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"To achieve great things, two things are needed ; a plan, and not quite

enough time." Leonard Bernstein.
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Résumé

Ce travail de thése concerne la modélisation du béton et des ouvrages
en béton soumis & des sollicitations allant du quasi statique a la dynamique
rapide, tout en prenant en compte de la présence d’eau libre dans les pores du
béton. L’objectif est la mise au point d’un outil prévisionnel de simulation
capable de décrire le comportement du béton et des structures en béton,
en tenant compte des effets du taux de saturation. Le choix des Eléments
Discrets pour cette modélisation est justifié par les phénoménes discontinus
qui apparaissent dans le béton, tel que la fissuration, la fragmentation ou
I'écaillage. Les Eléments Discrets permettent de reproduire de maniére fiable
et efficace le comportement discontinu local ainsi que la réponse globale de

la structure.

La premiére partie de ce travail concerne la simulation d’essais quasi-
statiques sous sollicitations uniaxiales et triaxiales fortement confinées, avec
la prise en compte du phénoméne de compaction. Les effets de ’eau libre
contenue dans les porosités sont pris en compte par l'introduction d’une
dépendance entre le taux de saturation en eau et la déformation inélastique.
La procédure d’identification des parametres du modéle est présentée. Enfin,
le modéle est validé en reproduisant le comportement quasi-statique du béton

lors de différents essais.

La deuxiéme partie de ce travail est consacrée au comportement dyna-
mique du béton. L’objectif est d’étendre la validation du modéle en simu-
lant des essais d’impacts. Les effets de vitesse sont pris en comptes et des
simulations d’impact sur des dalles en béton de différentes épaisseurs sont
effectuées. Les résultats obtenus sont en bonne concordance avec les résultats

expérimentaux.

Mots clés : Méthode des Eléments Discrets, béton, compaction, effet de 1’ean, porositeé,

impact, dynamique, effet de vitesse.
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Abstract

This thesis concerns the modeling of concrete and concrete structures
subjected to stresses ranging from quasi-static to dynamic loading, taking
into account the presence of free water in pores. The objective is the deve-
lopment of a predictive simulation tool able of describing the behavior of
concrete and concrete structures, taking into account the effects of satura-
tion ratio. The choice of discrete elements for modeling is justified by the
discontinuous phenomena that appear in the concrete, such as cracking, frag-
mentation, spalling and scabbing. Discrete Elements can reproduce reliably
and efficiently the local discontinuous behavior and the overall response of

the structure.

The first part of this work concerns the simulation of quasi-static tests
under uniaxial and highly confined triaxial loadings, taking into account the
compaction phenomenon. The effects of the free water contained in the pores
are taken into account by introducing a dependency between the water satu-
ration level and the inelastic deformation. The identification process of the
model parameters is presented. Finally, the model is validated by reprodu-

cing the quasi-static behavior of concrete in different tests.

The second part of this work concerns the dynamic behavior of concrete.
The aim is to extend the validation of the model by simulating impact tests
on concrete slabs of different thickness. The dynamic effects are taken into
account and impact simulations on concrete slabs of different thickness are

made. The results are in good agreement with experimental results.

Keywords : Discrete Element Method, Concrete, Compaction, Saturation, Free Water

Effects, Porosity, Impact, Strain Rate
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Symboles et conventions

Abréviations
R30A7 Béton de référence (fe,s = 30M Pa, affaissement 7cm)
BHP Béton Haute Performance
BAE Béton a Air Entrainé
CS Essai de compression simple
TR Essai de traction
HYD600 Essai hydrostatique jusqu’a 600MPa de confinement
TRX600 Essai triaxial a 600MPa de confinement
OEDO Essai Oeodométrique
DEM Méthode des élément discret
ED Elément discret
Sy Degré de saturation (%)



vi Symboles et conventions

Notations générales

E Module de Young (MPa)

G Module de cisaillement (MPa)

On,y O Contrainte normale, Contrainte de cisaillement (MPa)
Oz, Ot Contrainte axiale, Contrainte orthoradiale (MPa)

Om Contrainte moyenne (MPa)

P Pression de confinement (MPa)

q Déviateur des contraintes (MPa)

v Coeflicient de Poisson

) Angle de frottement (Radians)

© Porosité

F,, F Force normale, Force en cisaillement (N)

U,,Us Déplacement normal, Déplacement en cisaillement (m)
En,Es Déformation normale, Déformation de cisaillement (%)
3, Et Déformation axiale, Déformation orthoradiale (%)

Notations mathématiques

o Vecteur

|T>| Norme du vecteur @

At Pas de temps

o® Valeur au pas de temps actuel

o© Valeur au pas de temps précédent
o Valeur au pas de temps suivant

1} Ensemble vide

Conventions et signes
c>0 En compression

e>0 En compression
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Introduction générale

Le béton est le matériau le plus utilisé dans le génie civil. Sa composition
ainsi que son comportement mécanique, ont beaucoup évolué et ont fait
l'objet de trés nombreuses études depuis la construction du pont du jardin
des plantes de Grenoble, premier ouvrage en béton au monde réalisé en 1855
par Louis et Joseph Vicat, jusqu’a la construction du viaduc de Millau, plus

haut pont routier a haubans réalisé en 2004.

De nos jours, le comportement mécanique du béton sous différentes sol-
licitations est encore largement étudié. Le comportement du béton sous sol-
licitations dynamiques séveres telles que les impacts, explosions ou ondes
de chocs, reste cependant mal connu. L’enjeu est de taille notamment dans
les structures a risques tels que les enceintes de confinement de réacteurs

nucléaires, ou les barrages hydrauliques.

A Téchelle de la structure, les expérimentations sont trés coiiteuses et
trés limitées pour des problémes évidents de taille. C’est particuliérement le
cas pour des enceintes de confinement nucléaires ayant des dimensions de
quelques dizaines de métres et une épaisseur de 'ordre du métre. Le recours
a la modélisation numérique apparait comme une nécessité pour prédire le

comportement de ces ouvrages pour les différents types de risques auxquels



2 Introduction générale

ils sont exposés.

Ainsi, 'ambition de ce travail de thése est de proposer un nouveau modéle
de comportement du béton, robuste et capable de reproduire le comporte-
ment du béton sous une large gammes de sollicitations en tenant compte
des effets du taux d’humidité interne, afin de prédire la réponse de dalles de

béton soumises & un impact. Ce travail est organisé en quatre chapitres.

Pour modéliser le comportement du béton, il est nécessaire de com-
prendre les différents mécanismes et phénomeénes mis en jeu afin de choisir
une approche adaptée. Le premier chapitre est une étude bibliographiques,
dans laquelle on s’attache & caractériser le comportement du béton en quasi-
statique, le phénoméne de compaction, I’effet du taux de saturation, le com-
portement dynamique, les effets de vitesse et la phénoménologie des impacts
sur le béton. Puis, nous passons en revue les méthodes numériques existantes
pour modéliser ces problémes. Enfin nous concluons le chapitre en justifiant
le choix de la méthodes des Eléments Discrets. Les Eléments Discrets, bien
que récents, sont fréquemment employés pour représenter les matériaux gra-
nulaires et commencent & étre assez utilisés pour les matériaux cohésifs tels
que le béton. Il ont I'avantage de facilement représenter les discontinuités de

par leur nature discontinue.

Le second chapitre, intitulé "Généralités sur la méthode des éléments
discrets", est consacré a la méthode des Eléments Discrets. Dans ce chapitre
on aborde les méthodes de discrétisation du domaine, la formulation des
problémes, ainsi que différentes notions telles que la forme des éléments, la

cohésion et la fracturation, la détection des collision, la création des interac-



tions entre les éléments et 'intégration temporelle.

Le troisiéme chapitre est quant & lui consacré au modéle développé dans
cette thése. Dans ce chapitre, une nouvelle loi d’interaction est présentée, les
effets du taux de saturation sont introduits, puis les différents parameétres
du modele sont calibré. Le modéle est validé en quasi-statique en s’appuyant
sur les simulations d’essais uniaxiaux et triaxiaux et sur les résultats expéri-
mentaux obtenus par Gabet et Zingg [26], [81]. Ce chapitre correspond a un

article soumis pour publication dans une revue.

Le quatrieme et dernier chapitre est consacré au comportement dyna-
mique du béton. L’augmentation de la résistance dynamique en traction est
prise en compte. L’objectif est d’étendre la validation du modéle en simu-
lant des essais d’impact sur des dalles de béton de différentes épaisseurs.
Puis, dans une tentative purement prédictive, d’analyser I'effet du taux de

saturation sur le comportement de telles dalles lors d’un impact.

Enfin, une conclusion ainsi que quelques perspectives au travail réalisé

sont présentées.
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Chapitre

Etude bibliographique

1.1 Introduction

Le recours a des simulations numériques s’avere le plus souvent nécessaire
lorsqu’il s’agit de dimensionner des ouvrages. Effectuer des expérimentations
a cette échelle présente beaucoup de difficultés en terme de procédures et de

cotit.

De nombreuses méthodes numériques ont été développées pour prédire
le comportement des ouvrages sous diverses sollicitations. L’objectif de ce
travail est de développer un modéle permettant d’évaluer la résistance d'un
ouvrage en béton & un impact tout en prenant en compte 'influence du degré

de saturation du béton qui le constitue.

Afin de comprendre les phénoménes mis en jeu et pouvoir les modéliser,
il convient de connaitre les principales caractéristiques du matériau béton
et choisir 1'échelle de modélisation la plus adaptée a I'étude. Dans cette
optique, ce chapitre s'intéresse au comportement mécanique du béton sous

fort confinement et lorsqu’il est soumis & un impact, a 'eau et ses effets
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sur le comportement de ce dernier, et enfin aux différentes méthodes de

modélisation.

1.2 Le béton

Le béton est un matériau largement utilisé qui a toujours fait ’objet de re-
cherches pour améliorer ses performances. Plusieurs types de bétons existent,
des bétons ordinaires a des bétons Ultra Hautes-Performances (BUHP), en
passant par les bétons autoplacants. Les caractéristiques des composants
du béton sont responsables de son comportement & I’échelle macroscopique.
Le béton est un matériau hétérogeéne, notamment en raison de la présence
de granulats, mais qui peut étre considéré comme homogéne et continu si

I’échelle d’observation est assez grande.

Nous allons ici nous intéresser au comportement mécanique du béton
lors d’essais classiques (compression et traction uniaxiale) ainsi qu’en com-
pression triaxiale sous fort confinement, aborder les phénoménes tels que la
compaction et I'influence du taux de saturation, et enfin, nous allons décrire

le comportement dynamique.
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1.2.1 Comportement quasi-statique du béton

Compression et traction simple

Les essais quasi-statiques de compression et de traction simple permettent
de définir les parameétres élastiques homogénéisés (module de Young E, coef-
ficient de poisson v), les paramétres a la rupture (résistance a la compression
fe , résistance en traction f;, déformation maximale & la rupture en compres-
sion €. et déformation maximale a la rupture en traction &;. Il permettent
également de définir le comportement post-pic lorsqu’ils sont pilotés en dé-

placement.

La résistance a la compression f. est la caractéristique principale utilisé
dans les réglementations du béton vis & vis du dimensionnement des ou-
vrages. Un béton sec n’a pas le méme comportement qu’'un béton humide.
Le comportement du béton est influencé par la quantité d’eau qu’il contient,
ainsi la résistance caractéristique est déterminée a 28 jours lorsque le béton

a atteint environ 90% de sa résistance finale.

Un essai de compression simple permet de tracer les courbes contrainte
axiale en fonction de la déformation axiale et radiale (Figure 1.1). En com-
pression simple, le comportement dun béton ordinaire est linéaire jusqu’a
environ 50% de la résistance maximale f., cette étape est suivie de I'appa-
rition de non linéarités dues a 'apparition de micro-fissures. Prés du pic de
résistance maximale, des fissures paralléles au chargement apparaissent et un
comportement fortement dilatant dans la direction transversale est observé.

En post-pic, une phase ductile est observée. Les essais cycliques de compres-
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Compression simple
: . 3

35

30F

25F

20+

Contrainte axiale (MPa)

04 02 0 0.2 0.4 06
Déformation radiale (%) Déformation axiale (%)

FiGURE 1.1 — Essai de compression uniaxiale 78]

sion uniaxiales permettent d’observer les variations des caractéristiques du
béton lors des phases de chargement-déchargement. la Figure 1.2 montre un
essai cyclique en compression uniaxiale, on observe une perte de rigidité en

fin de décharge.

La résistance a la traction du béton f; est environ dix fois plus faible
qu’en compression. Le comportement du béton en traction du béton peut

étre caractérisé par des essais de traction directe ou indirecte.

L’essai direct est un essai délicat a réaliser. Il consiste a appliquer un
déplacement axial directement sur I’éprouvette en traction. La Figure 1.3
montre un essai de traction directe. On observe 3 phases : Une phase linéaire
élastique, une phase non linéaire ot des microfissures commencent a appa-
raitre, et finalement une phase d’adoucissement ot les contraintes diminuent
(post pic) et ou il y a apparition d’une fissure perpendiculaire au sens de

chargement (Figure 1.4).

Les essais indirects quant a eux sont plus simples a réaliser (essai brésilien,
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F1GURE 1.2 — Essai cyclique de compression uniaxiale [48]
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FIGURE 1.3 — Gauche : Evolution de la contrainte axiale en fonction de la
déformation axiale lors d'un essai de traction directe [73] - Droite : Evolution
de la contrainte axiale en fonction de la déformation axiale et radiale sur un
béton ordinaire R30A7 |26]
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FIGURE 1.4 — Faciés de rupture lors d'un essai de traction directe sur un
échantillon de béton R30A7 [26]

essai flexion 3 points, essai de flexion 4 points, etc.). L’essai brésilien, ou
test de traction diamétrale (Figure 1.5), consiste a appliquer une charge de
compression dans la direction radiale d’un échantillon cylindrique, le résultat
est 'apparition d'une contrainte de traction dans la direction perpendiculaire
dans le plan radial. Dans ’essai de flexion 3 points, une poutre placée sur
deux appuis est chargée en son centre. La face supérieur de I'éprouvette est
donc chargée en compression et la face inférieur en traction. Néanmoins, cet
essal a quelques limitations, notamment le fait que la charge est positionnée
au niveau de la zone de rupture. L’essai de flexion 4 points est donc un essai

similaire qui vient corriger cet aspect (Figure 1.6).

Compression triaxiale

L’essai de compression triaxiale (essai de compression axiale confiné),
est généralement effectué sur des échantillons cylindriques. Plusieurs trajets

de sollicitation sont possibles (Figure 1.7). L’essai triaxiale & confinement
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FIGURE 1.5 Principe de l'essai brésilien [29]

h

A A A: L/3 i L/3 i L3 A

FIGURE 1.6 Principe de l'essai flexion trois points (& gauche) et de l'essai
flexion 4 points (a droite)
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GX— p.l
Proportionnel
D Uniaxial confiné
(triaxial)
: P
Hydrostatique
Extension

50 ey Oedométrique

FIGURE 1.7 — Trajets de chargements [26]

constant consiste & appliquer un chargement axiale o,, avec un confinement
constant p autour de I’échantillon. L’essai hydrostatique correspond a un
essai pendant lequel le chargement axial et le confinement évoluent de la
méme fagon. Pendant un essai cedométrique, la déformation radiale €, est

tout le temps nulle.

Les essais triaxiaux sur échantillon confinés [35],[27], [81] montrent que la
résistance du béton augmente lorsque le confinement augmente (Figure 1.8).
Sous fort confinement, le béton a un comportement trés ductile avec un fort
écrouissage, contrairement a la compression simple o1 il a un comportement
adoucissant fragile en compression. Les faciés de rupture sont perpendicu-

laires au chargement pour des forts confinements (Figure 1.9).
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F1GURE 1.8 Résultats obtenus pour des essais triaxiaux avec des pressions
de confinement allant de 0 & 650MPa [26]

F1GURE 1.9 — Faciés de rupture. Essai triaxial & un confinement de 650MPa
(a gauche) et 200MPa (& droite) [26]
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F1GURE 1.10 — Comportement volumique lors d’essai cedométrique et hydro-
statique |7]

1.2.2 Phénoméne de compaction et influence du taux de sa-

turation

Lors des essais hydrostatique et cedométrique, on observe trois phases,
une premiére phase élastique, suivie d'une phase o le module tangent dimi-
nue (dia a 'endommagement), pendant cette phase la porosité se ferme, c’est
le phénomeéne de compaction [7] (Figure 1.10). Pendant la troisiéme phase,

le module tangent augmente a nouveau et le béton se durcit.

Le phénomeéne de compaction est plus important dans un essai cedo-
métrique que dans un essai hydrostatique, ceci est di a la composante de
cisaillement. Des essais proportionnels sur béton standard R30A7 [26], en
variant le facteur de proportionnalité (k = J%), ont montré que plus le fac-

teur k est important moins la contrainte déviatoire affecte la déformation

volumique.

En effet, dans un essai cedométrique, une fois que la cohésion de la matrice
cimentaire est perdue par endommagement, les granulats ont tendance a se

réarranger sous l'action de la contrainte de cisaillement, ce qui provoque une
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diminution supplémentaire de volume. Ce mécanisme n’existe pas dans le

test hydrostatique, car le matériau est soumis a une charge isotrope.

Le comportement volumique est influencé aussi par I’eau libre contenue
dans la porosité, Ceci a été démontré sous chargement hydrostatique, cedomé-
trique et triaxial [79]. Zingg [81] a montré 'effet du degré d’humidité interne
sur le comportement triaxial des bétons R30A7, BHP et BAE sous haut
confinement. Pour des contraintes moyennes allant jusqu’a 100MPa, lors des
essais hydrostatiques l'effet de I’eau est une augmentation de la déformabilité
volumique (effet de lubrification), cette augmentation est plus marquée si la
porosité est élevée. Au dela de 150MPa et jusqu’a 300MPa, le béton saturé
commence a se comporter comme un matériau granulaire saturé non drainé.
L’eau interstitielle est suffisamment en pression pour contrer partiellement
I’effet de la fermeture de la porosité induite par le chargement hydrostatique.
La raideur augmente ensuite fortement avec la pression de confinement. En
revanche, du fait de cette augmentation de la pression interstitielle, on ob-
serve que les niveaux de déviateurs atteints diminuent lorsque le taux de

saturation augmente (Figure 1.11, 1.12, 1.13 et 1.13).

La vitesse d’évolution du module tangent pendant la phase de compaction
ne dépend pas que de la porosité globale, mais aussi de la distribution et du
type de porosité dans le béton tel que démontré par Zingg et al. [82]. En
effet, la porosité capillaire est fermé en premier, suivie par la porosité occluse
(taille des porosités plus grandes et formes plus réguliéres, donc plus difficile
a compacter). Ceci a également été démontré dans I’analyse tomographique

par rayons X effectué par Poinard et al. [54].
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FIGURE 1.12  Evolution du déviateur des contraintes en fonction de le
déformation axiale pour les essais triaxiaux a des confinements de 400MPa
et 600MPa (respectivement de haut en bas) sur les béton R30A7 sec, saturé,
et humide. [81]
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FIGURE 1.13  Evolution de la contrainte moyenne en fonction de la défor-
mation volumique pour les essais triaxiaux a des confinements de 100MPa
et 200MPa (respectivement de haut en bas) sur les béton R30A7 sec, saturé,
et humide. [81]
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FIGURE 1.14  Evolution de la contrainte moyenne en fonction de la défor-
mation volumique pour les essais triaxiaux a des confinements de 400MPa
et 600MPa (respectivement de haut en bas) sur les béton R30A7 sec, saturé,
et humide. [81]



22 Etude bibliographique

Explosions

Séismes et chocs induits

Quasi- ||lmpactsde|| Chutes || Chocsdurs(chutes

i statique || véhicules || d'avions || deblocs,missiles...)

IB =7 :6 =5 =4 =3 Iz =1 Io =1 =2 =3 >Tauxde
10" 10" 10" 10" 10" 10" 10° 10" 10" 10 10" 10 déformation(s’)

Ficurg 1.15 — Gammes de taux de déformation pour différents types de
sollicitation d’apres [51]

En résumé, la compaction apparait sous l'effet du chargement et la po-
rosité est fermée progressivement. LL’eau occupe partiellement cette porosité.
Pendant le processus de compaction la porosité vide est fermée en premier
puis la pression interstitielle augmente. L’'eau ayant un module de compres-
sibilité tres élevé par rapport a celui du béton sec, le niveau de contrainte
moyenne dans le matériau partiellement saturé est plus élevée, et plus le taux

de saturation est important, plus ces phénomeénes sont accentués.

1.2.3 Comportement dynamique du béton et effet de vitesse

Nous allons a présent nous intéresser a la réponse du béton lorsqu’il est
soumis a des déformations a haute vitesse en compression et en traction.
En effet, la modélisation des impacts étant dans les objectifs de ce travail
de thése, il est tout a fait justifié de s’intéresser au comportement du béton
quand il est soumis a des sollicitations dynamiques. Les vitesses de déforma-
tion atteintes lors d’un impact sont élevées et la seule prise en compte du

comportement quasi-statique ne suffit pas (Figure 1.15).
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FIGURE 1.16  Principe de 'essai aux barres d’"Hopkinson [29]

Une multitude d’essais a été réalisé pour caractériser la réponse du bé-
ton en compression dynamique. Bischoff et Perry [6] ont regroupé une large
quantité de données expérimentales concernant 'effet de vitesse. Des essais
réalisés avec des machines hydrauliques ou avec un systéme pneumatique-
hydraulique qui permettent d’atteindre des taux de déformation ¢ allant de
107 571 jusqu’a 1 s71, ou encore des essais de Drop Weight utilisant des
poids de 50 & 100kg lachés a des hauteurs de 2 & 6m qui permettent d’at-
teindre des taux de 10! s71.

L’essai aux barres de Hopkinson (SHPB : Split Hopkinson Pressure Bars)
(Figure 1.16) permet d’atteindre des taux de déformation € élevés. Il est basé
sur la théorie de propagation unidimensionnelle d’ondes dans un échantillon
cylindrique. L’échantillon est placé entre deux barres a haute limite élastique.
Un projectile propulsé a grande vitesse vient heurter la barre d’entrée, ce
qui génere un train d’ondes se propageant dans toute la chaine mécanique et
provoquant la compression de I’échantillon. Les mesures étant effectuées sur
le corps des deux barres, une jauge de déformation est collée sur chacune des
barres et permettent de déduire les efforts et les déplacements aux niveaux

des faces de ’échantillon.
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F1GURE 1.17 — Essai de traction dynamique avec charge explosive [42]
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FI1GURE 1.18 — Essai aux barres d’Hopkinson en traction (dimensions en mm)
[65]

En traction, L’adaptation de l’essai aux barres de Hopkinson permet
d’atteindre des taux de déformation € élevés. Le principe consiste a appliquer
une impulsion en compression sur une des faces de I’échantillon, cette onde,
en se réfléchissant sur la face libre se transforme en onde de traction et
engendre I'écaillage de I’échantillon. L’impulsion est générée avec une charge
explosive [42] (Figure 1.17), ou avec des projectiles en acier [49] permettant

d’atteindre des taux de déformation allant jusqu’a 25 s~!

L’essai aux barres de Hopkinson modifié (MSHB : Modified Split Hop-
kinson Bars) (Figure 1.18), consiste a charger ’échantillon dans un état de
contrainte quasi-uni-axial. Une extrémité de 1’échantillon est en contact avec
la barre d’entrée tandis que 'autre extrémité est libre. Avec cette technique,

les taux de déformation sont de I'ordre de 20 s~! a 200 s~! sont atteints [65]
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Que ce soit en traction ou en compression, les résultats expérimentaux
montrent que la résistance du béton augmente avec la vitesse de déforma-
tion €. Néanmoins, cet accroissement reste plus important en traction. La
résistance dynamique en traction est 5 & 7 fois plus importante en traction
(Figure 1.19) [47], [46], tandis que la résistance dynamique a la compres-
sion peut doubler (Figure 1.20). I est maintenant couramment admis que
cette apparente augmentation de la résistance en compression dynamique est
due & une mauvaise interprétation des résultats de I’essai, en effet, dus aux
effets inertiels, I’éprouvette subit des efforts de confinement qui tendent a
augmenter la résistance en compression. Il convient d’effectuer une analyse
tridimensionnelle de I'essai, I'effet de vitesse apparait alors négligeable [14],

17, [30].

[’influence de 'eau est mise en évidence pour expliquer 'augmentation
de la résistance. Les résultats des essais en traction dynamique effectués par
Rossi et al. [60] montrent clairement que la résistance du béton est beau-
coup plus sensible a la vitesse de déformation pour les échantillons humides
que pour les échantillons secs. Les forces d’inertie peuvent aussi avoir un
effet et ne peuvent pas étre négligées dans I’analyse des résultats. Il se peut
également, que les spécimens secs ne peuvent pas étre considérés comme
totalement secs. En d’autres termes, il peut encore rester une partie d’eau
libre dans les échantillons aprés séchage. Cette hypothése semble tout a fait
plausible si I'on considére la microstructure du béton, car il est difficile d’éli-
miner toute ’eau contenue dans les micro-pores méme apres des durées pro-
longées de séchage. Cadoni et al. [8] ont mené une large campagne d’essais
dynamiques en traction sur un systéme multi-barres de Hopkinson (HBB :

Hopkinson Bar Bundle). Les essais de cette campagne, axée sur effet de
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FI1GURE 1.20 — Augmentation de la résistance en compression en fonction de
la vitesse de déformation [6]

I’humidité interne du béton, ont été réalisés sur trois types d’échantillons a
différents taux de saturation et a différents taux de déformation allant du
quasi statique ¢ ~ 1076 s~ au choc dur é ~ 10 s~!. Les résultats obtenus
(Figure 1.21) montrent clairement que l'accroissement de la résistance est lié
au taux de déformation mais aussi au taux de saturation. Cette accroisse-
ment serait 1ié selon les auteurs au fait que I'onde incidente durant le test,
est totalement réfléchie au niveau de la porosité dans les bétons secs (densité

de Tair nulle), ce qui le fragilise, contrairement a un béton saturé ou cette

onde est transmise.

D’autres essais dynamiques menés sur des éprouvettes séchées puis ré-
infiltrées d’eau ont démontré Uinfluence de la viscosité de I'eau libre [20],

[21]. La Figure 1.22 montre les résultats obtenus sur des échantillons secs et
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FIGURE 1.22 Résultats expérimentaux sur béton R30A7 et MB50 (a) Ré-
sistance Dynamique a la traction béton sec et saturé (b) profil de vitesse de
la face libre béton sec et saturé [21]

saturés.

Plusieurs formules empiriques qui décrivent l'effet du taux de déforma-
tion ont été développé. Le CEB (Comité Euro-International du Béton) a
établi une formule empirique (Equation 1.1) bilinéaire dans laquelle le chan-
gement de la pente intervient a partir de ¢ = 30 s~ (Figure 1.19). Cette
formule basée sur les travaux de Reinhardt [59] décrit uniquement l'effet en
traction. En compression, 'effet de vitesse est essentiellement un effet de
structure (effet de confinement inertiel) [29], 'accroissement de la résistance
du béton en fonction de la vitesse n’est donc pas pris en compte dans le

modeéle numérique.

g 0 , .
f & - ) Zf Estatic < 1 8~
DIF = f t st.atzc ) (11)
t static IS 3 . . _
ﬁ( ) Zf Estatic > 1 8 !

Estatic
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Avec :

— f; = la résistance en traction dynamique
— ft static = la résistance en traction simple quasi-statique
Estatic — la vitesse de déformation quasi-statique de référence (10’6 s’l)

— log(B) = 66 — 2

C!
fes = la résistance en compression simple quasi-statique

7 ch — 10MPa

1.2.4 Phénoménologie lors d’un impact sur une structure en

béton

Meéme si les essais dynamiques peuvent expliquer Ieffet de la vitesse de
déformation sur le comportement du béton, le comportement d’une structure
en béton lorsqu’elle est soumise & un impact reste complexe. Il dépend non
seulement des propriétés du matériau de la cible et de la vitesse de I'impact,
mais aussi du matériau du projectile et de ses caractéristiques tel que la

forme du nez (Caliber-Radius-Head, CRH) [40].

Une multitude de modeles empiriques et analytiques ont été développés
afin de prédire la profondeur de pénétration et plusieurs travaux de simula-
tion on été menés. Li et al. [43] ont regroupé une grande partie des formu-
lations et les modélisations des effets d’impact dans le béton [39], [33], [1],
[22]. Des travaux plus récents ont été menés dans ce domaine [2], [14], [4],

[80], [5]-
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FIGURE 1.23 — Effet d'impact de missile sur dalle en béton [43]

De maniere générale, lorsqu’une cible est soumise a un impact avec un
projectile rigide, I'impact génére une série d’ondes élastiques qui peuvent se
produire simultanément ou consécutivement ou dans différentes configura-

tions d’impact. On distingue les phénoménes suivants (Figure 1.23) [43] :

(a) Pénétration : Le projectile perce un tunnel dans la cible, la profon-
deur de ce tunnel est appelé profondeur de pénétration. Lors de cette
phase, de trés fortes contraintes triaxiales peuvent étre atteintes.
(b) Fissuration en cone : Les fissures forment un cone en face arriére
qui est lié au cisaillement dans la cible.

— (c) Cratérisation : Ejection de matiére en face avant, formation d’un
cratére (extension).

— (d) Fissuration : Apparition de fissures dues a 1’expansion globale &
partir de la zone d’impact. Ces fissure apparaissent en face avant et

face arriere de la cible (fragmentation).
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— (e) Ecaillage : Ejection de matiére en face arriére (traction, cisaille-
ment)

— (f) Perforation : Passage du projectile a travers la cible. Le projectile
peut avoir une vitesse résiduelle.
(g) Réponse globale de la structure : Endommagement en cisaillement

di a la vibration globale de la cible.

Il est donc nécessaire que le modeéle développé puisse intégrer ces phéno-

meénes et reproduire les chemins de chargements associés.

1.3 Modélisation du béton

Il existe plusieurs méthodes pour modéliser le comportement du béton.
Rappelons que 'objectif de ce travail de thése est de modéliser 'effet du taux
de saturation sur le comportement du béton sous impact. Nous allons dans ce
paragraphe passer en revue différentes méthodes de modélisation. Toutefois,
le travail de cette thése n’étant pas le passage en revue de toutes les méthodes
de maniére détaillée, nous allons nous intéresser aux méthodes continues et
discrétes et délibérément faire abstraction des méthodes couplées, l'intérét
de ces derniéres est avéré pour la modélisation des grandes structures et nous
nous limitons dans ce travail de thése a des petites structures pour validation

du modéle.
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1.3.1 Meéthodes continues

Il est possible d’adopter une modélisation continue du moment que la
taille des hétérogénéités constituant le milieu modélisé est petite par rapport
aux dimensions caractéristiques du probléme. Pour le béton, et & 1'échelle
de T'ouvrage, cette approche est donc justifiée car on ne peut distinguer
les granulats. Les déformations sont supposées petites devant les grandeurs

caractéristiques du milieu (hypothése des petites perturbations).

Dans le calcul d’ouvrage, les méthode continues sont trés répandues. La
pertinence est avérée pour cette échelle, les modeéles sont développés pour
une large gamme de sollicitations et différents types de bétons. Plusieurs
approches ont été adoptées pour permettre la simulation d’apparition de

discontinuité (fissuration).

La Méthode des Eléments finis (MEF) est une méthode de résolution
d’équations différentielles dans les milieux continus. Afin de modéliser les
discontinuités qui peuvent apparaitre, par exemple lors d’un impact, une
méthode dite d’érosion (Figure 1.24), ot les éléments qui ont atteint le seuil
de déformation plastique sont supprimés, peut étre utilisée |83], [32], [72].
Néanmoins, cette méthode présente plusieurs difficultés. Le critére d’érosion
doit étre adéquat et recalé sur des essais de la méme nature que le probléme
traité (gamme des vitesses, nature et niveau des déformations). La disparition
de I’élément peut engendrer quelques problémes tel que la suppression de
masse ou la diminution des contraintes au niveau de la discontinuité. En
outre, la propagation de la fissure dépend fortement du maillage, et le fait

d’éliminer les éléments érodés du modeéle ne permet plus de respecter la
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FIGURE 1.24 Gauche : Simulation d'un impact de balle avec érosion [83] -
Droite : Simulation de perforation de dalles de béton renforcées avec érosion

[32]

conservation de I’énergie.

Au lieu de supprimer ’élément, il est possible également d’introduire
une discontinuité entre les éléments et la propagation de la fissure est sui-
vie grace a un processus de remaillage adaptatif [52]. La X-FEM (eXtended
Finite Element Method), connue aussi sous le nom de G-FEM (Generalized
Finite Element Method) quant a elle, est une extension de I'approche MEF
classique en étendant 'espace de solution pour des solutions aux équations
différentielles avec des fonctions discontinues. Cela revient & introduire la dis-
continuité en déplacement directement au sein des éléments. cette méthode
semble trés bien adaptée pour modéliser la propagation de fissures (Figure

1.25).

Les méthodes sans maillages (Figure 1.26), comme leur nom lindique,
sont des méthodes de résolution d’équations aux dérivées partielles seule-
ment basées sur un ensemble de noeuds sans la nécessité d'un maillage sup-
plémentaire. Une multitude de méthodes sans maillage existe [25], mais elles

ont toutes un grand nombre de similarités. L’absence de maillage résoud le



1.3. Modélisation du béton 35

‘X‘ ‘ l

FIGURE 1.25 — Simulation d’un essai Bérsilien avec la méthode XFEM -
Gauche : Contraintes au début de 1’essai - Droite : Contraintes a la fin de
I'essai (Fissure au milieu de I'image)

FIGURE 1.26  Simulation multi-échelles d’un essai de pénétration d’une
dalle de béton haute résistance - Méthode sans maillage [10]

probléme de sensibilité a la taille du maillage. Le remaillage pendant le cal-
cul pour suivre la propagation des fissures n’est pas nécessaire, mais ceci ne
garantit pas forcément un meilleur temps de calcul. En effet, les fonctions
de forme sont complexes et les conditions limites sont délicates a imposer ce

qui peut dégrader le temps de convergence.

La méthode peridynamique développée par Silling [70], est une approche
alternative, non locale, dans laquelle le comportement mécanique est décrit

a partir d’équations intégrales. L'un des avantages de ’approche peridyna-



36 Etude bibliographique

mique est qu’aucun maillages Eléments finis n’est nécessaire (méthode sans
maillage). Les concepts de contrainte et de déformation ne sont pas requis
et l'endommagement est introduit en permettant aux liaisons de rompre
lorsque la distance entre les particules dépasse une certaine valeur prescrite.
Une liaison rompue ne soutient plus aucune force et la force qui s’appliquait
a la liaison rompue est redistribué aux liaisons au voisinage. Le voisinage
est défini comme I’ensemble de points situés a une distance inférieure a un
horizon § & un instant donné. Le processus de rupture des liaisons et de re-
distribution des forces conduit ainsi & de nouvelles ruptures ce qui permet la

propagation des fissures.

Plusieurs modéles utilisant cette approche existent, notamment des mo-
deéles cohésifs quasi-fragiles [44], de fracturation [16], de fissuration des ma-
tériau granulaires cimentés [24] ou de structures en béton [28]. Néanmoins,
la méthode peridynamique étant une méthode sans maillage, elle repose sur
I'utilisation d’un ensemble de nceuds (grille) dont 'espacement A, doit évo-
luer plus rapidement que I’horizon ¢ afin que le modéle converge, et il n’existe
pas de ratio A%c valable pour tous les cas. Il est possible d’identifier une valeur
A, pour chaque J et vice-versa pour presque tous les matériaux, cependant,
il n’est pas possible de déterminer une relation fonctionnelle simple entre
eux, ce qui rend le choix d'un horizon approprié pour un certain espacement
nodal donné difficile. En addition, cette méthode n’est pas trés adaptée pour
les cas d’élasticité classiques, dans lesquelles il n’y a pas d’apparition d’en-

dommagement ou de fissuration.
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1.3.2 Meéthodes discrétes

Parallélement aux Méthodes continues, les méthodes discrétes ont été dé-
veloppées pour résoudre des problémes que la mécanique des milieux conti-
nus est incapable de résoudre, généralement des problémes liés a la nature
discontinue du milieu. Afin de résoudre ces problémes plusieurs auteurs ont
proposé des méthodes dites Discrétes. Ces méthodes se divisent en deux

grandes familles, les modéles Lattices et les modéles aux Eléments Discrets.

Les Méthodes Eléments Discrets (DEM) dérivent de la Méthode des Elé-
ments Distincts développée initialement par Cundall [11] pour modéliser le
comportement des milieux granulaires. Ces méthodes reposent sur une dis-
crétisation du milien en un ensemble de points indépendants et mobiles,
rigides ou déformables, munis de masses et associés & des géométries. Cha-
cun d’entre eux présentant un mouvement qui est régi par les équations du
mouvement et les lois d’interaction prédéfinies. Ces méthodes peuvent éga-
lement étre utilisées pour traiter des problémes continus. En effet, certains
matériaux peuvent étre vus a 1’échelle macroscopique comme homogénes et
continus [13], mais leur comportement a la rupture résulte de phénomeénes
discontinus. Par exemple, dans le cas de modélisation d’impact sur le béton,
la nature discréte de ces méthodes facilite la reproduction des phénomeénes
de création et de propagation des fissures en supprimant simplement les in-

teractions entre les éléments concernés.

La (DEM) a également comme atout de pouvoir reproduire des com-

portements mécaniques complexes & partir d’'un nombre réduit de para-

meétres, comme la réponse non-linéaire de contrainte-déformation, la tran-
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sition fragile-ductile, le seuil de résistance non-linéaire. Ceci est accompli
grace a des lois d’interaction locales simples entres Eléments Discrets avec
des critéres de rupture tel que le critére de Mohr-Coulomb ou un seuil de
rupture en traction. Cette méthode est largement utilisée pour reproduire le
comportement fragile des roches et pour simuler I'initiation et la propagation

des fissures.

Classiquement les éléments utilisés dans les modéles s’appuyant sur la
DEM sont de forme circulaire en 2D ou sphérique en 3D. Ceci pour des rai-
son évidentes de simplicité, tant au niveau de la représentation géométrique
qu’au niveau de la recherche de contact et des lois d’interaction. Cette re-
présentation apporte quelques limitations, et ne permet pas en conséquent
de reproduire certaines caractéristiques propres aux matériaux granulaires
de maniére quantitative. Certains travaux utilisent des formes particuliéres
afin de palier & ce probléme [53], [3], mais les algorithmes de détection des
contacts sont trés cotteux. Des travaux sont menés dans cet optique afin
d’affiner le modéle géométrique des grains [50] (Figure 1.27). Toutefois, ces
problémes de représentation sont cruciaux lorsque le but de la modélisation
est de reproduire une microstructure donnée, en particulier pour les maté-
riaux granulaire, mais leur importance n’est plus justifiée lorsque 1’échelle

est assez grande pour que le matériau soit considéré homogeéne.

Les modéles Lattices (LEM : Lattice Element Method) reposent sur une
discrétisation du milieu par des éléments 1D (Figure 1.28). Plusieurs modéles
rhéologiques simples peuvent étre utilisés pour décrire le comportement local.
Ce comportement peut également étre associé & un critére de rupture qui

permet de supprimer I’élément dés que le critére de rupture est atteint, et
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FIGURE 1.27 — Méthode de génération d’éléments discrets de forme réaliste
proposée par Mollon et Zhao [50]
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FIGURE 1.28 Discrétisation LEM, maillage régulier (& gauche) et irrégulier
(a droite)

rATAP TN
"’:{‘V KRR

FIGURE 1.29 — Maillage LEM et fissuration dans un maillage hétérogene (a)
régulier, (b) irrégulier [74]

ainsi modéliser la perte de cohésion et la fissuration. La LEM peut étre
considérée comme une généralisation de la DEM dans laquelle les éléments
discrets sont représentés par des noeuds qui dont reliés par les éléments 1D
au lieu de particules rigides reliés avec des forces d’interaction. Le maillage
utilisé pour la discrétisation du milieu peut étre régulier ou irrégulier et
chaque nceud a un nombre fixe de voisins a la différence de la DEM. Ceci
permet d’introduire du désordre et des hétérogénéités, ce qui peut s’avérer

utile pour les modéles mésoscopiques pour le béton (Figure 1.29 a Droite).
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FIGURE 1.30 — Cellules LDPM pour deux granulats adjacents [12]

Plus récemment, le Lattice Discrete Particle Model (LDPM) [12] a été
proposé. Ce modeéle permet de modéliser la mésostructure du béton grace a
un systéme d’interaction entre les agrégats (DEM), reliés entre eux par un
systéme de réseau (LEM) obtenu par une tétraédrisation de Delaunay a par-
tir des centres des granulats. L’interaction géométrique entre les particules
est obtenue par une tesselation en trois dimensions définissant un ensemble
de cellules polyédriques comprenant chacune un granulat (Figure 1.30). L’in-
teraction mécanique entre les agrégats est caractérisé par les contraintes
normales et les contraintes de cisaillement. Le comportement constitutif est
adoucissant en traction et en traction/cisaillement alors qu’il est durcissant
en compression et en compression/cisaillement. Ce modeéle peut simuler de
fagon réaliste tous les aspects de la réponse du béton sous chargement quasi-
statique, y compris la traction et résistance & la compression, la rupture de co-
hésion, I’endommagement en compression, le comportement de compression-
cisaillement avec adoucissement sans confinement ou a faible confinement,

et le durcissement en compression a haut confinement.

Dans le cas du matériau béton, la méthode des éléments discrets a été
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largement utilisée pour modéliser les problémes d’impact. On peut citer le
modele de Hentz [29] qui utilise deux types d’interactions : les interactions
de contact et les interactions cohésives de type lien qui sont contrélées par
un rayon d’interaction, ainsi qu’un critére de Mohr-Coulomb localement. Ce
modeéle a montré sa capacité a reproduire les essais aux barres de Hopkinson
dynamiques [30] et les essais de chute de bloc rocheux sur une dalle en béton
armé [31]. Ce méme modeéle a ensuite été repris par Frangin [23], Rousseau

[62] et [51] qui ont utilisé des approches couplées DEM /FEM.

D’autres modeéles, qui prennent en compte I'influence de ’eau sont abor-

dés dans le chapitre 3.

1.4 Choix de 'approche du probléme

L’objectif de ce travail de these est de développer un modéle permettant
de simuler le comportement de structures en béton sous impact. Les phéno-
meénes mis en jeu sont nombreux et complexes et I’outil numérique développé

doit étre capable de les décrire.

Les méthodes de modélisation existantes offrent des possibilités variées
pour simuler le comportement du béton. On a vu dans ce chapitre qu’il existe
donc deux grandes familles de méthodes numériques : les méthodes continues
et les méthodes discrétes. Les méthodes continues, quoique trés performantes
et largement utilisées, ont encore des difficultés & modéliser correctement
les phénomeénes discontinus tel que la fragmentation. En contrepartie, les

méthodes discrétes, par leur nature discontinue, permettent de prendre en
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compte naturellement les discontinuités et sont capables de reproduire des

comportement complexes a partir d’'un nombre réduit de paramétres.

Notre choix se porte donc sur les méthodes discrétes, et particulierement
la DEM. Les éléments utilisés sont sphériques et indéformables, et les inter-
action qui les lient peuvent étre vues comme un réseau lattice tant que ces
derniéres ne sont pas rompues. La Méthode aux Eléments Discrets (DEM)
sera abordé en détails dans le chapitre 2, et le modeéle proposé décrit dans le

chapitre 3.



44

Etude bibliographique



(Généralités sur la méthode des

éléments discrets

45






Chapitre

Généralités sur la méthode des

éléments discrets

2.1 Introduction

La DEM classique initiée par Cundall et Strack a largement évolué. Dans
I'article publié en 1979 [11], les milieux granulaires sont modélisés par des
assemblages de disques et des sphéres non déformables qui représentent les
granulats. Leurs mouvements sont gouvernés par le Principe Fondamental
de la Dynamique (PFD) et par le principe des actions réciproques. Depuis
lors, la formulation initiale a été sensiblement enrichie a bien des égards, avec
I'introduction de particules non sphériques, de la déformabilité des particules,

de la cohésion et de la fracturation.

En considérant un ensemble d’éléments discrets soumis a un ensemble de
charges extérieures, le cycle de calcul commence par une étape de détection
des collisions, puis par le calcul des forces d’interaction et des forces résul-
tantes sur chaque élément. Pour chaque pas de temps At le déplacement est

obtenu en intégrant les équations du PFD a I’'aide d'un schéma explicite et

47
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les positions sont mises a jour.

Ce chapitre est consacré & la description des bases de la DEM sur les-
quelles repose le travail de cette thése, ainsi qu’a la formulation des problémes
dans YADE tels que la détection et la création d’interactions, le calcul des

forces et la description du schéma d’intégration.

2.2 Discrétisation

La phase de génération des échantillons numériques est fondamentale. Le
milieu est représenté par un assemblage désordonné de sphéres de différentes
tailles. C’est par la variabilité de positionnement et de taille des différents
éléments que sont introduites I'isotropie des interactions et les hétérogénéités
de la microstructure. Les hétérogénéités favorisent ’apparition et la propaga-
tion de fissures. Cependant, les travaux de cette thése traitent des problémes
a D’échelle d’ouvrages de génie civil. L’échelle des éléments étant largement
supérieure a la taille des hétérogénéités du béton le caractére hétérogéne de
la microstructure est par conséquent perdu (échelle homogénéisée). L’intro-
duction de la résistance en traction ou en cisaillement permet de pallier a
cette contrainte imposée par I’échelle en initiant des ruptures de liens locale-
ment lorsque ces seuils sont dépassés. Ces ruptures locales finissent par créer
les fissures macroscopiques. Cette échelle de discrétisation permet une bonne
représentation du comportement pour des cotits de simulation (nombre d’élé-

ments, temps de recherche des contacts, temps de calcul, etc) acceptables.

Plusieurs méthodes de d’assemblage de sphéres existent. On peut les



2.2. Discrétisation 49

résumer en deux grandes familles, les méthodes dynamiques et les méthodes

géométriques. On présente ici quelques unes des méthodes.

Méthodes géométriques

Les méthodes géométriques utilisent des fonctions géométriques plutdt
que des lois de contact pour générer les assemblages d’éléments. Les formes
des échantillons peuvent étre plus complexes. Le principal avantage de ces
méthodes est leur rapidité mais la densité obtenue est souvent plus faible

qu’avec les méthodes dynamiques.

- Méthode géométrique de Jodrey-Tory

Cette méthode [38] repose sur I'utilisation d’un réseau cubique & faces
centrées dans lequel les sphéres de diamétre identique sont générées afin
d’obtenir une compacité théorique maximale. Pour un un assemblage dense
avec un nombre d’éléments N élevé, cette valeur tend vers 0.64 [75]. Un
facteur de réduction est ensuite appliqué aux spheéres, et un processus itératif
de grossissement et de replacement des sphéres est répété jusqu’a atteinte de

la compacité souhaitée de I'assemblage.

Cette méthode a 'avantage d’étre rapide & mettre en ceuvre pour des
échantillons simples par rapport a des méthodes dynamiques, mais elle conduit

a des échantillons assez laches.

- Méthode géométrique de Jerier
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Step 5-6 Step 7a Step 7b

F1GURE 2.1 — Méthode géométrique de Jerier pour la génération d’échan-
tillons denses [37]

La méthode de génération de Jerier [36] permet de remplir un volume
quelconque par des sphéres en s’appuyant sur un maillage non régulier té-
traédrique (obtenu avec un mailleur éléments finis). Les mailles sont ensuite
remplies avec les sphéres en les placant d’abord sur les arétes des tétraédres,
puis sur les sommets, ensuite sur les faces triangulaires et enfin dans le vide
proche des sommets. Si la compacité de ’échantillon obtenu n’est pas suffi-
sante, un second maillage est construit a partir des centres des sphéres et les

vides remplis & nouveau (Figure 2.1).

Cette méthode se distingue par sa rapidité & générer des échantillons
isotropes. De plus, il est possible d’obtenir des échantillons de formes quel-

conques. Malheureusement, a ce jour, cette méthode n’a pas été implémenté

dans YADE.
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Méthodes dynamiques

Les méthodes dynamiques utilisent les équations de la dynamique par
I'intermédiaire de lois de contacts entre les éléments pour générer un échan-
tillon. Elles permettent d’obtenir des échantillons avec une orientation des
contacts isotrope et des densités élevées. Cependant le cotit de calcul pour un
échantillon devient prohibitif dés que I'on augmente le nombre d’éléments.
De plus, elles sont difficiles & mettre en ceuvre dés que l’échantillon voulu
n’est pas prismatique. Enfin, il peut exister de petites interpénétrations entre

les éléments selon les lois de contact utilisées.

- Dépot gravitationnel

Comme son nom l'indique, la méthode de dépot gravitationnel [69] consiste
a générer les échantillons en déposant les sphéres I'une aprés I'autre en uti-
lisant la gravité. Les sphéres déposées perdent une partie de leur énergie
par frottement & chaque collision avec les autres sphéres et avec les murs
qui définissent I’échantillon. Cette méthode permet d’atteindre une compa-
cité élevée si le coefficient de frottement (sphére-sphére, sphére-mur) est nul,

néanmoins elle peut étre cotiteuse en temps de calcul. (Figure 2.2)

- Grossissement dynamique

Tout comme la méthode de Jodrey-Torry, en partant d'un assemblage
régulier cubique & faces centrées, la méthode de grossissement dynamique

[57], [58] utilise le cycle de calcul dynamique pour calculer les positions fi-
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F1GURE 2.2 — Méthode géométrique de dépot gravitationnel pour la généra-
tion d’échantillons denses [69]

nales des spheéres. Les rayons des sphéres constituant I’assemblage initial sont
réduits, puis a chaque pas de temps les rayons les sphéres grossissent d’un
facteur donné jusqu’a atteindre leur diameétre final ou la compacité finale.

Une interpénétration entre les sphéres est permise pour calculer les forces.

- Compression isotrope

Cette méthode s’inscrit dans un registre d’optimisation de la méthode de
Jodrey-Torry qui est une méthode géométrique et de la méthode de grossis-
sement qui est une méthode dynamique [71],[68]. Les sphéres sont aléatoi-
rement positionnées dans un volume cubique de facon & ce qu’aucun recou-
vrement ou intersection n’apparaisse entre elles. Un coefficient de frottement
proche de zéro est intégré et les parois sont translatées vers le centre du
domaine. Cette procédure permet aux particules de se mouvoir pour que
I'empilement tende vers un état dense, elle s’arréte lorsque la fraction volu-

mique et les conditions d’équlibre sont atteintes.



2.3. Formulation de la DEM 53

2.3 Formulation de la DEM

2.3.1 Formes des éléments

Les éléments sphériques sont les éléments les plus répandus dans les mo-
délisations par éléments discrets. Ces éléments sont simples & programmer et
permettent de limiter les temps de simulation. Ceci est largement di au fait
que les équations de la dynamique sont beaucoup plus simples que pour des
éléments non sphériques (ellipse, polyedres), et que la recherche de contacts

est simplifiée.

Dans YADE, en plus des éléments discrets sphériques, des surfaces trian-
gulaires peuveut étre utilisées. Ces surfaces appelées Facettes sont des objets
géométriques qui peuvent étre utilisés dans les simulations pour modéliser
les surfaces complexes ou bien pour importer des objets de formes complexes
et les convertir en un ensemble de facettes. Toutefois, une facette ne peut
pas étre utilisée en tant qu’objet a part entiére et les interactions entre fa-
cettes ne sont pas prises en charge. Elles ont une masse nulle, ce qui implique
qu’elles doivent étre utilisées avec un ensemble de sphéres appelé Clump et
qu’une masse soit affectée a ce groupe. Il est aussi possible de leur prescrire

un mouvement (translation ou rotation).

2.3.2 Cohésion et isotropie

Malgré le caractére discontinu, les modeéles discrets sont souvent appli-

qués pour étudier le comportement mécanique de milieux continus en suppo-
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sant que le matériau peut étre approché en tant qu’un ensemble d’éléments

discrets liés par des forces cohésives [19].

A Téchelle macroscopique, le béton est considéré isotrope et homogéne.
Les modéles doivent étre capables de représenter les comportements obser-
vés dans 'expérimentation, de ce fait la répartition et la taille des éléments
discrets constituant les échantillons sont choisies de maniére aléatoire afin
d’éviter de leur donner un caractére anisotrope. Il est montré qu’un assem-
blage désordonné d’éléments de méme taille a tendance a se réorganiser en
réseaux ordonnés [18|. La densité finale de I’échantillon est a prendre en
compte aussi, cependant, on remarque qu’elle affecte peu le modéle cohésif.
Il est aussi possible de pallier aux problémes de densité grace a I'introduc-
trion d’un coefficient fictif adimentionnel appelé rayon d’interaction. Ce der-
nier permet la création a distance des interactions et ainsi I’augmentation
du nombre moyen d’interactions par sphére, ce qui a comme conséquence de

limiter la fragilité du comportement et d’assurer une mailleure isotropie.

2.3.3 Deétection des collisions

La détection de la configuration exacte des éléments en collision peut
s’avérer cotiteuse, particuliérement dans le cas ol la forme des éléments n’est
pas sphérique. Dans un cas générale, prenons deux éléments ¢ et j et leurs
prédicats P; et P; ( ensembles de points représentant les domaines spatiaux

qui leurs sont rattachés). La détection des collisions se fait sur deux passes :

1. Une passe dite de détection rapide (ou approximative), ou les prédi-
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pProe—»> Pyl

px0 px1

P2 ¢ B PZ
px0 _ pxl
Pi" = P

FIGURE 2.3 — Algorithme de détection des contacts par "balayage" implé-
menté dans YADE (montré ici en 2D)

cats approximatifs P; et Pj faisant abstraction sur les caractéristiques

géométriques précises de P; et P; doivent satisfaire les conditions :
ViceR:zeP=>zcP (2.1)
Ve R :xePj=uxeP (2.2)

Tl ensuit que (P; N P;) # 0 = (PN P;) # () et par contraposition, on

obtient la régle d’exclusion suivante :

i

(PNP)=0= (PNP})=0 (2.3)

La Figure 2.3 montre ’algorithme de détection rapide implémenté dans

YADE (simplifié¢ en 2D), et les prédicats rattachés aux éléments.

2. En filtrant les collisions impossibles, I'algorithme se charge ensuite de

déterminer les collisions exactes. Cette étape est plus cotiteuse en cal-
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cul, et ces algorithmes doivent pouvoir gérer les différents types de

formes car ils operent sur les prédicats P; et P;.

La détection approximative permet de créer les interactions potentielles,
qui seront par la suite évaluées par l'algorithme de détection exacte. La
détection exacte des collisions dépend de la géométrie exacte des éléments.
Elle doit étre exécutée a chaque pas de temps étant donné que les positions
des éléments est sujette & étre mise & jour et par conséquent de nouvelles

collisions peuvent se créer.

2.3.4 Création des interactions

Outre la détection des collisions et la connaissance des caractéristiques
géométriques, des paramétres non géométriques sont nécessaires a la création
de linteraction et dans la définition de son comportement. Dans YADE, les
parameétres de 'interaction sont dérivés des propriétés des matériaux assignés

a chaque spheére.

Dans une interaction basique en DEM, deux raideurs doivent étre déter-
minées : la raideur normale K, liée & un module de Young équivalent fictif
E* (La liaison avec le module de Young réel de I’échantillon est indirecte), et

la raideur de cisaillement K liée au coefficient de Poisson. K est détermi-

nées de telle maniére que le rapport Ifgs détermine le coefficient de Poisson
n

apparent (macroscopique) v de I’échantillon numeérique.

Considérons deux spheéres i et j, dont C% et C; sont les positions ini-

tiales respectives des centres et r; et 7; les rayons respectifs (Figure 2.4). La
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FiGURE 2.4 — Distance initiale d’interaction entre les sphéres

distance initiale entre les centres des deux sphéres D s’écrit :

DY =|CY% — Y| (2.4)

Cette quantité D est constante pendant toute I'existence de Iinterac-
tion. Elle n’est calculée qu’une seule fois, lorsque 'interaction est créée. Cette
distance défini aussi la distance dite d’équilibre, il n’y a ni forces d’attraction

ni répulsion entre les sphéres.

Dans YADE le modéle de ressorts en série (Figure 2.5) pour calculer K,
et K est le plus communément utilisé. Soient E;* et E;* les modules de
Young équivalents rattachées aux sphéres i et j respectivement. On écrit

alors :

* *
. E,' ’I“Z'Ej 'rj
n=—""—"-"—"—
B r; + E]‘*Tj
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FIGURE 2.5 Mod¢éle des ressorts en série

Une autre formulation est possible dans YADE en utilisant la section
équivalent notée A, et le module de Young équivalent E* rattaché a I'inter-
action entre les deux spheres ¢ et j. Ce module de Young équivalent est le

méme pour tous les liens lorsque le matériau est homogeéne.

(2.6)

Avec Aeq = m X min(r1?,r9?).

Au deld du comportement élastique d’une interaction, des paramétres
additionnels tels que I'angle de frottement peuvent étre utilisés. On peut
trouver des formulations tel que ¢ = min(p1,¢2) ou bien ¢ = %. La
premiére définition permet de minimiser les frottement entre les sphéres par
exemple dans le cas ol on a une interaction avec un élément sans friction,
tandis que la deuxiéme fait simplement la moyenne entre les deux angles de

frottement.
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Dans certains cas ot le nombre d’interactions entre les sphéres doit étre
augmenté pour améliorer I'isotropie et limiter le comportement fragile, la
notion de Rayon d’Interaction R; peut étre utilisée. R; est un coefficient
unidimensionnel, et Pour R; = 1, l'interaction est créée uniquement entre
les sphéres qui se touchent. La condition d’interaction entre deux sphéres est

notée :

D° < Ri(rq + 1) (2.7)

2.3.5 Calcul des déformations et des contraintes

Dans un assemblage d’éléments discrets, on parle généralement de dépla-
cement et de force, et il peut paraitre surprenant de parler de déformation et
de contrainte. La majorité des lois constitutives développées sont exprimées
en s’appuyant sur une approche en force déplacement [11], [19], [30], [67]. La
loi constitutive développée dans cette thése et détaillée dans le Chapitre
3 s’appuie sur une présentation en contrainte déformation. Nous allons ici
expliquer ce que nous appeelons contrainte et déformation en définissant ces

termes.

Dans une configuration avec deux sphéres ot chacune a 6 degrés de liberté
(DL), l'interaction entre les deux spheres dans 'espace dispose de 6 DL ( 3
translations et 3 rotations). Ces DL sont montrés dans la figure 2.6. La
déformation normale de I'interaction (1 DL) survient suivant la normale w

au plan de l'interaction. La déformation en cisaillement (2 DL) survient dans
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SIS S

normal straining (1DoF) shearing (2 DoFs)

(L OO

twisting (1DoF) bending (2 DoFs)

FIGURE 2.6 — Degrés de liberté de l'interaction

la plan d’interaction perpendiculaire & 77. Les 3 DL restants correspondent
a la torsion (1 DL) et & la flexion (2 DL) et seront abordés en détail dans le

Chapitre 3.
Le déplacement normal U, est défini par :
Un = (ICi = Cj]) = D°) (2.8)
Ainsi, la déformation normale de l'interaction peut étre exprimée par :

_ G =Gl

T Y (2.9)
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Dans le cas d’une loi élastique, on exprime la force normale F, :

F, = —K,U, (2.10)

A partir de ’équation 2.6 et 2.10, on peut écrire :

on = E*e, (2.11)

Avec o0, la contrainte normale au niveau de I'interaction.

Etant donné que I'interaction est orientée uniquement par les centres des
spheéres entre lesquelles elles est définie, seuls le plan d’interaction et la nor-
male 77 sont définies (pas de coordonnées locales) (Figure 2.7). Ceci implique
que la déformation en cisaillement doit étre définie dans les coordonnées glo-
bales en satisfaisant la condition Us L n a tout moment. Un algorithme

incrémental est largement utilisé dans ce cas [45].

La déformation en cisaillement est exprimée par :

(2.12)

La force de cisaillement F§ est exprimée :
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N
[N

N
contact plane
N

F1GURE 2.7 Orientation des déplacements normal et tangentiel

F, = K,AU, (2.13)

Sachant que [Igz = v, on peut écrire & partir de ’équation 2.13 que :

s = G'eg (2.14)

Avec G* le module de cisaillement fictif G* = vE* et o4 la contrainte
de cisaillement au niveau de l'interaction. D’autres définitions peuvent étre
utilisées pour G*. Le modéle proposé dans le Chapitre 3 utilise la définition

suivante :

E*

=307 (2.15)
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2.3.6 Intégration temporelle

Le schéma d’intégration temporelle consiste a calculer & chaque pas de
temps les nouvelles positions U® a partir des positions actuelles U® des

éléments consitutants I’échantillon numérique.

A partir des interactions déterminées dans I’étape de détections des col-
lisions, la force résultante sur chaque sphére est calculée puis est utilisée
dans le schéma d’intégration pour calculer 'accélération U®. L’accélération
est simplement calculée a partir de la résultante F' et de la masse m de la

sphére :

go =L
m

(2.16)

Une approximation en différences finies d’ordre 2 sur un pas de temps

At donne :

U® —20° +U®

U° ~ 2.17
INE (2.17)
L’intégration par un schéma explicite différences centrées donne :
U® =0%+4LU°+U%)
(2.18)

U® =U® 4+ AHU® + 5LU°)
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2.3.7 Pas de temps critique

Afin d’assurer la stabilité du schéma explicite et éviter que le pas de

temps choisi soit trop important, une limite est imposée au pas de temps

At.

Les équations & résoudre pour un systéme composé d’éléments discrets
sont similaires a celles obtenues pour un assemblage de systémes masse-
ressort (masse m et raideur k) a un degreé de liberté. Pour un systéme masse-

ressort unique, la fréquence propre du systéme est :

K
Winaz = ] — (2.19)
m

Et le temps critique est :

Atcritique = (220)

max
Il est essentiel de noter que wy,q, doit étre strictement positive. Car méme
si physiquement la fréquence peut étre nulle, ceci implique que numérique-

ment le pas de temps tende vers 'infini.

Dans un cas général ol on a un assemblage de sphéres, et oi chaque
spheére est impliquée dans plusieurs interactions, une raideur équivalente Ky,

peut étre calculée par sphére :
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Kiw =Y (Knj — Koj)|nj|* + Ky (2.21)
J

Avec w € {x,y,z} et j indice de l'interaction. Le pas de temps critique

est ensuite déterminé selon I'équation 2.20.

Cette approche est simplifiée, car elle ne prend en considération que les
mouvements en translation. Une approche & 6 DL similaire & I’approche
PFC3D [56] est donc utilisée. Enfin, un coefficient de sécurité est prise en

compte, et le pas de temps critique est :

m

Kiw

Atcritique = mln(p ) (222)

Ou p est un paramétre de pondération 0 < p < 1.
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3.1 abstract

The proposed new Discrete Element Model (DEM) in this paper ad-
dresses the macroscopic behavior of concrete taking into account the presence
of free water in pores. Thanks to interactions between spherical discrete ele-
ments (DE) of different radii and masses, DEM allows an easy modelling
of cracking in order to represent the macroscopic behavior of concrete. In
this new constitutive model, cracking and compaction are modelled at the
interaction level between DEs, free water effects are taken into account by in-
troducing a dependency between the water saturation ratio and the inelastic

deformation due to the pore closure.

The present numerical model has been implemented within the YADE
(Yet Another Dynamic Engine) code in order to deal with loading situa-
tions leading to fragmentation or large deformation such as an impact. The
macroscopic behavior of concrete can be reproduced thanks to this discrete
element model. Tests performed at laboratoire 3SR under triaxial and oeo-
dometric stress paths on ordinary concrete samples were simulated with the
proposed model. Comparisons of experimental and simulation results of tests

performed on specimens at different saturation ratios show good concordance
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3.2 Introduction

When a concrete structure is subjected to an impact, the material in the
vicinity of the impact zone undergoes high levels of stress leading to irrever-
sible compaction, whereas farther from this location, the material experiences

compression with a moderate triaxial stress level [7].

Under high mean stress, the saturation ratio of concrete plays major
role on its behavior [79]. The hydrostatic behavior of very wet or satura-
ted concrete clearly becomes stiffer than that of dried concrete. The shear
strength of very wet or saturated concrete seems limited to a maximum value
independent of confining pressure, while the shear strength of dried concrete
increases almost linearly with confining pressure. The limit shear strength

value is directly correlated with the concrete saturation ratio [79].

Several DEM models were developed and extensive research work has
been carried out to reproduce the behavior of granular and cohesive materials
[19], [30], [67], [77]. [41], [11], [84], but none of them attempt to reproduce

the effects of saturation ratio throug a DE interaction law [76].

The PRM coupled model [55], is a finite element model developed by
Pontiroli, Rouquand and Mazars. It uses the effective stress concept develo-
ped by Mariotti [61]. Thus, the response takes into account the saturation
ratio, but finite element models are not well adapted for large discontinuity

and perforation simulations.

The YADE code in which is implanted the proposed model is an open
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source code [41]. With the aim of modeling concrete structures subjected to
impacts, DEM has several advantages. It can easily represent discontinuities
caused by cracking or fragmentation and reproduce the macroscopic behavior

of concrete [54, 17].

This paper describes a new local constitutive behavior for DEM that at-
tempts to take into account the saturation ratio of concrete. The model is va-
lidated using results from several laboratory tests performed with a high ca-
pacity triaxial device (GIGA Press), performed on ordinary concrete samples.
The considered test results include Uniaxial, Oeodometric and triaxial stress

paths and different saturation ratios.

3.3 Discrete element background

The DEs are rigid spheres of different radii. In the elastic domain, a
classical force-displacement constitutive relation (3.1a) is used. Netwton’s
second law of motion describes the motion (3.1b),(3.1¢) of each element. The
dynamic behavior of the system is solved numerically by a time algorithm in
which the velocities and the accelerations are constant at each time step. The
system evolves and an explicit finite difference algorithm is used to reproduce

this evolution.

F; is the resulting force associated to the ith element. K; the contact
stiffness, it can be decomposed in K, and K, the stiffnesses in the normal
and tangent direction respectively. U; is the total displacement, m is the

mass, U; and w; are translational and rotational accelerations respectively.
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gi is the gravitational acceleration. M; is the torque acting on the i element

and [ is the moment of inertia.

The equations of motion are defined by :

Fy = m(U; — g;) (3.1b)
Mi = Id.)i (3.1(‘,)

During the calculation cycle, at each step, normal, shear forces and
torques are computed. Resulting force F; is then applied at the contact point
to both elements in contact. Each particle accumulates generalized forces
(forces and torques) from the interactions in which it participates. These ge-
neralized forces are then used to integrate motion equations for each particle
separately. Integrating motion consists in using current acceleration U; on
a particle to update its position from the current value UiO to its value at
the next timestep U;r . Acceleration is computed, knowing current forces Fj;

acting on the particle in question and its mass m.

3.3.1 Numerical damping

Since the constitutive law in this model does not include velocity based
damping, kinetic energy of DEs is dissipated in quasi-static simulations using

numerical damping.

The formulation used in YADE is a slightly adapted version of the for-
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mulation used in PFC3D [34]. The forces applied on each DE are decreased
by (AF),

o.@
7(A}1:)dw = —\g sgn Fy, (u + 7uw2At) (3.2)

Where )\; is the damping coefficient. This formulation acts on forces
which means that uniform motion is not constrained. In addition, all DEs

are damped equally and only the dimensionless coefficient \; is needed.

3.4 Constitutive model description

At macroscopic scale, the concrete can be considered as a homogeneous
isotropic material. Gabet [27] studied the triaxial behavior of concrete under
a confinement up to 650 MPa. Under increasing mean stress levels, concrete
first follows a linear behavior, then its stiffness decreases due to the damage
of cement matrix, which leads to porosity closure. As the porosity is closing,
the stiffness of the consolidated material increases again and tends to the

elastic stiffness of the fully consolidated material.

This behavior at the macroscopic scale can be reproduced through simple
interaction laws between the discrete elements. Shiu [66] developed an inter-
action law featuring an elastic quasi-brittle behavior in tension, and three
linear behavior in compression, but this model does not take into account

the effect of saturation ratio of the concrete.
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In this new model, the effect of free water is taken into account by in-
troducing a dependency between water saturation ratio and inelastic defor-
mations due to pore closure. Initial porosity is defined as a local variable
at the interaction using the initial distance between DEs. A new maximum
shear stress criterion is also introduced to take into account the correlation

between limit shear strength and saturation ratio.

3.4.1 Interaction law

In this model, we allow interactions between distant neighbours by in-
troducing an interaction radius coefficient R;. Thus we define two types of

interactions : initial Link and residual Contact. (Figure 3.1)

The value of R; influences directly the number of interactions per sphere.
Rousseau [63] showed that in order to achieve a realistic post-pic behavior
of concrrete, this number should be around 12 interactions. The interaction

radius coefficient R; will be adjusted accordingly.

As calculation is proceeded during the calculation cycle, due to external
loading, changes in DEs arrangement occur and new interactions could be

created.

Cohesive interactions

Link interactions are created between DEs within the same range at the

beginning of the simulation. For instance, a link is created between elements
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a, and b of radius R, and Ry respectively if :

Ri(R*+ R") > D° (3.3)

Where D is the intial distance between the centroids of elements a and
b. DY is also the reference distance used later to convert displacement to di-
mennsionless strain. If C°, and C?, are initial position centroids of elements

a and b centroids respectively, then :

D° =|C° — CY (3.4)

Tensile stress appears when distance D** = |C, — Cy| between elements

a and b is greater than DY because the interaction is cohesive.

Contact interaction

Contact interactions are created either between DEs after the beginning
of the simulation, or when a cohesive Link interaction is broken. Contact is

created when two DEs are in contact.
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Cohesive

Broken cohesion

- Non cehesive interaction - Cohesive interaction
- No tensile strength - Have a tensile strength

FIGURE 3.1 — Interaction types

3.4.2 Elastic interaction law

Resulting force F; can be decomposed in a normal force F),, and shear

froce F :

F, = K,U, (3.5a)

F, = K,U, (3.5b)

U, and U are respectively normal and shear displacement (See Chapter
2). K, and K are respectively normal and shear stiffnesses, both expressed
using E* an equivalent Young modulus and G* an equivalent shear modulus

for the link :

E* Ay

*Ae
K:G 1 (3.6b)

S DO
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Aeq is the interaction cross-section, and is defined as follows :

Aeg = 7 x min(Ry, Ry)* (3.6¢)

Thus, the forces are written as follows :

F, = 0,A¢ (3.7a)
Fy = 04 Ac (3.7b)
With :
on = E¥ey, (3.7¢)
oy = G¥eg (3.7d)

Where ¢,, and &4 are the normal and shear strain respectively

€= (3.7¢)

CY is the interaction center point and 7 is the contact normal to the
contact plane that passes through C° (always perpendicular to the contact
plane). U, is aligned with n. The shear displacement Us; must be expressed
in the global coordinates while satisfying the condition Us L n. This is due
to the lack of an interaction-local coordinate system. Each contact defines

only the contact normal and the contact plane (Figure 3.2).

As large strains are expected, logarithmic normal strain (equ. (3.8)) is
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Sphere A Contact plane

Sphere B

FIGURE 3.2 — Interaction between two elements. Force and displacement
components

used. This allows the strain to tend to —oco instead of —1 as centers of spheres

approach, otherwise spheres could penetrate through each other [84].

€ log(Yn
e=|"] = 8o (3.8)

§U,

85 DO

For torque computation :

My =Y 60,Kp (3.9a)
My = 06K, (3.9b)

With 6, and 6; are bending and twisting rotation angle respectively, Kj
and K; bending and twisting stiffnesses. ap and a; are two dimensionless

parameters used to limit the torque. oy, ¢ two non-dimensional parameters

€ [0,1].
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3.4.3 Non linear interaction behavior

As shown in equations (3.7c¢) and (3.7d), 0y, and o, are functions of ¢,

and e, respectively. They describe the interaction behavior in both tension
and compression.
Tension

Beyond the elastic limit ¢y, a damage behavior is described in tension.
Normal stress o, is formulated as follows

on =[1 —w(k)H(eo)|E*ep

(3.10)

w(k) is the damage evolution function, and H(eg) is a Heaviside function
of €, that deactivates damage effect if ¢,, < &¢.

Damage evolution function w is described as follows :

1— &
w(k):1_£ if eg <k <ey
£f

(3.11)

k allows saving maximum damage

Kk = max(ey)

(3.12)
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e is maximum deformation corresponding to maximum damage (w = 1
when e, = £). At this point, the link between the spheres is deleted and a

contact interaction is created only if these two spheres touch again.

Figure 3.3 shows the evolution of tensile stress in the normal direction

and the evolution of damage.

Damage evolution in a cohesive interaction

0.9
0.8
0.7
0.6
05
0.4
0.3
0.2
0.1

Omega

Damage
0 5e-05 0.0001 0.00015 0.0002 0.00025 0.0003 0.00035 0.0004 0.00045 0.0005
ey (%)

408 Stress evolution in a cohesive interaction - Normal direction

Normal Stress

on (Pa)

0 5e-05 0.0001 0.00015 0.0002 0.00025 0.0003 0.00035 0.0004 0.00045 0.0005
en (%)

F1GURE 3.3 — Top : Damage evolution in a cohesive interaction - Bottom :
Tensile stress in a cohesive interaction
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Compression

Since the objective is to simulate high stress levels, compressive stress is
formulated in a way that allows the simulation of porosity closure. Thus, as

shown in Figure 3.4 we define three linear phases in compression :

Phase |A B] : first linear phase that reproduces the elastic behavior. With

€¢ the limit elastic strain in compression.

op = FE*s, for &, <eq (3.13)

Phase [B C] : second linear phase, with a lower stiffness, describing poro-
sity closure. Let us note at this point that porosity is defined inherently, with
epi the maximum deformation corresponding to a complete porosity closure.
Plastic relative modulus &, is also introduced.

_ B
-

on (en —€el) + Oelppa,  fOr e < ep <ep (3.14)

Phase [C D] : third linear phase. kj, a consolidated relative modulus is
introduced. At this point the material is compacted and the response is

described by :

on = E*kn(en — p1) + 0plye,  for ey <ep (3.15)

Figure 3.4 shows a cyclic loading on the normal direction applied to two

DEs (interaction level).
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F1GURE 3.4 — Top : Cyclic loading in the normal direction. Showing features

of the model - Bottom : Zoom A
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Shear

Elastic shear stress is defined as follows :

oy = G*e, (3.16)

The shear response is limited by the maximum shear stress surface (Fi-
gure 3.5). The shear stress criterion o, characterized by the initial co-
hesion of the link Cj, friction angle ®, and a maximum shear stress \.C

allowing sliding (plastic slip) between spheres.

Where oy, .. is defined by the following equation :

ACooptan(P)

G—Smax = (1 B W)CO + O’ntan(¢) + ()\ + 1 — W)Ft

(3.17)

Where w is the damage function, F; the tensile stress and A a dimension-

less parameter that allows controlling the maximum shear stress.

3.4.4 Effect of saturation ratio on the compressive behavior

Saturation ratio is introduced as a local variable at the interaction level
between spheres and is linked to the porosity closure during the compac-
tion phase (equ. (3.14)). Initial homogeneous saturation ratio distribution is

assumed in the sample, however a structural heterogeneity could easily be
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FI1GURE 3.5 Maximum shear stress surface
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taken into account. The effect of saturation ratio is taken into account in the

compressive stress only.

The Consolidation point is defined according to normal strain, and it
corresponds, in a dry link (S, = 0%), to a complete porosity closure (&, =
ept)- In this model, saturation S, is introduced as a local variable, and it is
assumed that the higher the saturation ratio is, the earlier the consolidation
point is reached. In fact, a smaller deformation is needed to close a partially

saturated porosity as a fraction of it is already occupied by water.

Thus, the new consolidation point €, yc is defined as follows :

En,plC = Eel + (Epl - 5el)(1 - ST) (318)

Where S, is the saturation of the link.

From equation 3.18, it is clear that if the link is dry (S, = 0), e, pic
is then equal to €,. On the other hand, if the link is completely saturated

(Sy = 1), then e, ¢ is equal to g¢.

Effective stress is introduced to take into account the water contribution
in the total stress. It is defined according to ¢, is , which is approximated
from the normal strain as the link is unidimensional (e, & 3g,). ¢; is the

initial porosity of the sample. Thus we write :

Oniotar = On 3pi (5n - 5n,plC)0nwater (319)
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p; being the initial porisity of the sample, it is clear that the higher
the initial porosity, the more important is the water contribution, as more

porosity is filled with water.

A Mie-Gruneisen like equation of state is used to compute the water

contribution in the total stress [15].

/)00310(51) — & PS) FU(EU — &y ps)
water — : 1-— ’ r Em 3.20
T = T~ a(ey — 2ape))P g JtTomEn (320

Where C is soundwave velocity, pg is volumic mass, s and ['g are two
Mie-Gruneisen coefficients, and F,, is the internal energy per mass unit

(negligible)

Figure 3.6 shows the normal compressive behavior of a dry link and of
a wet link and the corresponding water pressure contribution. It is shown
that the consolidation point is reached earlier in the wet link. Once the
consolidation point is reached the water contribution is added. In the dry
link, reaching the consolidation point does not add any water contribution

since there is no water in the sample.

3.4.5 Effect of saturation ration on the maximum shear stress

In order to control the plastic sliding threshold of interactions, a coef-

ficient A\ was introduced in equation (3.17). This coefficient is intended to
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F1GURE 3.6 Top : Water contribution in the normal compressive strength
and the definition of consolidation point depending on the saturation ratio -
Bottom : Resulting normal compressive stress for different saturation ratios
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control the maximal limit shear strength of a link (ACp) once the material
is fully consolidated. Two parameters, A\g which is calibrated for a dry link,
and Agg which is calibrated for a saturated link, are introduced to express

A as a function of the saturation ratio.

A= ()\0 — )\100)(1 — Sr) + Moo (3.21)

Thus, when A = Ag then €,c = € and when A\ = Ajgp then e,c = ¢
Figure 3.7 shows the dependency of the new criterion on the saturation ratio.
It is shown that the higher the saturation ratio, the lower is the shear stress

limit, which means that sliding between DEs is activated earlier.

3.5 Model validation

Calibration is done by running simulations on sufficiently large specimen
to give continuum-like behavior. simulations were run using a sample of
multiple spheres. The sample used for simulations has to be isotropic [63],
this ensures a homogeneous contact distribution in the sample and prevents

the forces from being directed in privileged directions.

The sample shown in Figure 3.8 on the right, is the experimental sample.
It is cylindrical shaped 70mm in diameter and 140mm in height. The nu-
merical sample used is a 7T0mm x 70mm x 140mm cuboid-shaped packing
of approximately 4000 spheres (The size of the experimental sample used in

GIGA press). A dynamic method (isotropic compression) is used to generate
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FIGURE 3.7 — Maximum shear stress surface for different saturation ratios
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the numerical sample, this method is descibed in Chapter 2

Figure 3.8 on the left, shows the numerical sample. The shape of the nu-
merical specimen does not affect the results as the stress state is homogeneous
across the specimen. Figure 3.9 (Top) shows the Interactions histogram, an
average of 11.55 interactions per sphere is obtained, and Figure 3.9 (Bottom)
shows the contacts distribution in the XY, YZ, and XZ planes. We clearly

see that there is no privileged direction ensuring the isotropy of the sample.

All DOFs blocked —

Ficure 3.8 — Left : The used sample - Right : Experimental sample after
tension test

Uniaxial and Triaxial tests are simulated in order to calibrate the model
parameters. The calibration process aims to identify the model parameters
(Table 3.5) values that allow reproducing the macroscopic behavior obtained

experimentally.

Geometry parameters

R mean sphere radius
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R; interaction radius (calibrated to have an average of 12

interactions per element)

Flastic and material parameters

E* Equivalent Young modulus calibrated from material
properties

G* Equivalent Shear modulus calibrated from material
properties

Vi initial porosity of the sample

p Density of the concrete

Damage and compaction parameters

€0 limit elastic strain in tension

£ limit damage strain (corresponding to maximum da-
mage)

Eel limit elastic strain in compression

Epl maximum compaction strain

K, Relative plastic modulus for slope control in compac-
tion phase

kp, Relative hardening modulus for slope control in conso-

lidated material phase

Cy shear cohesion

D, initial friction angle

D, contact friction angle (same as ®;)

A100 saturated link sliding threshold coefficient
Ao dry link sliding threshold coefficient

TABLE 3.1: Summary of the model parameters
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Number of i histogram, average 11.5509 (cutoff=0)

200

F1GURE 3.9 — Top : Interactions histogram - Bottom : Contacts distribution

3.5.1 Uniaxial tests

Uniaxial strain controlled tension-compression tests allow determining
E*, v, friction angle ®., initial cohesion Cp, limit elastic strain in tension
€0, limit damage strain ;. The straining is applied on boundary particles
symmetrically on both ends of the specimen while restraining their other de-
grees of freedom. Average axial stress is obtained by averagins forces on both
boundary particles divided by the specimen cross-section (assumed constant

during the test).

Figure 3.10 show damage (Failure mode) in the sample for a uniaxial
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Parameters | Values
E* (GPa) 30
v 0.16
€0 le*
Ef 2060
®, (radians) | 0.52
Co (MPa) 4

TABLE 3.2 Model parameters calibration from uniaxial test

compression test and a uniaxial tension test respectively. Obtained failure in
compression is a cone failure type, which is a typical concrete failure mode
observed in compressed specimens. While in tension a band of damage is
observed at the midplane. Tests on both wet and saturated samples were
carried out. Figures 3.11 and 3.12 show the normal stress-strain relationship
for a uniaxial compression test and a uniaxial tension test respectively for
the values given in Table 3.2. We clearly observe that there is no effect of
saturation ratio on these tests as there is no confinement. The obtained

behavior is realistic and % ratio is approximately 9.

3.5.2 Triaxial compression tests

Tests at 600 MPa confinement are used to calibrate ky, kj, €. and €. The
sample is placed between six rigid frictional walls. Triaxial calibration tests
are run on dry (Sr — 0%) and completely saturated (Sr — 100%) numerical

sample. The tests are conducted in two steps :

a) Hydrostatic compression step, where all the walls strain rate is control-

led until the target confinement is reached o, = 0y = 0. = 0. This
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FiGURE 3.10 Damage visualization for uniaxial test. Damage is showed by
color, blue elements links are undamaged, red elements links are completely
damaged - Left : Compression - Right : Tension

step allows calibration of non-linear parameters ky, ky, € and €.

b) Deviatoric compression step, where strain is applied on the longest
dimension (top and bottom walls). All four other walls are monitored by
their stress so it stays constant oy, = 0, = 0ys. This step allows us to
calibrate the two last parameters

lambda100 and )\0.

Results are shown in tables 3.3 and 3.4
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Uniax Tension - Simulation results
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0 0.05 0.1 0.15
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0.2

FIGURE 3.11  Stress vs. strain for a uniaxial tension test

Parameters | Values
k, 2
kp, 1
Eel 2060
Epl 200¢eq

TABLE 3.3 — Model parameters calibration from Hydrostatic compression

test
Parameters | Values
A100 1
Ao 5

TABLE 3.4 — Model parameters calibration from Deviatoric compression test

Figure 3.13 shows the results obtained for an Hydrostatic compression

for S, = 0% and S, = 100%. Figure 3.14 on the other hand shows the re-

sults obtained for an Hydrostatic compression for different saturation ratios.
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Uniax Compression - Simulation results
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FIGURE 3.12  Stress vs. strain for a uniaxial compression test

Saturation ration effect is clearly shown in these figures as the higher the

saturation ratio is, the higher the average stress becomes.

Figure 3.15 shows the results for the Deviatoric compression phase of the
test. Further tests were run on samples under lower confinements (100 MPa
and 200 MPa). Figure 3.16 show simulation results for the Deviatoric stress at
100 MPa and 200 MPa compared to experimental results obtained by Zingg
[81]. The simulation results are in good agreement with the experimental
results. From these figures, it is shown that the influence of saturation ratio
and confinement on the limit stress is well reproduced, as the limit stress is
decreasing when the confinement is decreasing. The limit stress also decreases

when the saturation ratio increases at a fixed confinement.
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F1GURE 3.13 — Hydrostatic mean stress versus volumetric strain
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FI1GURE 3.14 Hydrostatic mean stress versus volumetric strain for different
saturation ratios
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Triaxial test 600MPa - Comparaison
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FIGURE 3.15 — Deviatoric stress versus axial and radial strain under 600MPa
confinement. Calibration tests (Dry and Saturated samples)

3.5.3 Oeodometric tests

Oedometric tests are run for further validation. Strain controlled tests
is conducted using the previously identified parameters. The sample was
placed between six rigid frictional walls. The straining was applied on the
longest dimension (top and bottom walls) while blocking all four other walls

to simulate an uniaxial confined compressive test.

Figure 3.17 shows predictive average stress evolution obtained for dif-
ferent saturation ratios. An experimental result obtained on a dry sample is
also shown. The behavior of the numerical sample for S, = 0% is very close
to the experimental behavior. The effect of free water is also clearly shown

as the sample becomes stiffer the more saturated it is.
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Triaxial test 100MPa - Comparaison
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FIGURE 3.16 — Deviatoric stress versus axial and radial strain for different
saturation ratios. - Top : 100MPa confinement - Bottom : 200MPa confine-

ment
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Oeodometric Compression - Simulation results
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FI1GURE 3.17 — Average stress versus volumetric strain obtained for different
saturation ratios for cedometric compression test

3.6 Conclusion

The model proposed in this work takes into account the influence of
free water during porosity closure. This was achieved by introducing a de-
pendency between both water saturation ratio and inelastic deformations of
concrete and a new maximum shear stress criterion to reproduce the de-
pendency observed experimentally between limit shear strain and saturation

ratio.

The results show that the model is able de reproduce the behavior of rea-
listic concrete concrete samples of the size of the real experimental samples.
This was achieved by introducing a new interaction law between the DEs.

The parameter identification procedure has been given and it is clearly shown
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that this model can predict the behavior of concrete for different saturation

ratios.

The simulation results obtained demonstrate the efficiency of the ap-
proach to take into account the influence of free water ratio. As a perspec-
tive, simulations at a larger scale on a true concrete structure is possible, this
will allow the evaluation of saturation ratio effects at the structural scale.
Also, the introduction of strain rate effects will allow us to study the effects

of saturation ratio during impact on concrete structures.
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Chapitre

Simulation of impact tests on small

concrete structures

The content of this chapter will be submitted to the International Journal of
Impact Engineering
H. Benniou, Y. Malecot, M. Briffaut, L. Daudeville
Univ. Grenoble Alpes, 3SR UMR 5521, BP53 38041 Grenoble Cedex 9, France
CNRS, 3SR — UMR 5521, BP53, 38041 Grenoble Cedex 9, France

4.1 Introduction

This chapter aims to further study the predictive capacity of the new
proposed model at the scale of the structure concerning penetration and
perforation tests, and to further study numerically the saturation ratio effects
on concrete in such tests. This is achieved by simulating impact tests on
unreinforced concrete slabs done by CEA Gramat. The experimental setup

will be described and the numerical results obtained using the proposed

105



106 Simulation of impact tests on small concrete structures

model compared to the experimental results.

In 2004, 3SR laboratory and CEA Gramat launched a research program
on the penetrability of concrete infrastructures. In the early stages of this
program, Gabet [27] studied the influence of loading path on concrete beha-
vior using the same baseline material (R30A7). Vu [79] studied the influence
of saturation ratio. The impact tests presented in this chapter were also part
of this program. Consequently, the targets in the experiments were cast using
the same R30A7 mixture, this allows to use the same parameters identified

previously.

4.2 Experimental setup description

A campaign of experimental tests was conducted by CEA-Gramat in
2009, where a 2.4kg, 52mm in diameter and 300mm in length ogive-nosed
steel penetrator was launched in cylindrical concrete targets. This projectile
was launched using a gas launcher (Figure 4.1 on the Right). An accelero-
meter was embedded within the projectile to measure the axial deceleration
in addition to high speed video cameras to observe the interaction between
the projectile and the target. Figure 4.1 (Left) shows the projectile and the
embedded instrumentation. Figure 4.2 shows successive phases during a per-
foration test on a 300mm bloc of concrete, one can observe both spalling and

scabbing.

The cylindrical concrete slabs of 300mm and 800mm in thickness and

800mm in diameter, confined with 15mm steel sleeves were used. Figure 4.3
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FIGURE 4.1 — Left : Projectile with its embedded instrumentation - Right :
Gas launcher

FIGURE 4.2 — Successive phases during perforation test on a 300mm bloc of
concrete
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Ficure 4.3 — Concrete blocks - Left : 300mm thickness - Right : 800mm
thickness

shows slabs of 300mm and 800mm after impact. Since the time needed to dry
such concrete blocks at their center may exceed several years, the tests were
conducted on water-saturated concrete targets and the blocks were held in
water until tests. Note that in all three tests, velocity and penetration depth
were obtained by integrating the projectile’s deceleration once and twice

respectively. The tests used in our study are :

Test 1 : 300mm thickness, 333m/s initial velocity In this test, a hole was
also drilled along the axis of the concrete slab (Diameter = 12mm). Figure
4.4 illustrate the projectile deceleration, velocity evolution profiles and the

penetration depth. Figure 4.7 shows the topographic analysis after impact.

Test 2 : 800mm thickness, 347m /s initial velocity Figure 4.5 illustrate
the projectile deceleration, velocity evolution profiles and the penetration

depth. Figure 4.8 shows the topographic analysis after impact.

Test 3 : 800mm thickness, 227m /s initial velocity In this test, a hole was
drilled along the axis of the concrete slab. This hole (Diameter = 20mm) was

used for velocity measurement. Figure 4.6 illustrate the projectile decelera-
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Parameters Test 1 Test 2 Test 3
Thickness (mm) 300 800 800
Initial velocity (m/s) 333 347 227
Residual velocity (m/s) 71 0 0
Penetration depth (mm) (perforated)| 269 193
Front face crater diameter | 400 700 400
(mm)

Back face crater diameter | 600 / /
(mm)

TABLE 4.1 Tests parameters : experimental data

tion, velocity evolution profiles and the penetration depth. Figure 4.9 shows

the topographic analysis after impact.

In Test 1, the projectile strikes the 300mm thick concrete block at 333
m/s. An increase in deceleration during the first 300 us, corresponding to the
nose penetration phase, can be observed. A short plateau is then observed
(300 us < T < 500 us), followed by a decrease in deceleration until
perforation (T = 2000 pus)

In Test 2, the projectile strikes the 800mm thick concrete target at 347
m/s. A similar behavior to Test 1 during the 300 us is observed, prior to a
longer tunneling phase (300 us < T < 1350 ps), where the deceleration
is about 30000g.

In Test 3, the projectile strikes the 800mm thick concrete target at 227
m/s. The observations are similar to Test 2, although the deceleration plateau

sits lower at =~ 20000¢g

The main parameters of each impact test are gathered in Table 4.1
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F1GURE 4.4 Test 1 : Experimental results - Top : Acceleration of the pro-
jectile - Middle : Integrated velocity of the projectile - Bottom : Integrated
Penetration depth of the projectile
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F1GURE 4.5 Test 2 : Experimental results - Top : Acceleration of the pro-
jectile - Middle : Integrated velocity of the projectile - Bottom : Integrated
Penetration depth of the projectile
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F1GURE 4.6  Test 3 : Experimental results - Top : Acceleration of the pro-
jectile - Middle : Integrated velocity of the projectile - Bottom : Integrated
Penetration depth of the projectile
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F1GURE 4.7 — Test 1 : Topographic analysis after impact
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F1GURE 4.8 — Test 2 : Topographic analysis after impact
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F1cURE 4.9 — Test 3 : Topographic analysis after impact

4.3 Simulation setup

4.3.1 Discretization
Projectile

The hard projectile used for the tests is very little deformed after impact.
The projectile is considered rigid and a frictional interaction law is used to
model its interaction with the concrete slab [64]. Calculation showed that the
friction angle has a major influence on the projectile behavior. However, as
the real friction angle between the projectile and the concrete target cannot
be determined, it was determined that a zero friction angle provided the best

results.
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FiGURE 4.10 — Left : 3D modeled penetrator - Right : Sectional view of the
penetrator in YADE

Parameters Title Values Units
E Young Modulus 2.10et! Pa

v Poisson ratio 0.3

% Friction angle 0

TABLE 4.2 — Projectile parameters

The projectile is represented by a single DE that is clumped inside a
non-deformable shell of facets representing its silhouette. The density of this
single DE is calculated to be representative of the actual mass of the projec-
tile. This hypothesis allows reducing the number of DEs in the simulation
and thus reducing the calculation time. Figure 4.10 shows the generated

projectile.

Table 4.2 shows the parameters used for the projectile

Concrete slabs

Three different specimens of the same 800mm diameter and different

heights were generated :
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F1GURE 4.11 Left : 300mm thickness concrete slab in Yade - Right : 800mm
thickness concrete slab in Yade

— A 300mm height specimen with an axial hole of 12mm in diameter
made of approximately 140000 spheres for Test 1
A plain 800mm height specimen made of approximately 385000 spheres
for Test 2

— A 800mm height specimen with an axial hole of 20mm in diameter

made of approximately 382000 spheres for Test 3

A layer of DEs was added on the lateral face of each specimen to represent
the confinement steel sleeve. The DEs in this layer were blocked in translation
and rotation (non-deformable). Figure 4.11 shows the 300mm and 800mm

specimens generated for Tests 1 and Test 2.

The material parameters used in the following simulations are the iden-
tified parameters from calibration at material scale in chapter 3. Table 4.3

summarize these parameters.
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Parameters Values Units
E 30 GPa
v 0.16

€0 le

Ef 20e

P, 0.52 radians
Cy 4 MPa
kp 2

kn 1.5

Eel 20eq

Epl 20060

A100 1

Ao 5

TABLE 4.3 — Model parameters for concrete slabs

4.3.2 Strain rate effects

In the previous chapter, the proposed model was validated on quasi-
static tests. However, our work aims at reproducing the dynamic behavior
of concrete structures under impact. Hence, this model needs to take into

account the strain rate effects in the concrete behavior (see chapter 1).

As shown in chapter 1, the apparent tensile and compression stress in-
crease depends on the strain rate. In the case of compression, Hentz [29|
showed the ability of DEM to reproduce the increase of the dynamic resis-
tance with increasing deformation rate and without resorting to the use of
any viscosity or characteristic time. In other words, he showed numerically
that the increase in resistance in dynamic compression results from a struc-
tural effect. Thus, we introduce a strain rate effect in tension only. This is
achieved by modifying the tensile resistance between DEs using Omar’s [51]

modified CEB formulation. Since the identification done by Omar is based
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on experimental results on wet R30A7, the parameters need to be calibrated

in our case for saturated concrete [21].

1 Zf 13 < éstatic
f S L .
DIF = ¢ ( . ) if  Estatic <€ <1 (4.1)
ft static Estatic
e
6(651—2)(f) if 1<é
Estatic

Where :

ft — Dynamic tensile strength
— ft static = Static tensile strength

— Estatic — Reference strain rate corresponding to a quasi-static loading

(1076 s1)
— a =15
— & = %

5y~ 4

In the case of dry concrete, and as shown in chapter 1, the increase in
tensile resistance is less important. These parameters need to be calibrated
again. A study is done later in section 4.5 to investigate the saturation ratio

effect at structural scale.
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4.3.3 Interaction definition between the projectile and the

concrete slab

In chapter 3 two types of interactions are defined. In the impact simu-
lations, the interactions between the projectile and the DEs of the concrete

slab are created as "Contacts".

These interactions need E* and G* to be defined when created, and as
the DEs of the projectile and the slab are from different materials, a new
defintion of E* and G* is needed. Thus, for a and b two DEs respectively

defined as steel and concrete, we write :

E* = @ (4.2)
B, + Ey
E, E
G = o b (4.3)

E,(1+wy) + Ep(1+vg)

With v, and v}, Poisson’s ratio for material a and b respectively.
Y

This defintion is used for other Contact interactions also, as equations

4.2 and 4.3 can be, if materials a and b are the same, simply written :

E*=E, (4.4)
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(4.5)

4.4 Simulation results

The three tests described in section 4.2 were simulated. The numerical
samples used are described in section 4.3.1. The deceleration of the projectile,
its velocity and the penetration depth in each simulation were computed and

compared to the experimental data (Comparison Table 4.4).

For Test 1, the projectile is launched at a velocity of 333 m/s. A good
correspondence can be observed between simulation and experimental re-
sults (Figure 4.12). We observe the same increase in deceleration observed
experimentally during the first 300 pus corresponding to the nose penetration
phase, followed by a plateau 300 us < T < 1350 us. Then we observe
a decrease in deceleration. Post processing (Figure 4.15) shows that during
the first 300 us corresponding to the penetration phase, damage develops
in vicinity of the projectile nose and only on the front face of the concrete
block. Starting from 500 ps conical fracturing appears on the front face near
the projectile and damage appears on the back face of the block. Figure 4.16
and 4.17 show the topology of the numerical sample after perforation, the
blue area indicate that the links between DEs in this part of the specimen
are damaged either completely or partially, forming small chunks that are
detached from the slab. Figure 4.18 shows the velocity of the DEs during
perforation. We can clearly see from this figure where spalling and scabbing

phenomena happen as the DEs from the proximal face are ejected backward
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and the DEs from the distal face are ejected forward. Figure 4.19 shows
clearly that compressive stress is concentrated in vicinity and at the nose of

the projectile, while shear stress is predominant.

For Test 2, the projectile is launched at a velocity of 347 m/s, and si-
milarly to Test 1, deceleration of the projectile, its velocity and the pene-
tration depth are shown in Figure 4.13. In this test, the first 300 us corres-
pond to the experimental test. However, the plateau observed experimentally
(300 us < T < 1350 ws) is not obtained in the simulation. Instead, the
deceleration is decreasing until the projectile stops completely. As a result,
the projectile arrive at a full stop 1100 us later than in the experimental test.
The final penetration depth is very close to the penetration depth reached
experimentally but is obtained 1100 us later. Figure 4.20 show the topology
of the numerical sample after perforation, the blue area indicate that the

links between DEs are damaged.

For the last test (Test 3), a strong difference is noted. The deceleration
profile is lower than the experimental results and does not correspond to the
expected results. As a consequence, the velocity profile and the final pene-
tration depth are higher and the simulation was ended before the projectile
arrived to a full stop (Figure 4.14). Possible explanations could be :

— Friction angle is set to zero

— The presence of a 20mm in diameter hole in the axial direction of

the slab. While there is no hole in Test 2 and it is only of 12mm
in diameter in the Test 1, the presence of this hole in Test 3 could
affect the deceleration of the projectile, since there is no friction and

the only forces decelerating the projectile result from link breakage.
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Figure 4.21 shows results obtained with different hole diameters. It
is clearly shown that numerical results obtained for a plain slab (No
hole) are closer to the experimental results. Therefore, the results
taken into account don’t feature a hole in the numerical sample.
The results obtained are summarized and compared to the experimental

results in Table 4.4.
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FIGURE 4.13 — Test 2 : comparison between experimental and simulation

results - Top : Acceleration - Middle : Velocity - Bottom : Penetration Depth
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FIGURE 4.14 — Test 3 : comparison between experimental and simulation
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F1GURE 4.15 — Test 1 : Damage in the 300mm slab - Left : at 300 ps - Right :
at 500 ps

4.5 Saturation ratio effect

In this section, we try to use the model to evaluate the effect of saturation
ratio of concrete on impact tests. Impact tests on dry slabs were simulated to
predict the acceleration, velocity and penetration depth of the penetrator. To
further show the effects of saturation ratio and strain rate, Test 1 and Test
2 simulations described earlier are reproduced on both dry and saturated

R30A7 concrete and with projectiles launched at different velocities.

As stated in section 4.3.2, the parameters of the DIF formulation used
need to be calibrated to suit a dry concrete dynamic behavior. The used

parameters are :

. 6 —1
Estatic — 10 65

— a = 0.75
751:%

02 = 0.3



4.5. Saturation ratio effect

127

Face arriere,

Face avant

01
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Ficure 4.16 — Test 1 : Topology of the specimen after impact - Front face
and back face

Profondeur (mm)
00
280
240
200

Front Face

Rear Face

FIGURE 4.17 Test 1 : Geometry of the specimen after impact - Cratering

and spalling - Side view comparison between numerical (left) and experimen-
tal (right)
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F1GURE 4.18 Test 1 : Velocity direction of DEs during perforation (500 ps)
(Red : spalling - Blue : scabbing)
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FIGURE 4.19 — Test 1 : Local (Link level) stress state distribution in the
sample at 300 us - Left : Compressive stress - Right : Shear stress
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w03 -7 -01 0 01 07 03

Ficure 4.20 — Test 2 : Topology of the specimen after impact - Front face
(Left) and perspective (Right)

Thickness (mm) 300 800 800
Initial velocity (m/s) 333 347 227
Residual velocity (m/s) 7471 0/0 NA/0
Penetration depth (mm) (perforated)| 275/269 200/193

/ (perfora-

ted)
Front face crater diameter | approx. approx. 400/400
(mm) 400 /| 700 /

approx. approx.

400 700
Back face crater diameter | approx. / /
(mm) 700 /

approx.

600

TABLE 4.4 Summary of the simulation results. Selected parameters from
experimental results for comparison
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FiGURE 4.21 Test 3 : Effect of the hole diameter on the projectile behavior
- Top : Velocity of the projectile - Bottom : Penetration Depth



4.5. Saturation ratio effect 131
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F1GURE 4.22 New model’s DIF values as a function of strain rate for dry
and saturated concrete R30A7 compared to experimental results and other
models

Figure 4.22 shows the identified and experimental DIF values as a func-
tion of the strain rate. Both dry and saturated concrete maximum value is

5 (see Chapter 1).

Figure 4.23 shows velocity and penetration depth comparaison for dry
and saturated concrete simulations on the 300mm target. Even though the
sample is completely perforated, this figure gives us an indication of the
projectile position at a given time. Figure 4.24 on the other hand, shows
velocity and penetration depth comparaison for dry and saturated concrete

and for different initial velocities of the projectile.
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F1GURE 4.23 — Test 1 : Simulation results for saturated and dry concrete -
Top : Velocity - Bottom : Penetration Depth
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FI1GURE 4.24 — Test 2 : Simulation results for saturated and dry concrete and
for different initial velocities - Top : Velocity - Bottom : Penetration Depth
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For Test 1, we can observe from the velocity figures that during the first
phase (T" < 400 ps), bunlike the KST-DFH model, oth saturated and dry
concrete behave similarly. This phase is followed by a slightly greater decele-
ration in dry concrete, leading to a lower residual velocity of the projectile.
This also can be observed from the penetration depth figures, as the projec-
tile in the saturated sample goes deeper than the projectile in the dry sample
at a given time. These observations are valid and more pronounced on Test
2. In fact, a greater difference between velocities and penetration depths in
dry and saturated concrete can be observed. The confined behavior of the
model can be a possible explanation, as shear stress is predominant, and the
tensile damage occurring during the second phase at the rear face of the slab

appears to be insufficient to decrease the deceleration in dry concrete.

Test 2 was simulated with different initial velocities. We can see from
Figure 4.24 (bottom) that the difference between the projectile velocities
and penetration depths in saturated and dry concrete slabs is correlated
to the initial velocity of the projectile. The higher the initial velocity, the

greater is the difference.

Figure 4.25 shows the post processing results of the dry and saturated
300mm slab at 500 pus. We clearly observe that shear stress levels are higher
in the dry sample. However, the dry sample is more damaged due to a lower
tensile strength. In conclusion, this model predicts that during an impact on

a confined slab, dry concrete appears to be slightly more resistant.
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FIGURE 4.25 — Shear stress comparison between saturated (left) and dry

(right) concrete - 300mm slab

4.6 Conclusion

In this chapter, we have shown that the model is able to reproduce the
dynamic behavior at the structure scale. The local interaction law proposed
in chapter 3 was modified in order to introduce strain rate effect in tension,
which is purely a material effect. The increase of the tensile strength as a
function of strain rate at the links level is achieved thanks to the introduction
of the DIF. The introduction of the strain rate effects in compression is not
necessary since the structural inertia reproduces the effects at macroscopic

scale [29].

Three different simulation tests were performed and the numerical results
were compared to the experimental results. The model is able to correctly
predict the deceleration, velocity and penetration depth of the projectile in

the 300mm slab. However, the results obtained using the 800mm slabs are
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less accurate. A possible explanation could be related to a low shear limit. A
more detailed parametric study should be conducted to fine tune the model

in this regard.

In a purely predictive attempt, the effect of saturation ratio on the beha-
vior of structures subjected to impact was studied. The model, as proposed
in chapter 3, takes into account the effect of saturation ratio but does not
define a relationship between this ratio and strain rate effects. A DIF pa-
rameter calibration for dry concrete was therefore necessary. The obtained
results suggest that dry concrete has a higher penetration resistance than
saturated concrete. Shear stresses are dominant compared to the stresses in

compression and tension. These results need to be confirmed experimentally.
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L’objectif de ce travail de thése était de fournir un nouveau modéle de
comportement du béton capable de prendre en compte 'effet du taux de
saturation pour mieux reproduire le comportement de structures en béton

soumises a des sollicitations dynamiques extrémes du type impact.

Dans un premier temps 1’étude bibliographie nous a permis de constater
I’effet du taux de saturation sur le comportement triaxial du béton. Cet effet
apparait lorsque le béton est fortement confiné. Cette étude nous a également
permis de constater les différents phénoménes mis en jeu lors d’un impact
et de nous intéresser au comportement dynamique du béton. Notre choix de
modélisation s’est porté sur les Eléments Discrets. Cette méthode a fait ses
preuves dans les problématiques dynamiques. Par leur nature discontinue,
les Eléments Discrets permettent de prendre en compte les discontinuités
et sont capables de reproduire des comportement complexes a partir d'un
nombre réduit de parameétres. Les paramétres du modeéle développé ont été
par la suite calibrés en simulant des essais a ’échelle macroscopique en quasi-

statique.

La majorité des lois constitutives développées sont exprimés en s’ap-

puyant sur une approche en force déplacement [11], [19], [30], [67]. Les re-
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lations "micro-macro" liant les raideurs des interactions entre les ED et les
paramétres maroscopiques proviennent de modéles d’homogénéisation basés
sur 'hypothése de Voigt avec quelques modifications afin de les adapter & un
assemblage désordonné avec des éléments de tailles différentes. Ces relations
nécessitent un nombre important de paramétres a calibrer. La loi constitu-
tive proposée dans cette theése et présentée en détail dans le Chapitre 3
s’appuie sur une approche contrainte déformation qui permet une analogie
plus simple entre les parameétres "locaux" et les paramétres macroscopiques.
De plus, cette loi nécessite un nombre réduit de parameétres pour reproduire

le comportement macroscopique.

Les paramétres locaux du modele ont été calibrés en reproduisant des
essais de compression et traction uniaxiale et des essais triaxiaux. Le modéle
a montré son aptitude & reproduire Ieffet du taux de saturation dans des
essais triaxiaux pour des confinements allant de 100MPa & 600MPa, ainsi

que des essais de cedométrique et des essais hydrostatiques.

Des essais d'impact sur des dalles de béton ont été ensuite simulés. Ces
essais consistent a propulser un projectile de 300mm de longueur et 52mm de
diamétre a différentes vitesses sur des dalles de béton non renforcé, saturé,
de 300mm ou 800mm d’épaisseur, et d’un rayon de 800mm. Les résultats
obtenus sur la dalle de 300mm sont en concordance avec les résultats expé-
rimentaux, mais le modéle a montré quelques limitations sur les dalles de
800mm. L'effet du taux de saturation a été évalué a ’échelle structurelle en
simulant des essais d’impact sur des dalles en béton sec. Les résultats obte-
nus suggérent que le béton sec est plus résistant que le béton saturé lorsqu’il

est soumis a un impact. Ceci est expliqué par le fait que les contraintes



141

en cisaillement sont prédominantes comparées aux contraintes de traction

dynamique.

Etant donné que le temps nécessaire pour sécher des dalles de béton &
ceeur peut atteindre plusieurs années, voire dizaines d’années selon 1’épais-
seur et la porosité du béton, les essais d’impact sur les dalles en béton sec
n’ont pas été réalisés expérimentalement. Les essais expérimentaux ont été
effectués sur des cibles saturées en eau. Il serait intéressant de réaliser de
tels essais afin de pouvoir conclure sur l'effet du taux de saturation et sur la

validité des prédictions de ce modéle.

Les effets de vitesse ne sont pris en compte qu’en traction & travers le
DIF dans ce travail. Des travaux sont en cours au laboratoire 3SR pour
effectuer des essais de cisaillement dynamique confiné. Les résultats obtenus

pourraient étre utiles pour valider ou améliorer le modéle proposé.

Les phénomeénes pris en compte dans ce modeéle sont limités par 1'échelle
choisie. En effet, notre étude est effectué a I’échelle macroscopique, de ce fait
on considére que le milieu est homogéne et que la porosité ainsi que le taux
de saturation ne sont que des variables internes. Le taux de saturation est
considéré le méme dans l'intégralité de I’échantillon généré. Une approche &
I’échelle mésoscopique permettra la prise en compte des hétérogénéités (gra-
nulats de différentes tailles, porosité, gradient de taux de saturation, etc.).
Il est également possible & cette échelle que ’eau soit prise en compte gréce
a un couplage entre notre modeéle et un modeéle volume fini. Catalano [9] a
déja utilisé une approche similaire dans le développement d’un modéle hy-

drodynamique couplé pour les milieux granulaires saturés. Le modéle associe



142 Conclusion et perspectives

la méthode des Eléments Discrets pour la modélisation de la phase solide,
avec une formulation en volumes finis a I’échelle des pores ( Pore-scale Fi-
nite Volume) du probléme de I’écoulement. Une telle approche appliquée a
un milieu cohésif tel que le béton permettrait de simuler les essais de mesure

de la pression interstitielle au cours de chargements triaxiaux.
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