographie de la fissuration - poutre PHA12L2.
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3.3.2.2 Bilan

L’étude de l’évolution de la fissuration au cours des essais pour les différentes
poutres permet d’établir des tendances similaires entre les poutres. Tout d’abord ont
observe sur toutes les poutres que les fissures principales sont situées au niveau des
cadres. Ceci est en accord avec les résultats obtenu lors des projets de l’Agence Na-
tionale de la Recherche (ANR) Comportement et Évaluation des Ouvrages Spéciaux
Fissuration Retrait (CEOS.fr) et Mâıtrise durablE de la Fissuration des InfraSTruc-
tures en bétOn (MEFISTO) [ECN05, 2005], [Richard et al., 2010], [Sellier et al.,
2013]. Toutes les fissures se créent avec une propagation verticales. Plus l’intensité
des cycles augmente plus des fissures apparaissent loin du milieu de la poutres. Ces
fissures sont diagonales à cause du cissaillement. Ceci s’explique par la présences des
acier qui reprennent une partie des efforts et modifie les contraintes dans le béton et
limite le développement de la fissure centrale que l’on observe sur les HA8. Enfin il
est à noter que les faciès de fissuration sont assez comparables suivant les deux sens
de chargement.

3.4 Étude de l’endommagement structural

La corrélation d’image effectuée lors des essais permet un découpage de la ROI
en un tableau de taille 54 x 227 éléments. Chaque élément est défini par sa posi-
tion (m,n) suivant l’axe horizontal U et vertical V. A chaque élément est associé
une déformation horizontale εU(m,n) et verticale εV (m,n), ainsi qu’un déplacement
horizontal u(m,n) et vertical v(m,n). A partir des résultats obtenus, l’aire fissurée
a pu être calculée pour chaque extremum de chaque cycle de chaque poutre. La
figure 3.16 illustre le type de résultat obtenu. A partir de ces résultats, une aire
totale fissurée a été calculée, avec l’hypothèse que dans chaque élément la fissure est
soit droite soit incliné à π

4
rad., à l’aide de l’algorithme 1. Dans lequel Umacro est

le déplacement à partir duquel on considère qu’il y a une macro-fissure, Upointe est
le déplacement à partir duquel on considère avoir atteint la pointe de la fissure et
h est la taille d’un élément. Ori(m,n) représente l’orientation de la fissure. Am est
l’aire de la macro fissure traitée et Atot l’aire fissurée de la ROI. Le choix de Umacro
est important puisqu’il conditionnera le nombre de fissures traitées. il est d’ailleurs
encore sujet à débat dans la littérature [Tahenni, 2006], cependant on considère
généralement une fissure comme étant ouverte si elle est visible à l’oeil nu, ce qui
correspond à une ouverture de l’ordre du dixième de millimètre [Neville, 2000]. C’est
pourquoi dans cette étude Umacro vaut 0,1 mm. Avec cette valeur, un nombre de fis-
sures conforme à celui observé dans la section 3.3 a été détecté. Upointe vaut 0,4
µm, ce qui correspond à la précision de la CIN. Le choix de cette valeur est moins
discriminant puisque les aires proches de la pointe des fissures sont très faibles. La
détection des macro fissures se fait à partir du deuxième élément afin d’éviter les
effets de bord. La méthode de corrélation d’image revient à étudier le déplacement
d’un point de la ROI entre l’image de référence et l’image corrélée. Les points situés
près des bords sortent parfois de la ROI, ce qui empêche la résolution numérique.
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Détection du sens de chargement;
Pour chaque élément de la deuxième ligne du tableau faire

Si u(m, 2) > Umacro alors
il y a une macro fissure;
Am = u(m, 2)h;
j = 2;
Tant que u(m, 2) > upointe, la pointe de fissure n’est pas atteinte faire

Recherche de l’orientation de la fissure;
Ori(m, j) = max(u(m− 1, n+ 1), u(m,n+ 1), u(m+ 1, n+ 1));
Si Ori(m, j) = um−1,j+1 alors

La fissure est diagonale et va vers la gauche;

Am = Am + u(m−1,n+1)
cos(π

4
)

h+ v(m−1,n+1)
cos(π

4
)

h;

finsi
Si Ori(m,n) = u(m,n+ 1) alors

La fissure est verticale;
Ai = Am + u(m,n+ 1)h;

finsi
Si Ori(m, j) = u(m+ 1, n+ 1) alors

La fissure est diagonale et va vers la droite;
Am = Ai + u(m,n+ 1)h;

finsi
n = n+ 1;

fintantque

finsi

finpour

Atot =
227∑
m=1

Am;

Algorithme 1: Calcul de l’aire fissurée

Une comparaison avec l’aire de la zone d’étude a permis de déterminer un indice
d’endommagement correspondant au pourcentage d’aire fissurée. Ce type d’étude a
été réalisé pour différents niveaux de chargement des six poutres. L’étude portant
sur la fissuration du béton aucun cycle d’intensité supérieure à 80% de l’effort à rup-
ture n’a été traité. Ceci a permis d’établir un indice d’endommagement structural
caractérisé par une relation entre le pourcentage d’effort maximum et le pourcen-
tage d’aire fissurée pour chaque poutre et chaque chargement. Les résultats obtenus
sont présentés dans le tableau 3.17. L’analyse de ces courbes montre que moins la
poutre sera ferraillée, plus l’aire fissurée sera importante pour un pourcentage d’ef-
fort maximum donné. La deuxième conclusion qui ressort de ces courbes est que
les poutres du chargement L1 présentent toutes une aire fissurée très supérieure à
celle du chargement L2. Le premier cycle fissurant créant un réseau de fissure qui
n’évolue que peu ensuite semble réduire la taille totale d’aire fissurée pour un ni-
veau d’endommagement donné. Les allures des courbes sont similaires pour les deux
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sens de chargement. Cependant, on note des aires fissurées environ deux fois plus
importantes dans le sens 1. Ce sens était le premier appliqué pour chaque cycle de
chaque poutre.
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Figure 3.16: Exemple de cartographie obtenu avec la correlation d’image :
déplacement horizontal - poutre PHA10L2 - 40 kN - sens 1.
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Tableau 3.17: Évolution de l’endommagement des six poutres.
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4 Conclusions

Dans la section 2, nous avons défini une campagne expérimentale. L’objectif
de cette campagne était d’enrichir la base de données expérimentales relatives à la
dissipation d’énergie dans des éléments de structure en béton armé soumis à un char-
gement de flexion. L’étude de l’état de l’art présenté dans la section 4.1.2 du chapitre
2 a montré la pertinence de réaliser une campagne d’essais quasi-statiques de flexion
trois points. Plus particulièrement, cette étude a identifié un manque de données
expérimentales concernant la dissipation d’énergie dans des éléments de structure en
béton armé pré-endommagés. La connaissance de la dissipation d’énergie d’éléments
pré-fissurés étant d’une importance majeure, notre choix s’est porté sur une com-
paraison entre le comportement d’éléments de structure sains et pré-endommagés.
En effet lors d’un séisme la structure va s’endommager dès le début de la phase
forte puis continuera à être sollicitée par des accélérations d’intensités variantes.
Ces connaissances sont également d’une importance si l’on considère l’éventualité
de réplique ou de séisme ultérieur. De plus, les travaux de [Salzmann, 2002] ayant
montré la dépendance de l’amortissement au taux de ferraillage longitudinal nous
avons décidé d’étudier également ce phénomène. C’est pourquoi la campagne d’es-
sais a été constituée de six poutres présentant trois taux de renforcement longitu-
dinaux différents (0,67%, 1,05% et 1,51%) et deux chargements distincts (avec ou
sans pré-fissuration). Afin d’étudier les mécanismes locaux générant la dissipation
d’énergie au sein du béton, des techniques de mesure de champs de déplacement et
de déformation par corrélation d’images ont été réalisées.
L’analyse des résultats de cette campagne permet de tirer plusieurs conclusions.
D’abord les résultats montrent l’influence du taux de ferraillage sur le faciès de fis-
suration, ce qui est conforme aux résultats présents dans la littérature. Les poutres
peu ferraillées présentant une fissuration très localisée, les poutres plus fortement
ferraillées présentant une fissuration plus diffuse. De plus on constate que le taux
d’amortissement visqueux équivalent dépend du taux de ferraillage. Plus la poutre
est ferraillée plus le taux d’amortissement est bas. Ce qui est conforme avec les
résultats de l’étude de l’aire fissuré qui montrent que pour un endommagement
donné, plus la poutre est ferraillée plus le taux d’amortissement est bas. Il est
également important de noter l’influence de l’historique de chargement sur l’amortis-
sement. En effet, les poutres ayant subi des cycles de pré-fissuration présentent des
taux d’amortissement plus faible que les autres poutres, ce qui peut s’expliquer par
une usure des lèvres de fissures dûe aux cycles de pré-fissuration. De plus cette étude
a montré l’influence du niveau de sollicitation sur le taux d’amortissement visqueux
équivalent pour un niveau d’endommagement donné. Enfin l’analyse des champs de
déplacement permet de conclure que l’aire fissurée est supérieure sur un élément de
structure faiblement ferraillé, que sur un élément plus fortement renforcé, et ce, quel
que soit le type de chargement. L’ensemble de ces conclusions est synthétisé dans le
tableau 3.18.
Fort de ces conclusions, l’étude va à présent porter sur la manière de modéliser de

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques



Conclusions 89

manière physique, l’amortissement dû à la fissuration du béton dans ce type d’essais.
En particulier, sur la manière de modéliser, au sein des lois de comportement, la
dissipation dûe aux effets hystérétiques.
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Réflexion sur les schémas
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1 Introduction

La campagne expérimentale explicitée dans le chapitre 3 a permis de quantifier
les dissipations d’énergie se produisant dans les éléments de structure en béton
armé de type poutre soumis à un chargement quasi statique de flexion. L’intérêt de
cette étude va maintenant se porter sur la façon de modéliser leur comportement
afin d’obtenir des résultats pertinents non seulement à l’égard du comportement
global de l’élément de structure mais également en termes de dissipation. Pour cela,
il est nécessaire de déterminer des lois de comportement permettant de modéliser
correctement les phénomènes dissipatifs Nous nous intéresserons en particulier à
la détermination d’une loi de comportement appropriée pour le béton. L’étude des
mécanismes générant de l’amortissement dans le béton réalisée dans la section 4.1.1
du chapitre 2 a montré qu’il était nécessaire de prendre en compte de nombreux
mécanismes tels que le comportement post pic adoucissant en traction [Terrien,
1980], l’effet unilateral [Yankelevsky et Reinhardt, 1989] ou le comportement ductile
adoucissant en compression [Kupfer et al., 1969]. Il est de plus ressorti de cette étude
qu’une attention particulière devait être portée au schéma hystérétique [Nouialletas
et al., 2011], [Vassaux et al., 2013]. Il est encore aujourd’hui difficile de déterminer
un schéma hystérétique adapté à la modélisation des dissipations. L’objectif de ce
chapitre est de modéliser de manière physique la part de l’amortissement généré par
le frottement interne [Crambuer et al., 2013]. C’est pourquoi, dans ce chapitre, nous
nous intéresserons à comparer les résultats obtenus à l’aide de schémas hystérétiques
différents afin de déterminer le plus adapté.

Pour atteindre cet objectif, ce chapitre est divisé en quatre parties. En pre-
mier lieu, les choix de modélisation seront présentés et justifiés. En second lieu, les
différentes lois de comportement béton seront présentées. Ces modèles présentent un
comportement proche mais diffèrent fortement au niveau de leurs schémas hystéré-
tiques. Ces lois de comportement seront alors calibrées à l’aide des essais matériaux
réalisés lors de la campagne expérimentale et présentés dans la section 2.1.3 du
chapitre 3. En troisième lieu, des comparaisons sont effectuées entre les résultats
expérimentaux et les différentes modélisations. Ces comparaisons s’intéresseront à
trois paramètres. Tout d’abord, les relations efforts/déplacements à mi-travée afin
d’étudier la capacité des différents modèles à représenter le comportement global de
la structure. Puis, les dissipations d’énergies et les taux d’amortissement visqueux
équivalent des différents modèles afin de déterminer s’ils sont capables de modéliser
les dissipations d’énergies de manière réaliste. En dernier lieu, une campagne d’es-
sais numériques de laché sera présentée. Le but de cette étude est de valider sur
des simulations dynamiques les conclusions apportées par les études quasi statiques
et ainsi de montrer que la prise en compte des dissipations au niveau des lois de
comportement permet de s’affranchir, au moins en partie, de la part de l’amortisse-
ment forfaitaire global lié aux sources internes. Pour ce faire, les résultats obtenus
à l’aide des différents modèles seront comparés à ceux obtenus à l’aide d’une loi
de comportement linéaire couplée à une matrice d’amortissement global forfaitaire
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classique de Rayleigh. Deux types de résultats seront étudiés. D’une part, l’évolution
de l’effort au cours du temps et, d’autre part, les spectres de déplacements, ainsi il
sera possible comparer les modèles en fonction de l’amplitude et de la décroissance
des déplacements ainsi que de leurs fréquences. Pour finir, un bilan de l’influence du
schéma hystérétique sur la capacité des modèle à prendre en compte l’amortissement
de manière physique est présenté.

2 Description de la modélisation

2.1 Discrétisation éléments finis

2.1.1 Discrétisation spatiale

L’étude du benchmark SMART 2008 réalisée dans le chapitre 2 a montré qu’une
modélisation se servant des éléments multifibres permettait l’utilisation de lois de
comportement fines tout en limitant les temps de calcul. De plus, il a été montré que
ce type de modélisation est particulièrement adapté à la modélisation d’éléments en
flexion. C’est pourquoi les modélisations réalisées dans ce chapitre sont constituées
d’éléments multifibres de Timoshenko. Pour des raisons de symétrie, seulement la
moitié de la poutre a été discrétisée. Le maillage éléments finis est présenté sur
la figure 4.1. Il est à noter que le maillage n’est constitué que d’un élément dans
l’épaisseur. Ce choix est justifié par le fait que cette étude ne s’intéresse pas au
comportement hors plan. Le maillage est constitué de 12 éléments poutre. Chaque
section transversale de poutre est discrétisée en 8 éléments béton à 4 nœuds et 4
éléments acier à 1 nœud.

Figure 4.1: Maillage multifibres d’une demi poutre.

2.1.2 Conditions aux limites

Expérimentalement les poutres étaient glissées dans des appuis bi rotulés. Ceci
revenait à des liaisons de type appui simple aux deux extrémités de la poutre et dans
les deux sens de chargements. Dans une représentation mulitifibre ceci revient à blo-
quer les déplacements du point situé à l’extrémité de la poutre. Seul une demi poutre
étant modélisée, des blocages étaient appliqués au noeud situé à l’autre extrémité de
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la poutre afin de respecter les conditions de symétrie, comme on peut le voir sur la
figure 4.2. Les déplacements hors plans quant à eux, étaient bloqués en chaque point
de la poutre. L’intégralité des chargements se faisaient en imposant un déplacement
aux noeud situé à mi-travée.

Figure 4.2: Schématisation des conditions limites - Chargement positif.

2.2 Lois de comportement béton

2.2.1 Motivation

Afin d’étudier l’influence, à l’échelle de l’élément de structure, de la prise en
compte des effets hystérétiques locaux, plusieurs lois de comportement ont été
étudiées. La première, classique, est issue des travaux de La Borderie et al [La Bor-
derie et al., 1994] et peut être considérée comme une loi de référence étant donnée
son utilisation dans un grand nombre de travaux. Cependant, il est reconnu que
cette loi ne prend pas en compte les effets hystérétiques et, ainsi, il est intéressant
de comparer les résultats obtenus à l’aide de ce modèle à ceux obtenus à l’aide de
modèles plus fins prenant en compte ces phénomènes. Par la suite, ce modèle sera
appelé modèle � La Borderie �. Les deuxième et troisième lois constitutives ont été
développées dans les récents travaux de Richard et Ragueneau [Richard et Rague-
neau, 2013]. Ces deux modèles prennent en compte l’effet unilatéral par le biais de
critères unilatéraux différents. Dans le cas du second modèle, le critère gérant l’effet
unilatéral est exprimé en terme de contrainte, alors que dans le cadre du troisième
modèle, ce critère est exprimé en déformation. La principale différence résultant
de ces deux hypothèses est la taille des boucles d’hystérèses, donc leurs capacités
respectives à dissiper de l’énergie lors de cycle de charge/décharge, et ainsi à contri-
buer à l’amortissement structural. Par la suite, les deuxième et troisième lois de
comportement seront appelées modèle � Richard 1 � et modèle � Richard 2 �.

2.2.2 Modèle La Borderie

2.2.2.1 Descriptif du modèle

Ce modèle est formulé dans le cadre de la mécanique de l’endommagement iso-
trope. Il est fondé sur les observations de Hermann et Kestin [Hermann et Kes-
tin, 1988]. La dégradation du béton est due à la formation de micro-fissures et de
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micro-vides, ces micro-défauts provoquant une perte de raideur et des déformations
résiduelles. Dans cette loi, ces deux phénomènes sont couplés et décrits par le biais
de l’endommagement. Cependant, deux variables d’endommagement isotropes dis-
tinctes sont définies pour la traction et la compression. Cette séparation permet de
prendre en compte l’effet unilateral en s’assurant de l’indépendance entre les raideurs
en traction et en compression. Grâce à ces hypothèses, trois phénomènes peuvent
être pris en compte : la perte de raideur, la reprise de raideur et les déformations
permanentes tant en traction qu’en compression. La figure 4.3 présente le compor-
tement du modèle à l’échelle du point de Gauss.
Ce modèle d’endommagement isotrope est formulé dans un cadre thermodynamique.

−5 −4 −3 −2 −1 0 1

x 10
−3

−3.5

−3

−2.5

−2

−1.5

−1

−0.5

0

0.5
x 10

7

Déformation

Rupture

Figure 4.3: Modèle [La Borderie et al., 1994] - relation uniaxiale contrainte/défor-
mation.

Son potentiel thermodynamique a été présenté dans la section 3.2.6 du chapitre 4.
Nous nous intéressons à la version 1D de ce modèle. Son potentiel d’état permet de
définir les lois d’états suivantes :

ε =
∂χ

∂σ
=

< σ >+

E0 (1−D1)
+

< σ >−
E0 (1−D2)

+
β1D1

E0 (1−D1)
f ′(σ) +

β2D2

E0 (1−D2)
(4.1)
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Zi =
∂Gi(zi)

∂zi
= +

[
Y0i +

1

Ai

(
−zi

1 + zi

)1/Bi
]

(i = 1, 2) (4.2)

Y1 =
∂χ

∂D1

=
σ >+< σ >+

2E0(1−D1)2
+

β1f(σ)

E0(1−D1)2
(4.3)

Y2 =
∂χ

∂D2

=
σ >−< σ >−
2E0(1−D2)2

+
β2σ

E0(1−D2)2
(4.4)

avec i = 1 pour la traction, i = 2 pour la compression, ε la déformation, Zi les
variables associées aux variables d’états d’écrouissage zi et Yi les variables associées
aux endommagements Di. A1, Bi et Y0i des paramètres à identifier. On note ici que
le comportement en traction et en compression peut être séparé en deux contri-
butions indépendantes eu égard aux parties positive et négative des contraintes.
Il est à noter que la variable d’endommagement D1 n’influe pas sur le comporte-
ment en compression et réciproquement. On peut également noter qu’en raison de
considérations thermodynamiques, les variables d’endommagement ne peuvent pas
être activées lors du déchargement [La Borderie et al., 1994]. C’est pourquoi il ne
peut y avoir qu’un déchargement linéaire et, par conséquent, il n’est pas possible de
prendre en compte des boucles d’hystérèses. Les fonctions seuil fi sont définies par :

fi = Yi − (Zi + Y0i) (4.5)

avec Y0i un seuil initial qui doit être dépassé pour que l’endommagement s’active.
Les lois d’évolution des variables d’endommagement sont alors définies par :

D1 = 1− 1

1+[A1(Yi−Y01)]B1
si Y1 > Z1 avec Z1 = max(Y1, Y01)

D2 = 1− 1

1+[A2(Yi−Y02)]B2
si Y2 > Z2 avec Z1 = max(Y2, Y02)

(4.6)

La fonction de refermeture de fissure f(σ) quant à elle est définie par :
si σ ≥ 0 f(σ) = σ f ′(σ) = 1

si 0 > σ > σf f(σ) = σ
(

1 + σ
σf

)
f ′(σ) = 1 + σ

σf

si σ ≤ −σf f(σ) =
−σf

2
f ′(σ) = 0

(4.7)

2.2.3 Modèle Richard

2.2.3.1 Descriptif du modèle

La loi constitutive est exprimée pour des applications sismiques dans le cadre
de la mécanique de l’endommagement continu et isotrope et de la plasticité. Elle
est basée sur les observations de Mazars et al [Mazars et al., 1990]. En traction,
les matériaux quasi-fragiles présentent une localisation de la fissuration, alors qu’en
compression la fissuration est diffuse. C’est pourquoi l’endommagement est utilisé
en traction et la plasticité en compression. L’utilisation de la plasticité en compres-
sion est une pratique courante dans le domaine de la mécanique des sols quand il
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s’agit de décrire des non linéarités et des déformations permanentes [Matsuoka et al.,
1999]. Si l’on considère le signe de la contrainte de Cauchy le comportement en trac-
tion et en compression peuvent être séparé en deux parties distinctes. Sachant que
les phénomènes hystérétiques sont dûs à des fissures localisées, ce mécanisme est
considéré en traction, ce qui permet de prendre en compte de manière réaliste non
seulement les boucles d’hystérèses mais aussi les déformations permanentes en trac-
tion. L’effet unilatéral est également pris en compte par le biais d’une fonction de
refermeture de fissure qui assure la continuité de la relation déformation/contrainte
durant le chargement à la manière de La Borderie. Fort de ces choix, il est pertinent
de dire que cette loi de comportement représente finement les phénomènes se pro-
duisant en traction (fragilité, boucles d’hystérèses et déformations permanentes) et
de manière globale le comportement en compression(non-linéarités et déformations
permanentes). La figure 4.4 présente le comportement du modèle à l’échelle du point
de Gauss.
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e 
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a) Rupture

Figure 4.4: Modèle [Richard et Ragueneau, 2013] - relation contrainte/déformation.

Ce modèle d’endommagement isotrope est formulé dans un cadre thermody-
namique. Son potentiel thermodynamique a été présenté dans la section 3.2.6 du
chapitre 4. Cette loi constitutive présente des propriétés intéressantes telles que la
prise en compte des boucles d’hystérèse et des déformations permanentes. L’effet
unilatéral est pris en compte par le biais de la fonction de refermeture qui assure
la continuité de la relation déformation/contrainte durant le chargement mais aussi
la reprise totale de la raideur lors du passage en compression. Les différentes lois
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d’états peuvent alors être définies par :

σ =
∂ψ

∂ε
= (1− d)E (ε− εp) + dE (ε− ηεπ − εp) (4.8)

σπ =
∂ψ

∂επ
= ηdE (ε− ηεπ − εp) (4.9)

Y =
∂ψ

∂d
=

1

2
(ε− εp)E (ε− εp)− (ε− ηεπ − εp)E (ε− ηεπ − εp) (4.10)

Z =
∂ψ

∂z
=
dH(z)

dz
(4.11)

X =
∂ψ

∂α
= γα (4.12)

ς =
∂ψ

∂η
= dεπE (ε− ηεπ − εp) (4.13)

avec σ la contrainte, σπ la contrainte relative au glissement interne, Y la variable
associée au taux d’énergie dissipé par l’endommagement, Z la variable associée à
l’écrouissage isotrope, X la contrainte de rappel associée à l’écrouissage cinématique
et enfin ς la variable associée à la fonction de refermeture de fissure. Si l’on s’intéresse
à présent à l’évolution de l’endommagement, il est à noter que la variable d’endom-
magement est couplée à l’écrouissage isotrope. La surface seuil associée fd est alors
définie par :

fd = Y − (Y0 + Z) ≥ 0 (4.14)

avec Y la part du taux d’énergie dissipée par l’endommagement et Y0 un seuil initial.
Afin de réaliser des simulations numériques, il est nécessaire de définir une fonction
de consolidation. Ici, la fonction choisie est définie [Richard et al., 2010] par :

H(z) =
1

Ad
(−z + ln(1 + z)) (4.15)

où Ad est un paramètre matériau à identifier. Ce dernier contrôle la fragilité de la
partie adoucissante de la relation contrainte /déformation en traction. On peut à
présent définir l’endommagement d et l’écrouissage isotrope z par :

d = 1− 1

1 + Ad(Y − Y0)
(4.16)

z = −1 +
1

1 + Ad(Y − Y0)
(4.17)

Le taux d’énergie Y est défini par :

Y =
1

2
< ε− εp >+ E < ε− εp >+ (4.18)
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où < . >+ correspond à la part positive de ( . ). Si l’on s’intéresse au glisse-
ment interne et à l’écrouissage cinématique qui pilote les boucles d’hystérèses, il est
nécessaire de définir une surface seuil associée fπ :

fπ = |σπ −X|H(σ) ≤ 0 (4.19)

avec H la fonction d’Heaviside tel que H(x) = 0 si x < 0 et H(x) = 1 si x ≥ 0
pour tout x ∈ R. Les effets hystérétiques n’étant pas linéaires, il est nécessaire de
prendre en compte leur non linéarité. Un pseudo potentiel de dissipation doit alors
être introduit [Armstrong et al., 1966] :

φπ = |σπ −X|+ a

2
X2 (4.20)

Il est de même nécessaire de définir une surface seuil relative à la plasticité et à
l’écrouissage cinématique fp définie par :

fp = σH(σf − σ)− (R + fc) ≥ 0 (4.21)

avec fc un seuil initial. On peut remarquer dans l’expression des contraintes que
la plasticité ne peut s’activer qu’en compression. La fonction de consolidation R(p)
permet de décrire le comportement adoucissant en compression. elle est définie par :

R(p) = (arp+ fc)e
−brp − fc + σf (4.22)

Comme mentionné en section 2.2.1, cette loi a été déclinée en deux versions. La
différence entre ces deux versions vient du schéma d’hystérèse et de la manière de
prendre en compte l’effet unilatéral.

2.2.3.2 Richard 1

Dans le modèle Richard 1 l’effet unilatéral est relié aux contraintes. Cette hy-
pothèse suppose qu’aucune évolution non linéaire des variables internes de glissement
ne peut avoir lieu lorsque la contrainte devient négatives. En particulier, aucune
boucle hystérétique ne peut apparaitre pour des contraintes négative. Il faut noter
ici que dans le cas de déformations importantes, la contrainte est proche de zero à
cause des effets de l’endommagement (diminution de la raideur élastique), et donc,
de fait, l’aire des boucles d’hystérèse sera très faible. Les travaux de [La Borderie
et al., 1992] ont montré que le choix de la fonction de refermeture de fissure ici per-
met de décrire une refermeture progressive des fissures. La fonction de refermeture
est considérée afin d’annuler progressivement les déformations permanentes créées
en traction lors de la décharge. Cette fonction évolue entre 1 (fissures ouvertes) et
0 (fissures fermées). Afin de limiter le temps de calcul, une fonction linéaire est
supposée. La fonction considérée est celle définie par [La Borderie et al., 1992] et
présentée avec le modèle précédent.
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2.2.3.3 Richard 2

Dans le modèle Richard 2, l’effet unilatéral est relié aux déformations. En d’autres
termes, dès que la déformation devient négative, aucune variable interne de glisse-
ment ne peut être activée. Mais contrairement au modèle précédent, des boucles
d’hystérèses peuvent apparaitre lorsque la contrainte est négative. La principale
différence de cette version par rapport à la première apparait pour les fort niveaux
de déformations. En effet, même lorsque les déformations sont importantes, et donc
que les contraintes sont quasi nulles, des boucles d’hystérèses apparaitront lors de la
décharge tant que la déformation ne sera pas égale à zero. Les boucles seront donc
de tailles supérieures à celle obtenues avec l’autre version. Dans cette version il n’y
a pas de fonction permettant une refermeture progressive des contraintes puisque le
critère de refermeture est exprimé en déformation. Ainsi on a simplement :{

si ε > 0 η = 1 les fissures sont ouvertes
si ε ≤ 0 η = 0 les fissures sont fermées

(4.23)

2.2.4 Identification des paramètres matériaux

Pour les différentes lois de comportement, le module d’Young du béton, son co-
efficient de poisson et la résistance en compression ont été déterminés à partir des
résultats expérimentaux des test réalisés conformément à la norme NF EN 12390-
3 [AFNOR, 2006]. La résistance en traction quant à elle a été obtenue à partir
d’essais de fendages (NF EN 12390-6) [AFNOR, 2006]. Les paramètres relatifs aux
lois d’évolution et les paramètres correspondant ont été déterminés à partir des
résultats de la réponse déformation/contrainte en traction et compression. Pour
le modèle � Richard �, des paramètres complémentaires relatifs aux phénomènes
hystérétiques doivent être déterminés en traction. En raison de la difficulté de trou-
ver dans la littérature des résultats expérimentaux d’essais de traction cyclique, des
valeurs nominales ont été choisies [Richard et Ragueneau, 2013]. Ils ont été adaptés
en fonction des résultats de la campagne expérimentale réalisée. Les paramètres
matériaux relatifs aux modèles � La Borderie � et � Richard � sont présentés respec-
tivement dans les tableaux 4.1 et 4.2. Afin d’illustrer les différences entre les modèles
� La Borderie �, � Richard 1 � et � Richard 2 �, les courbes contrainte/déformation
au point de Gauss en traction des différents modèles sont présentées sur la figure 4.5.
Des boucles hystérétiques ont été simulées. On peut constater que ces boucles sont
de tailles supérieures dans le modèle � Richard 2 � que dans le modèle � Richard
1 �, et qu’aucune boucle ne se produit avec le modèle � La Borderie �.
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Symbole Paramètre Valeur Unité
E Module d’Young 28.109 Pa
ν Coefficient de Poisson 0,2 -
YS1 Seuil en énergie pour la traction 120 Pa
YS2 Seuil en énergie pour la compression 1800 Pa
A1 Paramètre pour la traction 50.102 Pa
B1 Paramètre pour la traction 1, 1.10−5 -
A2 Paramètre pour la compression 11 MPa−1

B2 Paramètre pour la compression 1, 1.106 -
β1 Paramètre relatif à l’anélasticité en traction 0, 5.106 Pa
β2 Paramètre relatif à l’anélasticité en compression −4.106 Pa
σf Contrainte de refermeture 3.106 Pa

Tableau 4.1: Paramètres du modèle � La Borderie �.

Symbole Paramètre Richard 1 Richard 2 Unité
E Module d’Young 28.109 28.109 Pa
ν Coefficient de Poisson 0,2 0,2 -

b
Seuil d’activation de

82,82 82,82 J.m−3

l’endommagement
R0 Coefficient de fragilité 9, 0.10−3 10, 0.10−3 J−1.m3

σy
Module d’écrouissage

3, 0.109 2, 0.109 Pa
cinématique 1

σu
Module d’écrouissage

8, 0.10−6 1, 0.10−6 Pa
cinématique 2

εy Contrainte de refermeture 3, 0.106 2, 0.106 Pa
εu Effort de compression −10, 0.106 −10, 0.106 Pa

A1
Module d’écrouissage

4, 0.1010 4, 0.1010 Pa
plastique 1

A2
Module d’écrouissage

600 600 Pa
plastique 2

Tableau 4.2: Paramètres des modèles � Richard 1 et 2 �.
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(a) Modèle ”La Borderie”
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(b) Modèle ”Richard 1”
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(c) Modèle ”Richard 2”

Figure 4.5: Courbes contraintes/déformations pour les modèles béton.

2.3 Loi de comportement Acier

2.3.1 Modèle Menegotto - Pinto

2.3.1.1 Descriptif du modèle

Les barres d’acier sont modélisées à l’aide de la célèbre loi constitutive Menegotto-
Pinto [Menegotto et Pinto, 1973] et amélioré par Filippou [Filippou et al., 1983]. Ce
modèle est classiquement utilisé pour modéliser le comportement des aciers de ren-
forcement. Il prend en compte les écrouissages isotrope et cinématique non linéaires.
Ce modèle fut modifié par [Monti et Nuti, 1992] qui a traité le cas du flambement.
Ce modèle prend ainsi en compte tout les phénomènes caractéristique des aciers de
renforcement. Il est important de distinguer le comportement monotone et cyclique
de ce modèle. La figure 4.6 donne la relation entre la contrainte et la déformation de
l’acier pour un chargement monotone. Ce comportement se divise en trois phases :
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élasticité linéaire, plateau plastique et écrouissage. La décharge sera linéaire si elle
s’amorce dans la phase linéaire. Par contre si elle démarre dans la zone plastique,
elle s’effectuera selon la relation de Giuffré, c’est à dire une phase linéaire puis une
décharge non linéaire comme on peut le voir dans la figure 4.6.

σsy 

εsy εh 

εsy 

3 

σ

 

ε

Décharge linéaire

Décharge non linéaire (Giuffré)

εmax

Figure 4.6: Comportement monotone de l’acier - modèle [Menegotto et Pinto,
1973].

La décharge non linéaire est activée quand |εmax − ε| > 1
3
εsy, avec εsy et εmax

respectivement les déformations seuil d’élasticité et maximale atteinte.

Au niveau de l’acier les déformations permanentes et l’effet Bauschinger doivent
être pris en compte [Choteau et al., 2005].

Si l’on s’intéresse à présent au comportement cyclique, le comportement pic à
pic peut être décrit par une courbe analytique représenté dans la figure 4.7 et définie
par l’équation :

σ∗ = bε∗

 1− b(
1 + (ε∗)R

) 1
R

 ε∗ (4.24)

avec :

σ∗ =
σc − σr
σ0 − σr

;
εc − εr
ε0 − εr

; R = R0 −
a1ς

a2 + ς
(4.25)

où b est le rapport entre la pente d’écrouissage et la pente d’élasticité (b = Eh
E0

). R
est un paramètre qui permet de définir la forme de la transition de la courbe. Cette
branche de la courbe traduit l’effet Bauschinger. Le paramètre ς est un paramètre
relatif aux déformations. Les paramètres R0, a1 et a2 sont des constantes sans unités
qui dépendent des propriétés mécaniques de l’acier. Une campagne expérimentale
de [Menegotto et Pinto, 1973] a permis de définir des valeurs nominales : R0 = 20,
a1 = 18, 5 et a2 = 0, 15.
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Figure 4.7: Comportement de l’acier sous chargement cyclique d’après [Guedes
et al., 1994] - modèle [Menegotto et Pinto, 1973].

Symbole Paramètre Valeur Unité
E Module d’Young 210.109 Pa
ν Coefficient de Poisson 0,2 -
b Taux de la contrainte d’écrouissage 0,000877 -
R0 Coefficient R0 20 -
σy Contrainte de plasticité 560.106 Pa
σu Contrainte ultime 682.106 Pa
εy Déformation de début d’écrouissage 0,0029715 -
εu Déformation ultime 0,534 -

A1 Écrouissage isotrope 1 18,5 -

A2 Écrouissage isotrope 2 0,15 -

A6 Écrouissage isotrope 3 620 -

C Écrouissage isotrope 4 0,5 -

A Écrouissage isotrope 5 0,006 -
Ald Rapport de longueur entre deux cadres et la barre 5 -

Tableau 4.3: Paramètres du modèle Menegotto-Pinto.

2.3.1.2 Identification des paramètres matériaux

Les paramètres matériaux relatifs au modèle Menegotto-Pinto utilisés lors de
cette campagne sont présentés dans le tableau 4.3. Le module d’Young de l’acier,
son coefficient de poisson et les résistances en compression et en traction ont été
obtenues à partir d’essais réalisés pendant la campagne expérimentale et dont les
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résultats ont été présentés dans le chapitre précédent(tableau 3.5). Pour les autres
paramètres des valeurs classique déterminées par [Menegotto et Pinto, 1973] ont été
utilisées. Afin d’illustrer le comportement en traction de cette loi, une modélisation
au niveau du point de Gauss a été réalisée. Les résultats sont présentés sur la figure
4.8.
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Figure 4.8: Courbe contraintes/déformations pour le modèle Menegotto-Pinto.

3 Résultats numériques

3.1 Comportement global

Les modèles numériques présentés dans la section précédente ont été utilisés
pour simuler les essais de flexion trois points alternée présentés dans le chapitre 3.
Les trois lois de comportement ont été utilisées afin d’évaluer l’influence du schéma
d’hystérèse sur un élément de structure. Les courbes efforts/déplacements à mi-
travée sont présentées dans les tableaux 4.4 à 4.6 pour les cycles non plastifiant,
et 4.7 à 4.8 pour les cycles plastifiants. Comme souhaité, les résultats numériques
sont raisonnablement proches de ceux obtenus expérimentalement. Il est à noter que
la raideur initiale est bien décrite et que les efforts maximum atteints sont globa-
lement satisfaisants. Cependant, on observe que les différentes modélisations sont
globalement plus raides que les résultats expérimentaux ce qui peut provenir de jeu
au niveau des conditions aux limites. De plus, on note que les valeurs maximales
expérimentales diffèrent selon le sens de chargement. Ces écarts proviennent pro-
bablement de la position des aciers longitudinaux placés en position haute lors du
coulage. Leurs hauteurs peuvent varier de quelques millimètres par rapport à la
hauteur souhaitée, provoquant ainsi une variation des efforts à rupture de quelques
pourcent. Ces écarts n’étant pas pris en compte numériquement, les efforts à rup-
ture sont identiques dans les deux sens de chargement pour les différentes poutres.
Enfin, il est à noter qu’aucun des trois modèles numériques n’est capable de prendre
en compte le phénomène de pincement qui apparait lors des derniers cycles. Ceci
est certainement dû à la discrétisation multifibres dans laquelle les sections restent
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planes, le cisaillement n’est pas pris en compte et l’interface acier béton est supposée
parfaite.
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Tableau 4.4: Courbes efforts/déplacements - Cycles initiaux avant la plastification
des aciers - Poutres PHA8.
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Tableau 4.5: Courbes efforts/déplacements - Cycles initiaux avant la plastification
des aciers - Poutres PHA10.
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Tableau 4.6: Courbes efforts/déplacements - Cycles initiaux avant la plastification
des aciers - Poutres PHA12.
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Tableau 4.7: Courbes efforts/déplacements - Cycles de plasticité - Poutres PHA10.
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Tableau 4.8: Courbes efforts/déplacements - Cycles de plasticité -Poutres PHA12.
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Il est également intéressant de regarder l’évolution de l’endommagement au
cours du chargement. La figure 4.9 permet de voir l’évolution de l’endommagement
des bords inférieurs et supérieurs pour les différents blocs de la poutre PHA10L1
modélisée avec le modèle Richard 2. On observe une augmentation de la zone en-
dommagée avec l’augmentation du niveau d’effort, ce qui génère la perte progressive
de raideur. De même, on note bien la quasi symétrie de la réponse, des conclusions
analogues peuvent être faites pour les autres modèles et poutres.
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Figure 4.9: Endommagement des bords supérieurs et inférieurs - Poutre PHA101L1
- Modèle Richard 2.

3.2 Énergie dissipée cumulée

Afin d’évaluer la capacité de chaque modèle à dissiper de l’énergie lors de char-
gement cyclique, l’énergie dissipée cumulée par chaque modèle a été calculée et
comparée à celle dissipée expérimentalement pour chaque poutre. Le calcul a été
fait à l’aide de l’équation :

ED =

∫ tf

t0

fu̇dt (4.26)

avec ED l’énergie dissipé, t0 et tf les instant de début et de fin du signal f l’ef-
fort et u le déplacement à mi travée. Cette formule donne l’énergie dissipée pour
chaque cycle. Elle donne accès à l’énergie dissipée par l’endommagement et les
phénomènes hystérétiques. Les résultats obtenus pour les cycles précédant le plateau
plastique sont présentés dans le tableau 4.9. Contrairement aux résultats présentés
précédemment, des écarts importants entre les différents modèles apparaissent ici.
Dans le cadre du chargement L1, les trois modèles donnent des allures de courbes
assez pertinentes bien que les énergies dissipées soit trop faibles. On note cependant
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que le modèle La Borderie donne les résultats les plus satisfaisants pour les poutres
PHA8L1 et PHA10L1. Pour la poutre PHA12L1, ce modèle est assez pertinent pour
les premiers cycles puis surestime fortement l’énergie dissipée. Ceci semble corres-
pondre à une apparition prématurée de la plasticité. Dans le cadre du chargement
L2 seul les cycles entre les cycles de préchargement et le plateau plastique sont
présentés ici. Le modèle � Richard 2 � se distingue clairement. En effet, ce modèle
est le seul à dissiper de manière réaliste, l’énergie pour les cycles suivant les cycles
de préfissuration. Les deux autres modèles ne dissipent aucune énergie jusqu’aux
cycles de fort niveau où la plasticité apparait.
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Tableau 4.9: Énergie dissipée - Cycles sans plasticité.
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3.3 Amortissement

Afin d’évaluer plus précisément l’influence du schéma d’hystérèse sur l’amortisse-
ment les résultats expérimentaux et numériques ont été comparés en terme de taux
d’amortissement visqueux équivalent, d’après la méthodologie présentée dans le cha-
pitre 2 section 4.1.2. Les résultats sont présentés dans le tableau 4.10. Les résultats
expérimentaux affichent un taux d’amortissement visqueux équivalent d’au moins 1
% pour chaque cycle. Le modèle � La Borderie � n’est pas capable d’amortir lors de
la plupart des cycles d’intensités inférieures à 60% de l’effort maximum. Le modèle
� Richard 2 � présente les meilleurs résultats pour les poutres ayant subi le char-
gement L1. Dans le cas du chargement L2, le modèle � Richard 1 � présente des
résultats assez proches de ceux obtenus à l’aide du modèle � La Borderie �. C’est
le modèle � Richard 2 � qui obtient les meilleurs résultats. Ceci n’a rien de surpre-
nant sachant que ce modèle est celui qui est capable de dissiper le plus d’énergie
au niveau local par le biais des phénomènes hystérétiques. Dans le cas des toutes
petites sollicitations, les dissipations obtenues expérimentalement sont significative-
ment supérieures à celles obtenues numériquement. Ces écarts peuvent provenir de
jeux au niveau des appuis bi-rotulés ou de phénomènes de compression aux abords
de la mâchoire d’application des efforts. L’étude du taux d’amortissement visqueux
équivalent a montré de manière très claire l’influence du schéma d’hystérèse sur la
capacité d’un modèle à dissiper de l’énergie. Ces résultats sont d’une grande im-
portance puisqu’ils permettent de comprendre la capacité des modèles à décrire les
phénomènes d’amortissement de manière physique. De plus, à partir de ces résultats,
il est possible de conclure que le modèle � Richard 2 � est correctement calibré car
il fournit une description pertinente de la relation effort/déplacement à mi-travée,
mais également de l’énergie dissipée par le biais de phénomènes hystérétiques.
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Tableau 4.10: Évolution du taux d’amortissement visqueux équivalent pour les six
poutres.
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3.4 Bilan

Trois modélisations de la campagne expérimentale ont été présentées. La différence
entre ces trois modélisations provient du type de schéma hystérétique pris en compte
dans la loi de comportement du béton. Le premier modèle intitulé � La Borderie � ne
présente pas de boucle hystérétique. Le second modèle inclus une loi de comporte-
ment où la fonction de refermeture de fissure est pilotée en contrainte, il s’intitule
”Richard 1”. Enfin, dans le dernier modèle, la refermeture est basée sur un critère en
déformation, il s’intitule � Richard 2 �. Ces trois modèles sont capables de modéliser
correctement le comportement global des différentes poutres. Les résultats en termes
de relation effort/déplacement se révèlent proches entre les trois modèles. Cepen-
dant si l’on s’intéresse à la capacité des différents modèle à dissiper de l’énergie des
différences importantes apparaissent. Le modèle � La Borderie � dissipe une énergie
pertinente pour le chargement 1 mais n’est pas capable de dissiper de l’énergie lors
du deuxième chargement, le modèle � Richard 1 � présente des résultats analogues.
Seul le modèle � Richard 2 � présente une énergie dissipée réaliste bien qu’un peu
faible pour les deux chargements. Enfin on note que le modèle � La Borderie � se
révèle incapable de générer la part de taux d’amortissement visqueux équivalent
correspondant à la fissuration du béton. Le modèle � Richard 1 � arrive assez bien à
représenter le taux d’amortissement visqueux équivalent dans le cas du chargement
1 uniquement. Le modèle ”Richard 2” quant à lui modélise de manière pertinente
l’amortissement des différentes poutres tant que les mécanismes dissipatifs liés à la
plastification des aciers ne deviennent pas prépondérants.

4 Vers une diminution de l’amortissement global

forfaitaire

4.1 Objectifs des essais numériques

L’étude présentée dans cette section porte sur la capacité des différentes lois
constitutives à générer de l’amortissement sans l’ajout d’une matrice d’amortis-
sement visqueux. Pour atteindre cette objectif, une campagne d’essais de lâché
numériques a été réalisée en utilisant les paramètres matériaux identifiés dans le
paragraphe 2.2. Le chargement est présenté sur la figure 4.10. L’effort maximum
appliqué à mi travée correspond à environ 80 % de l’effort à rupture. Il est appliqué
en 0, 1s puis la poutre est relâchée soudainement [Desmorat et al., 2007]. La poutre
béton armé testée comporte des barres de renforcement longitudinales de type HA10,
soit un taux de renforcement de 1 %. Les résultats obtenus à l’aide des autres types
de poutres ayant été conformes à ceux présentés ici, ils ne seront pas présentés dans
un soucis de concision. Il a été identifié dans le chapitre 3 paragraphe 3.2 que le
taux d’amortissement visqueux équivalent correspondant à la dissipation d’énergie
induite par les phénomènes hystérétiques se produisant dans le béton est d’envi-
ron 2 %. C’est pourquoi un modèle de référence basé sur une loi de comportement
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élastique pour le béton et l’acier a été définie. L’amortissement est modélisé par une
approche classique de type Rayleigh. Supposant un amortissement critique de 2 %
pour les deux premiers modes de vibration, les paramètres d’amortissement α et β
ont été calculés et utilisés afin d’obtenir la matrice d’amortissement de Rayleigh.
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Figure 4.10: Évolution du chargement des essais de laché.

4.2 Étude temporelle

Les résultats numériques obtenus lors des essais numériques de lâché à l’aide du
modèle de référence ont été comparés à ceux obtenus par les modèles � La Bor-
derie � et ”Richard 2”. Il est à noter que dans le cadre de ces deux modèles, la
contribution de la matrice d’amortissement est nulle. Le chargement est contrôlé
en effort. L’effort maximum est de 40 kN, et est appliqué à mi-travée. Les courbes
déplacements/temps sont présentées sur la figure 4.11. Dans le cas du modèle � La
Borderie �, il apparait clairement que les oscillations de la poutre BA ne peuvent
s’amortir qu’en présence d’une matrice d’amortissement visqueux conséquente. Ceci
est principalement dû à la non prise en compte des phénomènes hystérétiques par
la loi de comportement. Au contraire, dans le cas du modèle � Richard 2 �, le ni-
veau d’amortissement obtenu est équivalent à celui obtenu à l’aide du modèle de
référence.

4.3 Étude fréquentielle

Si l’on s’intéresse à présent à la réponse fréquentielle obtenue lors des essais de
laché et présenté sur la figure 4.11, on constate que la fréquence du pic pour les
différents modèles est proche de la fréquence propre du système linéaire équivalent
(82, 9 Hz). On observe également qu’elle est plus faible avec les modèles non linéaires
qu’avec le modèle linéaire équivalent. Ceci provient d’une chute de fréquence due à
l’endommagement. Si l’on s’intéresse à l’amplitude du signal, on retrouve bien ici
une surestimation très importante des déplacements avec le modèle � La Borderie �.
Dans le cas du modèle � Richard 2 �, l’amplitude est comparable à celle obtenue
avec le modèle linéaire.
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(b) modèle ”Richard 2”

Figure 4.11: Poutre PHA10 - Courbes déplacements/temps - Effort initial ap-
pliqué : 40 kN.
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(b) Modèle ”Richard 2”

Figure 4.12: Poutre PHA10 - Spectre de déplacement - Effort initial appliqué : 40
kN.

4.4 Bilan

Cette étude montre qu’il est possible, dans le cas d’élément de structure de
type poutre en flexion de représenter les phénomènes générant l’amortissement de
manière physique dès lors que l’on utilise une loi constitutive capable de représenter
de manière pertinente les différentes sources de dissipation. On peut alors constater
que, de cette façon, il est possible de réduire grandement la contribution de la
matrice d’amortissement visqueux. On voit bien ici qu’une prise en compte des
effets hystérétiques permet de s’affranchir d’une matrice d’amortissement visqueux
pour modéliser les dissipations internes liées au béton dans le cas d’éléments de
structure de type poutre en flexion. Des travaux restent à réaliser pour étudier le
comportement de ce type d’éléments soumis à du cisaillement voire un chargement
mixte de flexion cisaillement.
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5 Conclusions

Une étude numérique a été présentée. Un modèle mi local/mi global a été
développé sur la base de différentes lois de comportement béton développées lors
de travaux antérieurs [La Borderie et al., 1994], [Richard et Ragueneau, 2013]. La
première loi constitutive ne prend pas en compte les effets hystérétiques, contraire-
ment aux deuxième et troisième lois. Il a été montré que les énergies dissipées du fait
de phénomènes hystérétiques étaient supérieures en utilisant la troisième loi plutôt
que la deuxième. Grâce à ces trois lois constitutives, une étude de sensibilité a été
menée, amenant à trois types de résultats : (i) étude sur le comportement global
ainsi (ii) qu’en terme d’énergie dissipée et (iii) de taux d’amortissement visqueux
équivalent. L’ensemble de ces comparaisons est synthétisé dans le tableau 4.11. La
conclusion de cette étude est que les trois lois sont capables de représenter le com-
portement global de la structure, mais seule la troisième est capable de représenter
de manière réaliste les dissipations d’énergie et l’amortissement résultant, et ce pour
les deux types de chargement. Ce résultat est de première importance puisqu’il pro-
pose une méthode permettant de prendre en compte de manière réaliste les effets
hystérétiques mais également l’effet unilatéral. Considérant les caractéristiques de
cette loi constitutive, on remarque que la refermeture de fissure doit être contrôlée
en déformation, ce qui veut dire que la reprise de raideur peut être activée même
lorsque la contrainte de Cauchy (ou un indicateur correspondant) devient négative.
Afin d’atteindre l’objectif de cette étude, une campagne numérique d’essais de lâché
a été réalisée afin d’étudier la possibilité de s’affranchir de l’utilisation d’une ma-
trice d’amortissement visqueux pour représenter les dissipations d’énergies internes
au béton tout en prenant en compte l’amortissement. Les résultats numériques ob-
tenus semblent indiquer, comme on le voit dans le tableau 4.11, que l’utilisation
d’une loi constitutive fine à l’échelle du matériau permet de réduire de manière
drastique la contribution de la matrice d’amortissement visqueux. De ce fait, il n’est
plus nécessaire d’utiliser de dissipation visqueuse.Ainsi, cette étude semble mon-
trer que la prises en compte, à l’échelle du matériau, par les lois constitutives, des
principales sources de dissipations permet une meilleure maitrise de la dissipation
pouvait être obtenue. Cependant, il est important de garder en mémoire que ce
type de modélisation peut se révéler couteuse en temps de calcul, et qu’elle doit
avant tout être utilisée pour comprendre les phénomènes et permettre de calibrer
des modélisations simplifiées.

Afin de réaliser des études probabilistes, il est nécessaire de disposer d’outils de
modélisations moins couteux en temps de calcul. L’étude va à présent se porter sur
le développement d’un modèle simplifié. Ce modèle sera faiblement dissipatif mais
fera évoluer l’amortissement de la structure de manière réaliste. Pour cela il sera
identifié à partir du modèle qui vient d’être présenté.
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1 Introduction
L’étude réalisée dans le chapitre précédent a permis l’identification d’un modèle

multifibre capable de représenter de manière réaliste le comportement global et
l’amortissement d’éléments de structures en béton soumis à de la flexion, du moins
jusqu’au plateau plastique. Cependant, si l’on souhaite réaliser des études de vul-
nérabilité dans le contexte d’études probabilistes, ce modèle se révèle trop cou-
teux en termes de temps de calcul. Il est donc nécessaire de développer une autre
modélisation moins couteuse en temps de calcul mais pertinente en termes de dépla-
cement global et d’énergie dissipée. La difficulté repose ici sur la manière de prendre
en compte l’amortissement hystérétique. La campagne expérimentale présentée dans
le chapitre 3 a permis de montrer que l’amortissement hystérétique dû à la fissura-
tion du béton dépendait de trois paramètres principaux : (i) l’état de fissuration, (ii)
l’intensité du chargement et (iii) l’usure des lèvres de fissures. L’objectif de l’étude
présentée dans ce chapitre est de développer une modélisation simplifiée qui actualise
l’amortissement en fonction de l’évolution de ces trois paramètres. Ces actualisations
reposent sur le principe de l’équivalence en énergie dissipée entre le modèle simplifié
et le modèle de référence identifié dans le chapitre précédent.

Pour atteindre cet objectif, quatre axes sont développés dans ce chapitre. Le premier
consiste à développer une modélisation fondée sur un oscillateur à 1 degrés de liberté.
Cette modélisation allie une loi de comportement qui ne dissipe aucune énergie lors
de cycle de charge/décharge à une actualisation de l’amortissement. Trois actuali-
sations différentes sont développées afin de déterminer la plus pertinente. Chacune
d’entre elles actualise l’amortissement en fonction de l’endommagement de la struc-
ture. Cependant, si l’une ne fait évoluer le taux d’amortissement qu’en fonction de
ce paramètre, une autre prend également en compte l’influence de l’usure des lèvres
de fissures sur l’amortissement. La dernière prend également en compte l’influence
de l’intensité des sollicitations sur l’amortissement. Une fois les différentes actualisa-
tions définies, leur implantation est présentée. En particulier, le schéma d’intégration
temporelle est exposé en insistant sur la prise en compte de l’amortissement. Le
deuxième axe traité ici présente une campagne d’essais numériques ayant permis
de calibrer les relations actualisant l’amortissement en fonction de l’endommage-
ment de la structure d’une part et de l’intensité de la sollicitation d’autre part. Le
troisième axe décrit une campagne d’essais sismiques sur un poteau en béton armé
soumis à un chargement sismique unidirectionnel. Cette campagne est constituée
d’essais mettant en jeux des signaux sismique dont le PGA variant de 0, 05 g à
0, 9 g. Les résultats expérimentaux sont comparés à ceux obtenus à l’aide d’une
modélisation élément fini réalisée avec le modèle de référence. Ainsi il est possible
de calibrer le modèle simplifié à l’aide du modèle de référence. Enfin, les résultats de
la modélisation de cette campagne obtenus avec les différentes actualisations sont
présentés, les comparaisons se faisant en termes de déplacement, d’accélération et de
fréquence. Ceci permet de valider ces modélisations. La performance des différentes
simulations est évaluée afin de déterminer la plus pertinente.
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2 Formulation et implantation

2.1 Motivations

L’objectif de ce chapitre est de définir une modélisation simple, peu couteuse
en temps de calcul et donnant des résultat analogue à ceux obtenus avec le modèle
Richard 2 présenté dans le chapitre précédent. Pour cela cette modélisation est basée
sur la méthode présentée dans la figure 5.1. Le modèle doit représenter le comporte-
ment d’un élément de structure en béton armé soumis à de la flexion et assimilable
à un oscillateur à 1 degrès de liberté. Il doit représenter correctement le comporte-
ment monotone (courbe effort/déplacement trilinéaire) et le comportement cyclique
(symétrie du comportement). Cependant, afin de conserver un modèle simple, il
ne doit pas prendre en compte les boucles d’hystérèses et les déformations perma-
nentes. Une formulation basée sur la thermodynamique des processus irréversibles
est présentée dans la section suivante.

Le modèle ne prenant pas en compte les boucles d’hystérèses il ne dissipe pas
d’énergie lors de cycles de charge/décharge. Il est donc nécessaire de dissiper de
l’énergie par le biais du taux d’amortissement visqueux ξ. La question qui apparait
alors est de savoir quelle quantité d’énergie doit être dissipée ainsi. Il a été montré
dans le chapitre 4 que le modèle Richard 2 dissipait une quantité d’énergie réaliste.
Il est donc possible de comparer l’énergie dissipée par le modèle développé ici et
le modèle Richard 2. L’écart sera alors comblé par le biais d’un amortissement vis-
queux. Cette équivalence énergétique sera mise en place lors d’essais de laché. Pour
ce type de chargement, le modèle simplifié ne dissipe aucune énergie de manière
intrinsèque et se comporte comme un modèle linéaire, ce qui facilitera la mise en
place de l’équivalence énergétique, détaillée dans la section 2.3.2.

2.2 Formulation du modèle

2.2.1 Mécanismes et variables d’état

Dans le but de construire un potentiel thermodynamique permettant la détermi-
nation de lois d’états satisfaisantes, un bilan des mécanismes dissipatifs à prendre en
compte doit être effectué. Lors de déplacements de très faibles amplitudes, la struc-
ture est régie par les lois d’élasticité linéaire (première pente de la courbe tri linéaire).
Ensuite, dès que le déplacement dépasse un certain seuil critique, les différentes non-
linéarités font leur apparition. Le premier mécanisme non linéaire mis en jeu est la
fissuration. Ce mécanisme est à l’origine de la détérioration progressive de la raideur
de l’élément de structure (deuxième pente de la courbe trilinéaire). La théorie de
l’endommagement est adaptée pour prendre en compte ce phénomène. Le second
mécanisme est la plastification des aciers (troisième pente de la courbe trilinéaire).
Il sera également intégré à cette loi d’évolution.
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Il est important de considérer également d’autres aspects. Tout d’abord, le béton
armé possède un comportement symétrique en flexion. Lorsqu’un poteau est solli-
cité en flexion il présentera une face tendue et une face comprimée. Le béton ayant
pour sa part un comportement asymètrique, on considère classiquement que les non
linéarités vont être mises en jeu uniquement du côté tendu. L’effet unilatéral et le
comportement asymétrique du béton entre traction et compression permettent de
supposer que la face comprimée reste toujours dans le domaine élastique. S’agissant
de deux familles de fissures différentes, deux variables scalaires d’endommagement
D+ et D− seront considérées suivant le sens de chargement. Un écrouissage iso-
trope sera également considéré pour l’endommagement. L’ensemble des variables
sont présentées dans le tableau 5.1.

Mécanisme Variable observable Variable interne
Déplacement U

Endommagement D+, D−
Écrouissage isotrope du béton z+, z−

Tableau 5.1: Variables internes du modèle.

2.2.2 Potentiel d’état

Dans le but de clarifier la démarche de construction du potentiel, chaque étape
est présentée en détail. L’énergie libre d’Helmoltz est retenue comme potentiel d’état.
Celui ci est alors une fonction des variables flux du système. Il vient alors :

Ψ = Ψ (U,D+, D−, z+, z−) (5.1)

Si l’on ne considère que le mécanisme d’élasticité linéaire, l’énergie libre prend la
forme :

Ψ =
1

2
K < U >2

+ +
1

2
K < U >2

− (5.2)

où K est la raideur élastique initiale de l’élément de structure considéré. < . >+

and < . >− sont les crochets de Macaulay relatifs correspondant respectivement aux
parties positives et négatives de (.). La prise en compte de l’endommagement peut
alors s’effectuer de la manière suivante :

Ψ =
1

2
(1−D+)K < U >2

+ +
1

2
(1−D−)K < U >2

− (5.3)

La continuité du potentiel à U = 0 est alors assurée malgré l’utilisation de deux
variables D+ et D−. Afin de terminer la construction du potentiel d’état, il faut
prendre en compte l’énergie élastique bloquée par écrouissage isotrope. Pour cela, on
introduit des fonctions de consolidation H+ et H− judicieusement choisies. L’énergie
libre prend finalement la forme suivante :

Ψ =
1

2
(1−D+)K < U >2

+ +
1

2
(1−D−)K < U >2

− +H+(z+) +H−(z−) (5.4)
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L’énergie libre ainsi formulée contient l’ensemble des mécanismes dissipatifs consi-
dérés. Il respecte les conditions d’admissibilités en étant assez régulier et nul à
l’origine. Les lois d’état peuvent alors être formulées en respectant la condition
déduite des deux principes thermodynamiques, à savoir la positivité de la dissipation
volumique intrinsèque.

2.2.3 Lois d’état

En régime isotherme statique ou quasi-statique, l’inéquation de Clausius-Duheim-
Truesdell prend la forme suivante :

D = FU̇ − Ψ̇ ≥ 0 (5.5)

Si l’on développe l’équation 5.5 on obtient :

D = (F − ∂Ψ

∂U
)U̇ −


∂Ψ
∂D+
∂Ψ
∂D−
∂Ψ
∂z+
∂Ψ
∂z−


t

Ḋ+

Ḋ−
ż+

ż−

 ≥ 0 (5.6)

La première loi d’état reliant l’effort résultant F et le déplacement U peut être
déduite de l’équation 5.6 :

F =
∂Ψ

∂U
= (1−D+)K < U >+ +(1−D−)K < U >− (5.7)

Ainsi l’équation 5.6 devient :

D = −


∂Ψ
∂D+
∂Ψ
∂D−
∂Ψ
∂z+
∂Ψ
∂z−


t

Ḋ+

Ḋ−
ż+

ż−

 ≥ 0 (5.8)

Le taux de restitution d’énergie relatif à l’amortissement peut alors être défini
comme :

Y+ = − ∂Ψ

∂D+

=
1

2
K < U >2

+ (5.9)

Y− = − ∂Ψ

∂D−
=

1

2
K < U >2

− (5.10)

Enfin, Les forces thermodynamiques relatives à l’écrouissages cinématiques sont
décritent par les équations :

Z+ = − ∂Ψ

∂z+

=
dH+(z+)

dz+

(5.11)
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Z− = − ∂Ψ

∂z−
=
dH−(z−)

dz−
(5.12)

Finalement, la dissipation s’écrit :

D =


Y+

Y−
−Z+

−Z−


t

Ḋ+

Ḋ−
ż+

ż−

 ≥ 0 (5.13)

Les variables flux et leurs duales sont regroupées dans le tableau 5.2.

Sens des Variables Forces Sens des
variables d’état d’état thermodynamique forces thermodynamique
Déplacement U F Effort

Endommagement D+ Y+ Taux de
D+ Y− restitution d’énergie

Écrouissage isotrope z+ Z+ Énergie bloquée
z+ Z+

Tableau 5.2: Variables flux et forces caractérisant l’état thermodynamique du
système considéré.

2.2.4 Endommagement

L’évolution de l’endommagement et de l’écrouissage est supposée associée. Il
existe alors des lois de normalité entre les variations flux et les gradients et certains
seuils, notés f+ et f−, exprimés dans l’espace des variables forces. Ces derniers sont
pris sous la forme de critère en énergie. Leurs expressions sont données par les
équations :

f+(Y+;Z+;Y0) = Y+ − (Z+ + Y0) ≤ 0 (5.14)

f−(Y−;Z−;Y0) = Y− − (Z− + Y0) ≤ 0 (5.15)

Où Y0 est un seuil qui doit être dépassé. Le principe de maximum de dissipation
permet de déduire les lois complémentaires. En prenant en compte l’expression des
critères 5.14 et 5.15, ces lois peuvent s’écrire de la façon suivante :

Ḋ+ = λ̇+
∂f+
∂Y+

= λ̇+

ż+ = λ̇+
∂f+
∂Z+

= −λ̇+

Ḋ− = λ̇−
∂f−
∂Y−

= λ̇−

ż− = λ̇−
∂f−
∂Z−

= −λ̇−

(5.16)
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où λ+ et λ− sont les multiplicateurs de Lagrange associés aux potentiels de dissipa-
tion f 1

i et f 2
i . Il sont déterminés par les conditions d’admissibilité Kuhn-Tucker :

f+ ≤ 0
f− ≤ 0

λ̇+ ≥ 0

λ̇− ≥ 0

f+λ̇+ = 0

f−λ̇− = 0

(5.17)

Il est alors nécessaire de définir les fonctions de consolidation H+ et H− nécessaire
à la définition du mécanisme d’endommagement. Ces fonctions sont définies par les
expressions suivantes :

H+(z+) =


−Y0

(
1−K2

K1

)2

z++1−K2
K1

− Y0z+ si Y+ ∈ [Y0, Y1[

−(
√
Y0(K1−K2)+

√
Y1(K2−K3))

2

K1(−K3+K1z++K1)
− Y1z+ si Y+ ≥ Y1

(5.18)

H−(z−) =


−Y0

(
1−K2

K1

)2

z−+1−K2
K1

− Y0z− si Y− ∈ [Y0, Y1[

−(
√
Y0(K1−K2)+

√
Y1(K2−K3))

2

K1(−K3+K1z−+K1)
− Y1z− si Y− ≥ Y1

(5.19)

où K1, K2 et K3 sont des paramètres matériaux permettant de définir les trois
pentes du modèle. On peut alors calculer les forces thermodynamiques associée à
l’écrouissage isotrope comme étant :

Z+ =


∂H+

∂z+
=

Y01
(

1−K2
K1

)2

(
z++1−K2

K1

)2 − Y0 si Y+ ∈ [Y0, Y1[

∂H+

∂z+
=

(
√
Y0(K1−K2)+

√
Y1(K2−K3))

2

(−K3+K1z++K1)2
− Y1 si Y+ ≥ Y1

(5.20)

Z− =


∂H−
∂z−

=
Y01

(
1−K2

K1

)2

(
z−+1−K2

K1

)2 − Y0 si Y+ ∈ [Y0, Y1[

∂H−
∂z−

=
(
√
Y0(K1−K2)+

√
Y1(K2−K3))

2

(−K3+K1z−+K1)2
− Y1 si Y+ ≥ Y1

(5.21)

Les fonctions de cohérence f+(Y+;Z+;Y0) et f−(Y−;Z−;Y0) permettent alors d’intégrer
les lois d’évolution des variables d’endommagement et d’écrouissage isotrope. On ob-
tient alors : :

D+ =

1−
[√

Y0
Y+

+ K2

K1

(
1−

√
Y0
Y+

)]
if Y+ ∈ [Y0, Y1[

1−
[√

Y0
Y+

+ K2

K1

(√
Y1
Y+
−
√

Y0
Y+

)
+ K3

K1

(
1−

√
Y1
Y+

)]
si Y+ ≥ Y1

(5.22)
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Figure 5.2: Modèle simplifié - Courbe effort/déplacement.

D− =

1−
[√

Y0
Y−

+ K2

K1

(
1−

√
Y0
Y−

)]
si Y− ∈ [Y0, Y1[

1−
[√

Y0
Y−

+ K2

K1

(√
Y1
Y−
−
√

Y0
Y−

)
+ K3

K1

(
1−

√
Y1
Y−

)]
si Y− ≥ Y1

(5.23)
L’endommagement évoluera selon la loi exposée précédemment si f+ ≥ 0 et f− ≥ 0.
La figure 5.2 présente un exemple de courbe effort/déplacement relatif à ce modèle.

2.3 Actualisation de l’amortissement

2.3.1 Expression de l’amortissement

De nombreuses sources contribuent à l’amortissement, il est possible de les clas-
ser en deux catégories. D’une part, les sources externes qui ne modifient pas les
propriétés de la structure et demeurent constantes durant le chargement ; d’autre
part, les sources internes qui proviennent dans notre cas de la fissuration du béton.
Les sources externes génèrent un taux d’amortissement élastique ξelast, la fissuration
du béton génère un taux d’amortissement ξhyst. C’est pourquoi on peut considérer
que le taux d’amortissement, jusqu’à la plastification des aciers, est égal à [Dwairi
et al., 2007], [Smyrou et al., 2011] :

ξ = ξelast + ξhyst (5.24)

L’étude du benchmark de la campagne SMART 2008 réalisée dans le chapitre 2
montre qu’une valeur de 2 % est adaptée pour le terme élastique, ce qui est conforme
aux recommandations de l’ASN [ASN, 2006]. Il est possible de déterminer le taux
d’amortissement ξhyst à injecter au modèle simplifié pour que la dissipation d’énergie
relative à la fissuration du béton soit prise en compte de manière pertinente en res-
pectant une équivalence entre les énergies dissipés des modèles simplifiés et Richard
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2 soit :
Esimpl.
D = ERichard 2

D (5.25)

où ERichard 2
D est l’énergie dissipée par le modèle Richard 2. La valeur du taux d’amor-

tissement ξhyst est choisie pour obtenir cette équivalence. Ainsi, à un niveau de
dommage structurel correspond un taux d’amortissement ξhyst. L’amortissement est
minimal pour une structure saine et maximal lorsque les fissures sont totalement
ouvertes, c’est à dire lorsque le plateau plastique est atteint. Nous définissons le
dommage structurel comme un pourcentage de l’effort à rupture. Un autre choix
aurait été de le définir en fonction du déplacement à rupture. Cependant, nous nous
intéressons ici au comportement de la structure jusqu’au plateau plastique, ce choix
apparait donc moins pertinent.

2.3.2 Résolution exacte

2.3.2.1 Détermination du déplacement

Nous nous intéressons ici à un cycle d’amplitude u0 . La structure présente un
niveau de dommage structurel D, égal pour les deux sens de chargement. Pour ce
problème l’amortissement élastique est supposé nul et ξ est donc égal à ξhyst. Le
problème est donc le suivant :

Sachant : u(0) = u0, D et u̇(0) = u̇0 = 0
Trouver : u(t) ∈]−∞,∞[
Tels que : mü(t) + cu̇(t) + kDu(t) = P0 cos(ωD0 ∀t ∈ [0,∞[

kD = K(1−D)
fext = F0cos(ω

D0t)

(5.26)

L’équation du mouvement de ce système est alors :

u(t) = u0cos(ω
D0t) (5.27)

avec ωD0
0 la pulsation propre définie par ωD0

0 =
√

kD
m

, ξ le taux d’amortissement

critique égal à ξ = c
2
√
kDm

, ici l’amortissement n’est dû qu’a la fissuration du béton,

et ωD0 la pulsation propre amortie qui vaut ωD0 = ωD0
0

√
1− ξ2.

2.3.2.2 Détermination du taux d’amortissement

Le problème qui se pose alors est de déterminer le taux d’amortissement permet-
tant de dissiper une quantité réaliste d’énergie, soit :

Sachant : u0, D , ERichard 2
D et u̇0 = 0

Trouver : ξ ∈]0,∞[
Tels que : u(t) = u0cos(ω

D0t)

Esimpl.
D = ERichard 2

D

Esimpl.
D =

∮
cu̇(t)du

c = 2ξ
√
kDm

(5.28)
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Pour cela, il est nécessaire de calculer l’énergie Esimpl.
D :

Esimpl.
D =

∫ 2π

ωD0

0

cu̇(t)u̇(t)dt (5.29)

On exprime alors la vitesse en fonction des autres grandeurs du problème :

Esimpl.
D = πcωD0u2

0 (5.30)

Si l’on exprime ωD en fonction de ω et c en fonction de ξ on obtient :

Esimpl.
D = 2π

√
kDmξω

D0
0

√
1− ξ2u2

0 (5.31)

On applique alors l’équation 5.31 dans l’équation 5.25 :

ERichard 2
D − 2π

√
kDmξω

D0
0

√
1− ξ2u2

0 = 0 (5.32)

La valeur de ξ nécessaire pour obtenir l’équivalence énergétique est alors obtenue
par une méthode de Newton.

ξ = argmin
(
|ERichard 2

D − 2π
√
kDmξω

D0
0

√
1− ξ2u2

0|
)

(5.33)

Nous avons ainsi déterminé le taux d’amortissement permettant de modéliser
l’énergie dissipée par la fissuration du béton pour un niveau de dommage structurel
donné.

2.3.3 Actualisations de l’amortissement mises en place

Il a été montré dans le chapitre 3 que le taux d’amortissement dû à la fissuration
du béton dépendait de l’endommagement mais également de l’intensité du charge-
ment et de l’usure des lèvres de fissures. Afin d’étudier l’influence de ces paramètres,
trois actualisations ont été développées et seront détaillées dans les paragraphes sui-
vants :

– Sans actualisation : ξhyst = 0 cas de référence,
– Actualisation 1 : ξhyst = ξD l’amortissement hystérétique est fonction du niveau

de dommage structurel,
– Actualisation 2 : ξhyst = ξDΥU l’amortissement hystérétique est fonction du

niveau de dommage structurel et de l’usure des lèvres de fissures,
– Actualisation 3 : ξhyst = ξDΥI l’amortissement hystérétique est fonction du

niveau de dommage structurel et de l’intensité du cycle.

2.3.3.1 Actualisation 1

L’équivalence énergétique présenté dans la section 2.3.2.2 permet d’établir une
relation entre l’endommagement de la structure et l’amortissement et d’en déduire
le taux d’amortissement ξhyst = ξD à appliquer dans le modèle simplifié pour un
niveau de dommage structurel donné.
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2.3.3.2 Actualisation 2

Pour obtenir cette deuxième actualisation, il est nécessaire de définir un pa-
ramètre d’usure. En effet, plus les fissures s’ouvrent et se referment moins elles
dissipent d’énergie. Ce paramètre est cependant dépendant de la fissuration donc
du dommage structurel. C’est pourquoi il est défini comme un ratio ΥU de ξD. ΥU

peut varier entre 1 (fissure nouvellement créée) et 0 (fissure complètement érodée).
Ne pouvant être déterminé à partir du modèle Richard, puisque ce dernier ne prend
pas en compte ce phénomène il a été défini comme étant égal à 1− Ncycle

Nmax
avec Ncycle

le nombre de cycles depuis le dernier cycle endommageant et Nmax un nombre de
cycles maximum dépendant de la structure. La notion de cycle est difficile à définir
lors d’un chargement sismique. Le choix ici est de considérer qu’un cycle débute
quand le déplacement passe de positif à négatif.

2.3.3.3 Actualisation 3

Dans ces travaux, la méthode d’équivalence énergétique permet également de
relier le taux d’amortissement hystérétique à l’intensité du cycle courant. En effet,
pour un niveau de dommage structurel donné, il est possible de réaliser des essais
de laché d’amplitudes différentes. La dissipation maximum est obtenue pour un
laché d’amplitude égale à l’amplitude endommageante. Ceci correspond aux essais
permettant de déterminer ξD. Les essais de laché d’amplitudes inférieures génèrent
une dissipation d’énergie moindre, ce qui correspond à un taux d’amortissement plus
faible. Ce dernier peut être défini comme un pourcentage ΥI de ξD. ΥI peut varier
entre 0 (cycle d’intensité nulle) et 1 (cycle d’intensité égale au cycle fissurant).

2.4 Implantation numérique

Ce modèle a été implanté dans MATLABr. Le schéma d’intégration temporel est
de type Newmark accélération moyenne. La figure 5.4 présente l’algorigramme du
modèle. Des contrôles sont fait à chaque pas de temps afin de déterminer si l’un des
trois paramètres (endommagement, nombre de cycle depuis la dernière évolution
de l’endommagement et intensité du dernier cycle) actualisant l’amortissement a
évolué. L’implantation numérique de la loi de comportement est présenté dans la
figure 5.3.
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Début du pas de temps k.

The known variables are :
Dk

+, Dk
−, Zk

+, Zk
−

Calacul du criètère seuil :{
Y k+1

+ = 1
2K < Uk+1 >+

Y k+1
− = 1

2K < Uk+1 >−

∣∣∣∣ =⇒
{
f k+1

+ = Y k+1
+ − (Y0 + Zk

+)

f k+1
− = Y k+1

+ − (Y0 + Zk
+)

∣∣∣∣
f k+1

+ > 0 f k+1
− > 0

Dk+1
+ = g+(Y k+1

+ )

Zk+1
+ = Y k+1

+ − Y0

Dk+1
− = g−(Y k+1

− )

Zk+1
− = Y k+1

− − Y0
Dk+1

+ = Dk
+ Dk+1

− = Dk
−

Actualisation de l’effort interne :
Fint = (1 − Dk+1

+ )K < (Uk+1 >+

+(1 − Dk+1
− )K < (Uk+1 >−

Fin

Non

oui

Non

Oui

Figure 5.3: Algorigramme de la loi de comportement.
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Boucle sur t

Boucle sur k

Début du pas de temps t, actualisation de la force externe F t+∆t
ext = F t

ext + ∆Fext .

Les variables connues sont :
ut, u̇t, üt, f t, Dt

moy, I
t
cycle, N

t
cycle, D

t
+, Dt

−

Prédiction du déplacement et de l’accélération :

ut+∆t,0 = ut + u̇t∆t + 1
2∆t2(1 − 2β)üt

u̇t+∆t,0 = u̇t + ∆t(1 − γ)üt

Loi constitutive :
f t+∆t,k+1
int = R(ut+∆t,k)

La version du modèle
actualise

l’amortissement

|f t,k| > F t,k
max

Actualisation du dom-

mage structurel et mise à

zéro du nombre de cycle :

F t+∆t,k+1
max = |f t+∆t,k+1|
Dt+∆t,k+1
moy = F

t+∆t,k+1
max
Fplast

N t+∆t,k+1
cycle = 0

Actualisation de ξD :
ξt+∆t,k+1
D = g(Dt+∆t,k+1

moy )

Choix de l’actualisation

ut+∆t,k+1 > 0 et
ut+∆t,0 > 0

Un nouveau cycle démarre :
N t+∆t,k+1
cycle = N t+∆t,0

cycle + 1

Calcul de ct+∆t,k+1 :

ct+∆t,k+1 =

2mω0

((
1−

N
t+∆t,k+1
cycle

Nmax

)
ξt+∆t,k+1
D

+ξelast)

Calcul de ct+∆t,k+1 :

ct+∆t,k+1 =

2mω0

(
ξt+∆t,k+1
D + ξelast

)

ut+∆t,0 > ut+∆t,k+1 > 0
et

ut+∆t,0 > ut−∆t,0 > 0

L’intensité maximum

du cycle est atteinte :

I t+∆t,k+1
cycle = f t+∆t,k+1

F
t+∆t,k+1
max

Calcul de ct+∆t,k+1 :

ct+∆t,k+1 =

2mω0

(
I t+∆t,k+1
cycle ξt+∆t,k+1

D + ξelast

) Calcul de ct+∆t,k+1 :
ct+∆t,k+1 = 2mω0ξelast

Calcul de l’accélération :
üt+∆t,k+1 =

(
m + γct+∆t,k+1∆t + β∆t2K

)−1
(
F t+∆t
ext − f

t+∆t,k+1
int

)
Calcul de la vitesse et du déplacement :

u̇t,k+1 = u̇t,k + γ∆tüt,k+1

ut,k+1 = ut,k + β∆t2(üt,k+1)2

Calcul de rt+∆t,k+1 :
rt+∆t,k+1 = müt+∆t,k+1 + ct+∆t,ku̇t+∆t,k+1 + f t+∆t,k+1

int − F t+∆t
ext

Test de convergence :
|rt+∆t,k+1|
|F t+∆t
ext |

< ε

Passage au pas de temps suivant

Non

Oui

Non

Oui

Non

Oui

Actu. 1 Actu. 3

Actu. 2

Non

Oui

k = k + 1 Non

Oui

t = t+ ∆t, k = 0

Figure 5.4: Algorigramme du modèle simplifié.

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques



Calibration 135

3 Calibration

3.1 Descriptif des essais numérique de flexion circulaire

Afin d’établir les relations entre l’amortissement et l’endommagement d’une part,
l’intensité du cycle d’autre part, une campagne numérique d’essais de flexion ho-
mogène a été réalisée sur les poutres de la campagne présentée dans le chapitre
3. L’intérêt de ce type de chargement est de générer un niveau d’endommagement
constant sur toute la poutre. Il est ainsi possible de définir un niveau de dommage
structurel à l’échelle d’un volume élémentaire représentatif de la structure en béton
armé. Pour réaliser un tel chargement, une extrémité de la poutre était bloquée. Un
couple en déplacement est appliqué à l’autre extrémité à l’aide du dispositif présenté
sur la figure 5.5. Ainsi, on obtient bien un endommagement identique sur chaque
section comme on le voit sur la figure 5.6. La loi de comportement du béton est une
loi Richard 2 avec les paramètres définis dans la section précédente. Deux charge-
ments analogues à ceux présentés dans le chapitre 3 ont été appliqués. Le premier
chargement permet de définir une relation entre le dommage structurel et l’amortis-
sement, alors que le second permet de s’intéresser à la relation entre l’amortissement
et l’intensité du cycle courant.

1
 m0,75m

u

-u

Figure 5.5: Flexion homogène - Schéma de principe.
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D
1

0

Figure 5.6: Flexion homogène - Cartographie d’endommagement - HA10 - 40kN.

3.2 Calibration du taux d’amortissement ξD

L’objectif ici est de déterminer la dissipation pour différents cycles stabilisés.
Pour ce faire, un chargement analogue au chargement L1 de la campagne précédente
a été réalisé. La dissipation est calculée pour chaque cycle, comme on peut le voir
dans la figure 5.7. Par résolution explicite de l’équation 5.33, il a été possible de
déterminer un taux d’amortissement hystérétique correspondant à la dissipation
pour chaque cycle. Ainsi, une relation entre l’amortissement hystérétique à injecter
dans le modèle simplifié et le niveau de dommage structurel a pu être déterminée.
La relation ainsi déterminée est présentée sur la figure 5.8.
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(b) Courbe dissipation/endommagement

Figure 5.7: Flexion circulaire - poutre PHA10 - modèle Richard 2 - Chargement 1.
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Figure 5.8: Relation endommagement / amortissement - poutre PHA10.

3.3 Calibration du paramètre ΥI

Nous nous intéressons ici à déterminer l’influence du niveau de chargement sur
l’amortissement pour un niveau de chargement donné. Pour ce faire, un chargement
analogue au chargement L2 utilisé pour la campagne de flexion 3 points a été ap-
pliqué. La dissipation est calculée pour chaque cycle, comme on peut le voir sur la
figure 5.9. Par résolution explicite de l’équation 5.33, il a été possible de déterminer
un taux d’amortissement hystérétique correspondant à la dissipation pour chaque
cycle. Ainsi, une relation entre l’amortissement hystérétique à injecter dans le modèle
simplifié et le rapport entre l’intensité du chargement en cours et l’intensité du plus
fort cycle déjà atteint que l’on peut voir dans la figure 5.10.
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Figure 5.9: Flexion circulaire - poutre PHA10 - modèle Richard 2 - Chargement 2.
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Figure 5.10: Relation ratio de l’endommagement maximum atteint / amortisse-
ment - poutre HA10.

4 Validation structurale

4.1 Présentation

4.1.1 Descriptif de la structure

Une campagne d’essais sismiques uniaxiaux sur des poteaux à l’échelle 1/3 a été
conçue [Combescure, 2001] et réalisée au CEA en 2002. Cette campagne intitulée :
SIBA avait pour objectif d’étudier l’influence des aciers d’effort tranchant sur le
comportement sismiques de poteaux soumis à des chargements sismiques. Lors de
cette campagne 7 maquettes ont été testés : 4 structures courtes et trois structures
élancées. Les poteaux courts ne seront pas étudiés ici puisque leur comportement
n’est pas dicté par des sollicitations de flexion. La figure 5.11 présente le coffrage du
poteau étudié. Chaque maquette est constituée :

– d’une semelle inférieure carrée de 800 mm de côté, d’épaisseur 200 mm, percée
de 12 réservations de diamètre 18 mm pour fixation sur la table vibrante,

– d’un poteau de hauteur 1,156 m, de section 0,250 m x 0,170 m,
– d’une semelle supérieure rectangulaire (1000 mm x 800 mm) d’épaisseur 180

mm, d’une masse de 348 kg, percée de 4 réservations de diamètre 15 mm pour
le passage de tirants pour la fixation de masses en acier.

Les quatre masses en acier de dimension 1000 mm x 400 mm x 200 mm sont fixées sur
les semelles supérieures, et ont une masse de 628 kg chacune. Elles permettent d’im-
poser au poteau une contrainte normale de compression représentative de celle des
poteaux à l’échelle 1. Les maquettes élancées diffèrent au niveau de leur ferraillage
de la manière suivante :

– poteau SIBA 150-0 : 1 cadre et 2 épingles de diamètre de 5 mm, tous les
150 mm (Maquette de référence),

– poteau SIBA 150-1 : 1 cadre et 2 épingles de diamètre de 3 mm, tous les
140 mm,
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– poteau SIBA 150-2 : 1 cadre de diamètre de 2,5 mm, tous les 185 mm.

Les ferraillages des semelles inférieures et supérieures sont identiques pour tous les
poteaux. Elles sont composées d’une nappe bidirectionnelle sur chaque face. Nous
nous intéresserons ici au poteau 150-0 puisqu’il présente un ferraillage classique,
dont le plan de ferraillage est présenté sur la figure 5.12.

Figure 5.11: Poteau SIBA - Plan de coffrage - Dimension en mm.
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Figure 5.12: Poteau SIBA 150-0 - Plan de ferraillage.

Poteau Age Compression Traction Module d’Young Abscisse du pic
(jours) fcj(MPa) ftj(MPa) Eb0 (MPa) εb1 (10−3)

150-0 43 31 3,0 26500 2,0
150-1 28 33,5 3,05 28500 2,2
150-2 28 23 3,35 23500 1,9

Tableau 5.3: Caractéristiques du béton.

4.1.2 Paramètres matériaux

Un béton de type B25, avec une granulométrie de 0/20 a été commandé pour la
coulée de l’ensemble des poteaux. Le béton a été réalisé dans la centrale de Béton de
France située à Palaiseau (91). Lors de chaque coulée, une série de 12 éprouvettes
cylindriques (d = 160mm, h = 320mm) a été coulée et conservée dans les mêmes
conditions que les maquettes. Les caractéristique des différentes coulés sont présentés
dans le tableau 5.3. Des essais de caractérisation [AFNOR, 2006] ont été réalisés sur
ces éprouvettes à la date des essais sur table :

– essais de compression standards,
– essais de compression avec enregistrement de la courbe contrainte/déformation

jusqu’au-delà du pic de contrainte,
– essais de fendage.

Ces essais ont été réalisés par le Centre Expérimental de Recherches et d’Études du
Bâtiment et des Travaux Publics (CEBTP) de St Rémy Les Chevreuse. Les résultats
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Diamètre nominal σy σu
Fu
Fy

Allongement à rupture

(mm) (MPa) (MPa) (%)
6 552 603 1,09 3,9
10 564 656 1,16 8,0
12 539 628 1,16 10,5

Tableau 5.4: Caractéristiques des aciers.

sont consignés dans le document [CEBTP, 2002]. Le ferraillage est constitué d’aciers
haute adhérence de diamètre 5, 10 et 12 mm et d’aciers de diamètre 2,4 et 3 mm. Les
aciers de diamètre 10 et 12 mm sont de nuance Fe500-3 et les aciers de diamètre 2,4,
3, et 5 mm de nuance Fe500-2 (selon la norme NF A 35-016). Des échantillons de
chaque diamètre ont été prélevés afin de réaliser une caractérisation des propriétés
mécaniques. Le CEBTP a réalisé ces caractérisations. Les résultats sont consignés
dans le rapport [CEBTP, 2002]. Pour chaque diamètre, 3 essais ont été réalisés.
Le tableau 5.4 présente les valeurs moyennes de limite d’élasticité Fy, contrainte à
rupture Fu et d’allongement de rupture.

4.1.3 Instrumentation

Le plan d’instrumentation est présenté sur la figure 5.13. Il est constitué d’accé-
léromètres de type piézoélectrique pour déterminer les accélérations, et de capteurs
potentiométriques à fil pour les déplacements. Dans cette études nous nous inter-
resserons en particulier au capteur axtab qui fourni les accélération de la table dans
la direction des sollicitations et le capteur ax3 qui fourni les accélération en tête du
poteau dans la même direction.
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(a) vue de droite (c) vue de gauche

Figure 5.13: Poteau SIBA 150-0 - Plan d’instrumentation.

4.1.4 Descriptif des essais

La maquette est soumise à des niveaux d’accélération croissant jusqu’à la ruine
[Combescure, 2001], les spectres d’accélération des signaux d’entrées sont présentés
dans la figure 5.14. La durée d’un essai est de l’ordre de 20 secondes. La gamme de
fréquence d’excitation est comprise entre 1 et 30 Hz. Les PGA varient entre 0,02 g
et 0,3 g.
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Figure 5.14: Poteau SIBA 150-0 - Spectre des différents signaux d’entrées.

Nous ne nous intéresserons ici qu’aux quatre premiers essais sismiques, les deux
derniers ayant trop endommagé la structure (plastification puis rupture des aciers)
pour que notre modélisation soit adaptée.
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4.2 Modélisation fine

4.2.1 Descriptif de la Modélisation

Une modélisation multifibres a été réalisée. Le maillage éléments finis est présenté
sur la figure 5.15a. Il est à noter que le maillage n’est constitué que d’un élément
dans l’épaisseur. Ce choix est justifié par le fait que cette étude ne s’intéresse pas
au comportement hors plan. Le maillage est constitué de 2 éléments pour la semelle
inférieure, 8 pour le poteau, 2 pour la semelle supérieure et 4 pour les masses en
acier. Chaque élément fibre est constitué de 8 éléments béton à 4 nœuds et 8 éléments
acier à 1 nœud. Le béton est modélisé à l’aide de la loi de comportement Richard
2 présentée dans la section 2.2.3 du chapitre 4. Les aciers sont modélisés par la loi
Menegotto-Pinto présentée dans la section 2.3.1 du chapitre 4. Chaque élément fibre
du poteau est constitué de 8 éléments béton à 4 nœuds et 8 éléments acier à 1 nœud.

(a) Poteau seul (b) Poteau et table

Figure 5.15: Poteau SIBA 150-0 - Maillage CAST3M [Cast3m, 2013].

4.2.2 Identification des paramètres matériaux

Le module d’Young du béton, son coefficient de Poisson et la résistance en com-
pression ont été déterminés à partir des résultats expérimentaux des tests de com-
pressions réalisés. La résistance en traction quant à elle a été obtenue à partir d’essais
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de fendage. Les paramètres relatifs aux lois d’évolution et les paramètres correspon-
dant ont été déterminés à partir des résultats de la réponse contrainte/déformation
en traction et compression. Des valeurs nominales ont été choisies pour les pa-
ramètres relatifs aux phénomènes hystérétiques, en raison de la difficulté de trouver
dans la littérature des résultats expérimentaux d’essais de traction cyclique [Richard
et Ragueneau, 2013]. Ils ont été adaptés en fonction des résultats de la campagne
expérimentale dont il est question ici. Les paramètres matériaux relatifs au modèle
� Richard 2 � sont présentés dans le tableau 5.5. Les paramètres matériaux relatifs
au modèle Menegotto-Pinto utilisés lors de cette campagne sont présentés dans le
tableau 5.6. Ils ont été choisis en fonction des données expérimentales présentées
dans le tableau 5.4.
Lors des premières modélisations, le poteau était supposé encastré sur la table. Cette
configuration ne permettait pas de retrouver la première fréquence de la structure
(7,3 Hz contre 4,8 Hz expérimentalement). En effet, expérimentalement, la struc-
ture était vissée à la table vibrante, ce qui introduit une souplesse. Des simulations
ont été réalisées en modélisant la table vibrante (fig.5.15b, ce qui a eu pour effet
de diminuer la fréquence mais pas suffisamment (6,8 Hz). La table vibrante vésuve
repose sur des glissières. Ces glissières sont susceptibles d’introduire une souplesse
provoquant cette chute de fréquence. Cependant, ne disposant d’aucunes données
expérimentales relatives à ce phénomène, il n’est pas possible de le modéliser de
manière intrinsèque. C’est pourquoi ces différentes souplesses (table et glissières)
ont été prises en compte par l’ajout d’un élément à un œud double de taille nulle et
de type JOI1 [Cast3m, 2013]. La raideur de cet élément a été ajustée pour retrouver
la fréquence propre expérimentale et n’a pas été modifiée durant les essais.

Symbole Paramètre Valeur Unité
E Module d’Young 26.109 Pa
ν Coefficient de poisson 0,2 -
b Seuil d’activation de l’endommagement 82,82 J.m−3

R0 Coefficient de fragilité 9, 0.10−3 J−1.m3

σy Module d’écrouissage cinématique 1 2, 0.109 Pa
σu Module d’écrouissage cinématique 2 1, 0; 10−6 Pa−1

εy Contrainte de refermeture −2, 0; 106 Pa
εu Effort de compression −10, 0; 106 Pa
A1 Module d’écrouissage plastique 1 4, 0.1010 Pa
A2 Module d’écrouissage plastique 2 600 -

Tableau 5.5: Paramètres du modèle Richard 2.
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Symbole Paramètre Valeur Unité
E Module d’Young 210.109 Pa
ν Coefficient de Poisson 0,2 -
b Taux de la contrainte d’écrouissage 0,000877 -
R0 Coefficient R0 20 -
σy Contrainte de plasticité 560.106 Pa
σu Contrainte ultime 656.106 Pa
εy Déformation de début d’écrouissage 0,0029715 -
εu Déformation ultime 0,534 -

A1 Écrouissage isotrope 1 18,5 -

A2 Écrouissage isotrope 2 0,15 -

A6 Écrouissage isotrope 3 620 -

C Écrouissage isotrope 4 0,5 -

A Écrouissage isotrope 5 0,006 -
Ald Rapport de longueur entre deux cadres et la barre 5 -

Tableau 5.6: Paramètres du modèle Menegotto-Pinto.

4.2.3 Comparaison essai calcul

Ce modèle a été utilisé pour modéliser le comportement du poteau 150-0 lors
des quatre premiers essais sismiques, les réponses en déplacement et en accélération
sont présentées respectivement dans les figures 5.16 et 5.17. Les quatre essais ont
été modélisés à la suite. Un amortissement de Rayleigh de 2 % était appliqué au
modèle pour représenter l’amortissement dû aux sources externes. Les déplacements
sont surestimés pour l’essai 1. Ceci provient certainement de jeux expérimentaux, les
valeurs de déplacements étant très faibles. Les pseudo-accélérations sont également
surestimées pour les mêmes raisons. La fréquence du pic est quant à elle réaliste.
Pour les trois autres essais les déplacements, les accélérations et les fréquences du pic
sont cohérentes. On peut ainsi considérer que ce modèle est correctement identifié
pour représenter les poteaux SIBA. Il peut donc servir de référence pour calibrer les
modèles simplifiés.
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(a) Essai 1 : 0,02 g
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(b) Essai 2 : 0,05 g
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(c) Essai 3 : 0,15 g
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(d) Essai 4 : 0,3 g

Figure 5.16: Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour les quatre premiers essais SIBA.
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(a) Essai 1 : 0,02 g
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(b) Essai 2 : 0,05 g
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(c) Essai 3 : 0,15 g
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(d) Essai 4 : 0,3 g

Figure 5.17: Poteau SIBA 150-0 - Accélération en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour les quatre premiers essais SIBA.

4.3 Calibration

Le modèle a été calé par rapport au modèle Richard 2. Un chargement monotone
a permis de déterminer le module des trois pentes du modèle tri linéaire ainsi que
les seuils de fissuration et plasticité, comme on peut le voir sur la figure 5.18a et
dans le tableau 5.7. Un chargement cyclique a également été réalisé, comme on peut
le voir sur la figure 5.18b. Le modèle prend bien en compte l’effet unilatéral mais ne
prend pas en compte les déformations permanentes. On peut donc considérer que
le modèle simplifié est identifié correctement vis à vis du modèle Richard. En ce
qui concerne les actualisations, les relations présentées dans le paragraphe 3 ont été
utilisées pour déterminer ξD et ΥI . Manquant de donnée précise une valeur de 5 a
été choisie pour le paramètre relatif au nombre de cycle maximum NMAX une étude
plus précise devra être menée pour mieux calibrer ce paramètre.
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Figure 5.18: Courbe effort déplacement - comparaison modèle Richard et modèle
simplifié trilinéaire.

Symbole Paramètre Valeur Unité
K1 Raideur de la première pente 2, 822.106 N.m−1
K2 Raideur relative à la seconde pente 1, 453.106 N.m−1
K3 Raideur relative à la troisième pente 4, 798.106 N.m−1
Y01 Seuil en énergie 6, 503 J
Y02 Seuil en énergie 413, 9 J

Tableau 5.7: Paramètres du modèle Simplifié.

4.4 Résultats

Les quatre premiers essais ont été simulés à la suite avec les quatre versions du
modèle simplifié afin de pouvoir étudier l’influence de l’historique de chargement sur
l’amortissement. Dans cette partie, les résultats obtenus avec ces quatre versions
seront comparés à ceux obtenus expérimentalement et avec le modèle Richard. Pour
chacun des quatre essais, les comparaisons porteront sur (i) les courbes enveloppes
des déplacements, (ii) les spectres d’accélérations, (iii) le taux d’amortissement. Pour
les modèles actualisés 1 et 3, l’énergie dissipée par ces modèles sera comparée à celle
dissipée par le modèle Richard afin de vérifier que l’équivalence énergétique est bien
respectée. Concernant les déplacements, seules les enveloppes de déplacement sont
présentées ici les courbes forces déplacements sont présente en annexe B. En effet les
signaux temporels sont difficiles à comparer. Le modèle simplifié visant à représenter
le comportement global de la structure (déplacement maximum, comportement de
la structure à la fin de l’essai) il est pertinent de ne présenter que les enveloppes
de déplacements. Ce type de représentation a cependant des inconvénients : en
particulier, il ne montre pas les cycles de faible intensité se produisant durant la
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phase forte. Avant d’étudier en détail chaque essai, on constate sur la figure 5.19
que le modèle Richard 2 ainsi que les trois modèles actualisés représentent de manière
réaliste la chute de fréquence. Seul le modèle sans actualisation la surestime pour le
dernier essai, ceci est dû à la plastification des aciers.
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Figure 5.19: Poteau SIBA 150-0 - Évolution de la première fréquence propre.

4.4.1 Essai 1

Ce premier essai est à bas niveau. On peut constater sur la figure 5.20a que
l’amortissement évolue peu quelque soit l’actualisation, il est donc logique d’ob-
tenir des résultats très proches avec les différentes actualisations tant en termes
de déplacements (fig. 5.21) que d’accélérations (fig. 5.22). De plus, on note que
les résultats obtenus avec les modèles simplifiés et Richard sont très proches. Ceci
confirme que le modèle simplifié a été correctement identifié. Enfin, si l’on observe
la figure 5.20b on observe que les modèles actualisés 1 et 3 respectent bien, durant
l’essai, la relation d’équivalence énergétique établie envers le modèle Richard 2.
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Figure 5.20: Poteau SIBA 150-0 - Essai 1.
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(b) Actu. 1
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(c) Actu. 2
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Figure 5.21: Déplacement en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 1.

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques



Validation structurale 151

0 5 10 15 20 25 30
0

0,02

0,04

0,06

0,08

0,1

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Sans actu.

(a) Sans actu.

0 5 10 15 20 25 30
0

0,02

0,04

0,06

0,08

0,1

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Actu. 1

(b) Actu. 1

0 5 10 15 20 25 30
0

0,02

0,04

0,06

0,08

0,1

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Actu. 2

(c) Actu. 2

0 5 10 15 20 25 30
0

0,02

0,04

0,06

0,08

0,1

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Actu. 3

(d) Actu. 3

Figure 5.22: Pseudo accélération en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 1.

4.4.2 Essai 2

Cet essai est d’intensité supérieur au précédent ce qui provoque une variation
notable (supérieure à 1 %) de l’amortissement (fig. 5.23a). Les résultats sont proches
de l’expérience tant en termes de déplacements (5.24) que d’accélération (5.28). Les
déplacements et accélérations sont légèrement sousestimés par les modèles actualisé
1 et actualisé 3. Les accélérations sont réalistes surtout pour les modèles actualisés 1
et 3 donnent des résultats vraiment très proches des simulations réalisés à l’aide du
modèle Richard 2. Enfin, si l’on observe la figure 5.23b, on observe que les modèles
actualisés 1 et 3 respectent bien, durant l’essai, la relation d’équivalence énergétique
établie envers le modèle Richard 2.
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Figure 5.23: Poteau SIBA 150-0 - Essai 2.
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Figure 5.24: Déplacement en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 2.
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Figure 5.25: Pseudo accélération en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 2.

4.4.3 Essai 3

Cet essai présente un niveau de sollicitation important et l’on observe bien ici la
variété des taux d’amortissement des différents modèles (fig. 5.27a). L’amortissement
hystérétique atteint des pics de près de 2 % pour chacun des modèles actualisés. Il
est également intéressant de noter que les modèles actualisés 1 et 2 débutent cet essai
avec la valeur d’amortissement modifié par les essais précédents ce qui n’est pas le
cas du modèle actualisés 3 puisque l’amortissement dépend de l’intensité du cycle.
L’étude de l’enveloppe des déplacements, présentée sur la figure 5.26, montre que les
modèles simplifiés ne sont pas capables de représenter la décroissance très lente des
déplacements, contrairement au modèle Richard 2. La décroissance des déplacement
à la fin du séisme pour cette essai semble mal représenté par le modèle simplifié
quelque soit l’actualisation. Ce phénomène n’apparait que pour cet essai. Si l’on
compare à présent les spectres d’accélérations, des différences notables apparaissent.
Le modèle sans actualisation surestime fortement l’accélération du pic alors que les
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différents modèles actualisés ont tendance à la sous-estimer. Le modèle actualisé 2
semble être le plus pertinent, ce qui peut s’expliquer par son mécanisme d’usure
qui permet d’améliorer la fin du signal. Enfin, si l’on examine la figure 5.27b on
observe que les modèles actualisés 1 et 3 respectent bien, durant l’essai, la relation
d’équivalence énergétique établie envers le modèle Richard 2.
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Figure 5.26: Déplacement en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 3.
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Figure 5.27: Poteau SIBA 150-0 - Essai 3.

0 5 10 15 20 25 30
0

0,1

0,2

0,3

0,4

0,5

0,6

0,7

0,8

0,9

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Sans actu.

(a) Sans actu.

0 5 10 15 20 25 30
0

0,1

0,2

0,3

0,4

0,5

0,6

0,7

0,8

0,9

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Actu. 1

(b) Actu. 1

0 5 10 15 20 25 30
0

0,1

0,2

0,3

0,4

0,5

0,6

0,7

0,8

0,9

Fréquence (Hz)

P
se

ud
o 

ac
cé

lé
ra

tio
n 

(g
)

 

 

Exp.
Richard 2
Actu. 2

(c) Actu. 2
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Figure 5.28: Pseudo accélération en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 3.
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4.4.4 Essai 4

Cet essai correspond à une sollicitation sismique de haut niveau. Les écarts en
terme d’amortissement sont ici très significatifs avec un amortissement hystérétique
proche des 2 %(fig. 5.29a). On constate que les résultats en terme de déplacements,
présentés sur la figure 5.30, diffèrent fortement entre les modèles. Le modèle sans
actualisation est clairement inapproprié ici. Les autres modèles arrivent à évaluer les
déplacements bien qu’ils les sous estiment légèrement. Le modèle actu. 3 présente les
meilleurs résultats et se révèle très proche du modèle Richard 2. Si l’on s’intéresse
à présent aux spectres d’accélérations, on constate que les trois modèles actualisés
présentent des résultats proches de ceux du modèle Richard 2. Les modèles actu. 2 et
3 présentent des amplitudes aux pics plus réalistes mais surestiment les accélérations
sur la plage 5-7 Hz. Enfin, si l’on observe la figure 5.29b on constate que les modèles
actu. 1 et 3 respectent assez bien, durant l’essai, la relation d’équivalence énergétique
établie envers le modèle Richard 2. Cependant des écarts apparaissent autour de la
quatrième seconde. A cet instant le plateau plastique est atteint, des déformations
permanentes liées à la plastification apparaissent, dissipant de l’énergie. Elles ne sont
prises en compte ni par la loi de comportement du modèle simplifié ni au travers de
l’actualisation de l’amortissement qui est calibré jusqu’au plateau plastique et non
après.
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Figure 5.29: Poteau SIBA 150-0 - Essai 4.
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Figure 5.30: Déplacement en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 4.
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Figure 5.31: Pseudo accélération en tête - Poteau SIBA 150-0 - Essai 4.

4.5 Bilan

Les quatre actualisations du modèle simplifié ont été utilisées pour modéliser les
quatre premiers essais sismiques appliqués au poteau SIBA 150-0 afin de déterminer
la plus adaptée. Leurs performances ont été étudiées en termes (i) de déplacement,
(ii) d’accélération, (iii) d’amortissement mais également en termes (iv) de fréquence
et pour les modèles actu. 1 et 3 (v) d’énergie dissipée. Afin d’évaluer la performance
des différents modèles des calculs d’erreur ont été effectués, il s’agit de comparaisons
avec les résultats expérimentaux. Ces comparaisons portent sur l’accélération maxi-
mum Amax, le déplacement maximum Umax et la fréquence du pic ϕmax de chaque
essai qui ont été étudiés. Les erreurs eacc, edep et efreq correspondantes sont calculés
de la manière suivante :

eacc =
|Anummax − Aexpmax|

Aexpmax
edep =

|Unum
max − U exp

max|
U exp
max

efreq =
|ϕnummax − ϕexpmax|

ϕexpmax
(5.34)
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Cette étude est synthétisée dans le tableau 5.8. Les écart inférieur à 10% sont en
vert, ceux compris entre 10% et 20% en orange les autres en rouge. Il en ressort que le
modèle actu. 3 est le plus adapté. Cette actualisation est fondée sur une équivalence
énergétique et fait varier le taux d’amortissement hystérétique en fonction de l’en-
dommagement et de l’intensité du cycle. Ce modèle s’est révélé capable de modéliser
le poteau SIBA d’une manière comparable au modèle Richard 2, à l’exception du
signal de l’essai 3 durant lequel les déplacements et accélérations sont sous estimés.
Cette étude montre que si l’on actualise l’amortissement de manière pertinente, il
est possible de développer des modèles simplifiés capables de modéliser le compor-
tement global et l’amortissement d’éléments de structure soumis à de la flexion sans
prendre en compte de manière intrinsèque les mécanismes dissipatifs locaux tels que
les boucles d’hystérèses.

Sans actualisation Actualisation 1
0,02 g 0,05 g 0,15 g 0,3 g 0,02 g 0,05 g 0,15 g 0,3 g

Déplacement

É
ca

rt
(%

) 33 34 1 88 25 7 21 22
Pseudo

39 4 28 11 26 7 31 16
accélération
Fréquence 3 3 1 13 4 2 1 10

Actualisation 2 Actualisation 3
0,02 g 0,05 g 0,15 g 0,3 g 0,02 g 0,05 g 0,15 g 0,3 g

Déplacement

É
ca

rt
(%

) 27 23 9 6 24 10 25 13
Pseudo

28 1 20 30 28 10 28 10
accélération
Fréquence 3 3 1 7 4 2 1 14

Tableau 5.8: Poteau SIBA - Modélisations simplifiées - Analyse d’écart.

5 Conclusions

Dans ce chapitre, nous nous sommes intéressés à définir une méthode permettant
de concevoir une modélisation reposant sur une loi de comportement simple mais ca-
pable de modéliser l’amortissement de manière réaliste. L’étude des résultats obtenus
lors de la campagne expérimentale, présentés dans le chapitre 3, a permis de mon-
trer que le taux d’amortissement hystérétique dû à la fissuration du béton dépendait
de trois paramètres principaux : (i) l’endommagement, (ii) l’intensité du cycle cou-
rant et (iii) l’usure des lèvres de fissures. Des relations ont alors été établies entre
l’amortissement et ses différentes grandeurs pour un taux de ferraillage donné. Dans
le chapitre 4, il a été montré que le modèle Richard était capable de modéliser de
manière réaliste l’amortissement dû à la fissuration du béton. Ce modèle a donc été
utilisé pour définir les relations entre l’amortissement et l’endommagement d’une

Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques



160 Vers une actualisation de l’amortissement

part et l’amortissement et l’intensité du cycle courant d’autre part. Ces relations
ont été définies par équivalence énergétique. L’énergie dissipée par le modèle Ri-
chard étant reliée à un taux d’amortissement à injecter au modèle simplifié pour
dissiper la même quantité d’énergie. Le modèle Richard ne prenant pas en compte
l’usure des lèvres de fissures, l’actualisation correspondante n’a pu être réalisée par
équivalence énergétique. Une fois ces relations établies, quatre versions du modèle
simplifié ont été implantées dans un code de calcul, une attention particulière étant
alors portée à l’actualisation de l’amortissement. Les différentes versions diffèrent
par leur manière d’actualiser l’amortissement. La première n’actualise pas l’amor-
tissement, la deuxième l’actualise en fonction de l’endommagement, la troisième en
fonction de l’endommagement et de l’usure, enfin la dernière en fonction de l’en-
dommagement et de l’intensité du cycle courant. Afin de pouvoir tester la perti-
nence de ces modèles, une campagne d’essais sismiques monoaxiaux sur poteaux a
été présentée et modélisée à l’aide du modèle Richard 2. Cette modélisation sert
de modèle de référence et permet de calibrer le modèle simplifié. Cette campagne a
alors été modélisée avec les différentes versions du modèle simplifié. Les résultats ob-
tenus ont été comparés en termes de déplacement, d’accélération, d’amortissement
et de fréquence. Tout d’abord, notons que les modèles utilisant une actualisation
fondée sur une équivalence énergétique respectent ce principe durant tous les essais
Les différents modèles actualisés représentent bien la chute de fréquence contraire-
ment au modèle non actualisé, ce dernier surestimant la chute de fréquence. Pour
l’essai quasi linéaire, les différentes versions présentent des résultats assez proches
entre eux mais également de ceux obtenus avec le modèle Richard 2, ce qui est
cohérent avec le principe d’actualisation. Pour les autres essais, plus l’intensité aug-
mente plus le modèle non actualisé se révèle logiquement inadapté. Il se dégage de
ces essais que l’actualisation en fonction de l’endommagement est essentielle pour
obtenir un comportement réaliste. L’ajout d’une actualisation en fonction de l’usure
améliore la modélisation de la fin du signal (phase post-phase forte) mais présente
des résultats moins pertinents en termes d’accélération il serait nécessaire de tra-
vailler sur son identification. Enfin, le modèle actualisant l’amortissement en fonc-
tion de l’endommagement et de l’intensité du cycle courant est celui qui donne les
résultats les plus réalistes. La prise en compte de l’intensité du chargement permet
d’améliorer la modélisation de la fin du signal sans déterioré les résultats en termes
de déplacement et d’accélération maximum ainsi que de fréquence fondamentale.
Ces résultats se révèlent très proches de ceux obtenus avec le modèle Richard 2.
Le seul écart significatif concerne la fin du signal de l’essai 3 où la décroissance en
déplacement est trop brutale avec les différentes versions du modèle simplifié. Cette
étude a ainsi montré qu’il était possible de modéliser l’amortissement de manière
réaliste dans le cadre de modèles simplifiés par le biais d’une actualisation de l’amor-
tissement hystérétique en fonction de l’évolution d’autres grandeurs physiques, dans
notre cas l’endommagement et l’intensité du cycle.
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Chapitre 6

Conclusions et perspectives

1 Synthèse

Cette étude a porté sur � l’identification de l’amortissement dans des structures
en béton armé soumises à des sollicitations sismiques � et s’est surtout intéressée à
� l’amortissement généré par le béton �. La contribution de ces travaux à ce sujet
se sont orientés autour de quatre axes :

Le premier axe présente une étude bibliographique relative aux modèles de béton
et d’amortissement. L’objectif est de dégager les mécanismes du béton générant
l’amortissement et les différentes manières de les modéliser. L’étude d’un benchmark
international a permis de mettre en évidence l’influence des lois de comportement
de béton sur l’amortissement et de recentrer l’étude sur des éléments de structures
en flexion ;

Le deuxième axe a été consacré à la présentation d’une campagne d’essais quasi-
statiques de flexion trois points alternée. Cette campagne s’est intéressée à des
éléments de structures sains et pré-endommagés. L’analyse des résultats obtenus
a permis de déterminer les différents mécanismes influençant l’amortissement et de
les quantifier ;

Le troisième axe a été dédié à l’identification d’une loi béton capable de modéliser
l’amortissement généré par la fissuration du béton de manière réaliste. Pour ce
faire, différentes lois de comportement ont été utilisées pour simuler la campagne
précédente afin de déterminer la plus réaliste. Une campagne numérique d’essais
dynamiques a également été exposée afin de valider les choix effectués ;

Le quatrième axe a été voué au développement d’une modélisation simplifiée
composée d’une loi constitutive simple mais actualisant l’amortissement en fonc-
tion de l’évolution d’autres grandeurs caractéristiques des mécanismes dissipatifs.
Différentes actualisations de l’amortissement sont définies. La simulation d’une cam-
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pagne d’essais d’éléments de structures a permis de comparer ces différentes actua-
lisations afin de dégager la plus réaliste.

2 Conclusions

L’évaluation de la tenue d’un ouvrage au séisme reste une problématique majeure
aujourd’hui. L’apparition de nouveaux codes de construction nécessite l’emploi de
simulations capable de modéliser de manière réaliste les dissipations d’énergies se
produisant au sein des ouvrages lors des sollicitions sismiques. Ceci peut se faire avec
des analyses temporelles non linéaires. Le chapitre 2 s’est en premier lieu intéressé
à définir les différentes sources de dissipations dans les structures en béton armé et
en particulier au sein du béton. La capacité des différents modèles présents dans
la littérature, à modéliser ces mécanismes a alors été examinée. Ceci a permis de
déterminer certains modèles adaptés à la problématique dont il est question ici. Ce-
pendant, il est apparu qu’il n’était pas possible, en termes de temps de calcul princi-
palement, de modéliser toutes les sources de dissipations de manière intrinsèque. Une
part de l’énergie doit alors être dissipée par le biais de modèles d’amortissements
globaux forfaitaires. Une analyse bibliographique des différents modèles d’amortisse-
ments globaux forfaitaires présent dans la littérature a alors été effectuée, présentant
les forces et limites de chacun. Cette étude bibliographique a fait ressortir le cou-
plage fort qu’il existe entre le choix du modèle de béton et le taux d’amortissement
à injecter par le biais d’un modèle d’amortissement global forfaitaire. L’analyse du
benchmark international SMART 2008, a alors permis de faire ressortir la diversité
des taux d’amortissement utilisés par la communauté scientifique. Ceci montre qu’il
n’y a pas actuellement d’identification claire de ce paramètre, qui dans de nombreux
cas sert de variable d’ajustement. Ceci nous a conforté dans l’idée qu’il est nécessaire
de mieux identifier et modéliser l’amortissement. Enfin, l’étude des résultats de cette
campagne a permis de recentrer l’étude sur les éléments de structures en béton armé
soumis à de la flexion.

Une campagne d’essais quasi-statiques de flexions trois points alternée a été
réalisée dans le chapitre 3. L’objectif de cette campagne était de déterminer les
paramètres influençant l’amortissement dû à la fissuration du béton dans le cadre
d’éléments de structure sains et pré-endommagés. Cette étude d’élément de struc-
ture pré-endommagé constitue l’une des originalités de cette campagne. En effet,
jusqu’à présent, aucune étude ne s’était intéressé à ce type d’élément alors que ce
sont eux qui constituent les structures dès que la phase forte d’un séisme est at-
teinte. L’influence du taux de ferraillage a également été investiguée. Une attention
particulière a été apportée à l’étude du taux d’amortissement visqueux équivalent
des différentes poutres. De même, des mesures de champs de déplacement ont per-
mis d’étudier l’évolution de la fissuration durant les essais. Enfin, un indicateur a
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été défini pour étudier l’évolution de l’aire fissurée. Lors de cette campagne, trois
paramètres ont été déterminés comme influençant l’amortissement généré par la fis-
suration du béton, il s’agit de l’endommagement, de l’intensité du chargement et de
l’usure des lèvres de fissures.

La modélisation de la campagne précédente a fait l’objet de l’étude présentée
dans le chapitre 4. Afin de déterminer une manière réaliste de modéliser les phéno-
mènes hystérétiques consécutifs à la fissuration du béton, différentes lois de com-
portement développées lors de travaux antérieurs ont été utilisées pour modéliser
cette campagne. Les résultats obtenus ont été confrontés à l’expérience. Les compa-
raisons s’effectuaient en termes de comportement global et de dissipation. Une loi
s’est révélée particulièrement adaptée. Afin de tester la pertinence de cette dernière
dans le cadre d’essais dynamiques, une campagne numérique d’essais de laché a été
effectuée. La loi retenue a également présenté des résultats pertinents pour ce type
de chargement.

Le chapitre 5 a été dédié à la présentation d’une modélisation simplifiée. En effet
la campagne précédente, bien que très performante se révèle trop couteuse, en terme
de temps de calcul pour réaliser des études probabilistes ou pour la réalisation d’es-
sais hybride temps réel. Un modèle simplifié basé sur une loi constitutive peu dissi-
pative mais couplée à différentes actualisations de l’amortissement a été développée.
Le modèle de référence, présenté dans le chapitre 4, a été utilisé pour définir les
relations entre l’amortissement et d’autres grandeurs caractéristiques telles que l’en-
dommagement. Différentes actualisations de l’amortissement ont été développées.
Afin de tester la pertinence des différentes actualisations, une campagne d’essais
sismiques monoaxiaux sur poteaux a été modélisée. Ces simulations ont alors été
confrontées à l’expérience d’une part, et à une simulation avec le modèle identifié
dans le chapitre 4 d’autre part. Ces comparaisons ont permis de déterminer qu’une
des actualisation présentait des résultats réalistes tant en terme de déplacement que
d’accélération et de fréquence.

3 Bilan - Apports

Cette étude a permis d’une part d’améliorer la compréhension des mécanismes
dissipatifs dans le béton contribuant à l’amortissement dans le cadre de sollicitations
de flexion, et d’autre part de développer une modélisation simplifiée pour ce type
de chargement. Ceci constitue les apports originaux de ce travail de thèse qu’il est
nécessaire de détailler. En premier lieu, une campagne d’essais de flexion trois points
alternée a permis de relier, dans le cadre de structures en béton armé sollicitées en
flexion, la part de l’amortissement due à la fissuration du béton à l’endommage-
ment, l’intensité du chargement et l’usure des lèvres de fissures. Ceci a aboutit à
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une loi de comportement capable de modéliser cet amortissement. En second lieu,
une modélisation simplifiée adaptée pour les structures assimilables à des oscilla-
teurs simples, et constituée d’une loi de comportement sans boucles d’hystéréses
mais actualisant l’amortissement de manière réaliste a été développée et validée.

4 Perspectives

Différentes perspectives de travail sont envisageables pour compléter les travaux
présentés ici. Ces dernières peuvent être regroupées en deux catégories : d’une part
les perspectives relatives aux outils développés dans ces travaux, et d’autre part les
perspectives liées à d’autres types de sollicitations et en particulier le cisaillement.

L’usure des lèvres de fissures est l’un des mécanismes influençant la part d’amor-
tissement due à la fissuration du béton. Cependant, ce mécanisme n’est pas pris en
compte par le modèle élément fini utilisé lors de ces travaux. Il serait donc intéressant
de modifier le modèle actuel afin de prendre en compte ce phénomène. Ceci pourrait
s’effectuer par une variation de la largeur des boucles d’hystéréses générées lors de
cycles de charges décharges en fonction d’un critère d’usure. La difficulté principale
de ce type de développements est la détermination du critère d’usure. En effet, il
est assez aisé lors de chargements cycliques de relier ce critère au nombre de cycles
effectués depuis l’apparition de la fissure. Mais dans le cadre de sollicitations sis-
miques, la notion de cycle n’existe pas du fait du caractère aléatoire du chargement
et il est donc difficile de déterminer un critère équivalent. Une méthode fondée sur
l’intégrale des dissipation peut constituer une première idée. L’autre piste de travail
concerne la modélisation simplifiée. Actuellement, ce modèle a été développé pour
modéliser des structures pouvant être assimilées à des oscillateurs simple. Si l’on
souhaite localiser l’amortissement, il est nécessaire d’avoir recours à des maillages
de type éléments fini. Dans ce cadre, il est beaucoup plus difficile de définir les rela-
tions permettant l’actualisation de l’amortissement tout en assurant les équivalences
énergétiques définies. Ces deux développements pourraient faire l’objet de futures
recherches. Il serait également intéressant de se servir de la modélisation simplifiée
développée durant cette thèse afin de réaliser des études de vulnérabilité.

Lors de l’étude de la campagne SMART 2008, il est apparu que lors de sollici-
tations sismiques, les ouvrages étaient soumis à des chargements complexes alliant
flexion, cisaillement voire torsion. L’étude réalisée sur les voiles de cette maquette
a fait ressortir les difficultés inhérentes à la modélisation de ce type de problème.
C’est pourquoi il a été décidé que cette étude ne s’intéresserait qu’à des chargements
de flexion. Un travail analogue est donc à effectuer lors de sollicitations de cisaille-
ment. Des campagnes expérimentales sur des voiles ont été réalisées ces dernières
années afin de tester le comportement de voiles soumis à du cisaillement. Il s’agit
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des campagnes SAFE [Coyere et al., 1999] et Integrated European Industrial Risk
Reduction System (IRIS) [Renda et al., 2009], [Crambuer et Juster-Lermitte, 2010].
L’analyse de ce type de structure devra faire appel à des éléments de types plaque et
coque. Cependant, la démarche adoptée dans cette thèse pour identifier et modéliser
les sources de dissipations peut servir de piste pour développer une méthode visant
à étudier ce type de voile soumis à du cisaillement. Une fois ce travail effectué, il
sera possible de s’intéresser à des sollicitations mixtes couplant flexion et cisaille-
ment. L’étude des voiles de la maquette SMART se révèlera adaptée pour valider
l’ensemble de ces développements.
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Bloc Effort (kN) Amortissement (%)

A

2,8 0,97
5,6 0,74
8,4 0,87
8,4 0,82

B

7 2,99
14 2,02
21 2,13
21 1,71

C

10 4,2
20 3,06
30 6,51
30 5,76

Tableau A.1: PHA8L1 - Taux d’amortissement visqueux équivalent.

Bloc Effort (kN) Amortissement (%)

A
25 2,41
25 1,79

B
5 3,18
5 2,98

C
10 2,08
10 1,99

D
15 1,54
15 1,49

E
20 1,27
20 1,25

F
25 1,55
25 1,2

G
30 1,4
30 0,98

Tableau A.2: PHA8L2 - Taux d’amortissement visqueux équivalent.
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Bloc Effort (kN) Amortissement (%)

A

4 2,64
8 2,65
12 2,13
12 4,88

B

7 1,75
14 1,86
21 1,51
21 1,92

C

10 1,44
20 1,39
30 1,38
30 1,93

D

13 1,06
26 0,93
39 1,13
39 6,15

E

15 1,86
32 3,36
48 2,95
48 6,72

F

18 3,14
36 5,33
48 5,40
48 5,81

Tableau A.3: PHA10L1 - Taux d’amortissement visqueux équivalent.
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Bloc Effort (kN) Amortissement (%)

A
35 2,20
35 1,76

B
5 2,20
5 2,07

C
10 1,48
10 1,43

D
15 1,15
15 1,11

E
20 1,03
20 0,99

F
25 0,97
25 0,94

G
30 1,04
30 1,06

H
35 1,28
35 1,27

I
40 1,53
40 1,43

J
45 2,77
45 2,17

K
50 5,40
50 4,76

L 52 6,30

Tableau A.4: PHA10L2 - Taux d’amortissement visqueux équivalent.
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Bloc Effort (kN) Amortissement (%)

A

7 3,37
14 1,83
21 1,74
21 1,55

B

11 2,56
22 1,49
33 1,42
33 1,27

C

15 2,19
30 1,26
45 1,31
45 1,20

D

19 2,00
38 1,17
57 1,34
57 1,24

E

20 2,84
42 2,24
59 4,25
59 3,62

F

17 2,97
40 2,60
57 4,49
57 4,34

Tableau A.5: PHA12L1 - Taux d’amortissement visqueux équivalent.
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Bloc Effort (kN) Amortissement (%)

A
35 1,9
35 1,43

B
5 1,98
5 1,84

C
10 1,51
10 1,46

D
15 1,24
15 1,22

E
20 1,09
20 1,07

F
25 0,99
25 1,06

G
30 0,92
30 0,91

H
35 0,89
35 10,88

I
40 0,89
40 0,88

J
45 0,95
45 0,94

K
50 1,06
50 1,04

L
45 1,26
45 1,2

M
50 4,3
50 3,56

N 52 5,22

Tableau A.6: PHA12L2 - Taux d’amortissement visqueux équivalent.
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Figure B.1: Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour l’essai 1 SIBA.
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Figure B.2: Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour l’essai 2 SIBA.
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Figure B.3: Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour l’essai 3 SIBA.
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Figure B.4: Poteau SIBA 150-0 - Déplacement en tête du poteau 150-0 suivant
l’axe x pour l’essai 4 SIBA.
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Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques



182 Bibliographie

[Cornelissen et al., 1986] Cornelissen, H., Hordijk, D. et Reinhardt, H.
(1986). Experimental determination of crack softening characteristics of normal-
weight and lightweight concrete. Heron, 31(2):45–56.
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2
r̈ı¿1

2
tique par flexion 3 points sur poutres en b̈ı¿1

2
ton

armı̈¿1
2
. Rapport technique SEMT/EMSI/RT/12-006, CEA.

[Crambuer et Juster-Lermitte, 2010] Crambuer, R. et Juster-Lermitte, S.
(2010). Preliminary calculations regarding the tessh program iris project. Rapport
technique DEN/DANS/DM2S/SEMT/EMSI/RT/10-009/A, CEA.

[Crambuer et al., 2010] Crambuer, R., Juster-Lermitte, S. et Ragueneau, F.
(2010). Numerical and experimental analysis of a rc shear wall subjected to strong
3d seismic motions. In 14th European Conference of Earthquake Engineering,
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Thèse de doctorat, Universiẗı¿1
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Contribution à l’identification de l’amortissement : approches expérimentales et
numériques



Bibliographie 191

[Satake et al., 2003] Satake, N., Suda, K., Arakawa, T., Sasaki, A. et Tamura,
Y. (2003). Damping evaluation using full-scale data of buildings in japan. Journal
of Structural Engineering, 129(4):470–477.

[Seghir et al., 2009] Seghir, A., Tahakourt, A. et Bonnet, G. (2009). Coupling
fem and symmetric bem for dynamic interaction of dam reservoir systems. Engi-
neering Analysis with Boundary Elements, 33(10):1201 – 1210.

[Sellier et al., 2013] Sellier, A., Casaux-Ginestet, G., Buffo-Lacarrïı¿1
2
re,

L. et Bourbon, X. (2013). Orthotropic damage coupled with localized crack
reclosure processing : Part ii : Applications. Engineering Fracture Mechanics,
97(0):168 – 185.

[Smyrou et al., 2011] Smyrou, E., Priestley, M. et Carr, A. (2011). Model-
ling of elastic damping in nonlinear time-history analyses of cantilever rc walls.
Bulletin of Earthquake Engineering, 9(5):1559–1578.

[Souid, 2008] Souid, A. (2008). Essais pseudo-dynamiques sur sous-structures en
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