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2 Introduction

générées seraient restreintes, de la fissuration se développerait. Les pathologies relatives à la
restriction des déformations au jeune âge sont d’importances majeures dans le cadre des bétons
à faibles e/c. Lorsque l’on s’intéresse aux comportements à long terme de bétons standards, ces
déformations peuvent être négligées. Si on s’intéresse à la vie d’un ouvrage et qu’on étudie les
structures dans leurs environnements, on constate que tous les ouvrages échangent avec leur
milieu ambiant et sèchent. En fonction de la taille des ouvrages, le séchage est plus ou moins
uniforme au sein du matériau. Ce constat va entraîner des gradients d’humidité provoquant un
retrait de dessiccation différentiel. Combinée à cela, l’hétérogénéité du matériau va engendrer
des différences de retrait entre la pâte de ciment et les granulats, qui eux sont quasi-inertes
vis-à-vis du séchage. Tout cela va créer un état de contrainte induit et de la micro-fissuration
en sein du matériau. Ainsi, la présence de ce chargement hydrique impacte avant même un
chargement de service, le comportement mécanique et les résistances de l’ouvrage. Dans ce
processus, différents phénomènes entrent en ligne de compte : certains sont bénéfiques comme
la présence de la pression capillaire, d’autres négatifs, comme les gradients d’humidité relative
qui génèrent du retrait et des incompatibilités entre la pâte et les granulats. Dans certains cas
(durabilité, étanchéité), ce phénomène de micro-fissuration peut-être d’une importance ma-
jeure.

Dans ce cadre, l’objectif du travail présenté est de prendre en compte le couplage entre
le comportement mécanique et l’évolution hydrique en créant un cadre de modélisation pré-
dictif. Conventionnellement, lorsque les propriétés, comportement mécanique du béton, sont
caractérisées ou simulées, les contraintes internes ne sont pas considérées et les phénomènes
de dessiccation ne sont pas pris en compte. Bien qu’il semble remarquable, l’impact du sé-
chage et de la micro-fissuration sur les propriétés mécaniques n’est pas beaucoup étudié. De
plus, les résultats expérimentaux de la littérature sont parfois contradictoires. Ainsi, le travail
proposé s’intéresse d’une part à la caractérisation expérimentale de l’impact de la dessiccation
et d’autre part à la réalisation d’un cadre de modélisation hydro-mécanique.

2 Démarche

Pour répondre à l’objectif fixé, qui est d’élaborer un cadre de modélisation permettant
de prendre en compte la dessiccation dans le comportement mécanique, il est nécessaire de
bien caractériser dans un premier temps le comportement hydro-mécanique dans le cas de
sollicitations simples pour pouvoir ensuite être capable de le modéliser. En effectuant une
revue de la littérature, on constate une forte disparité des résultats obtenus. Ainsi, la démarche
entreprise dans ces travaux est de réaliser des essais expérimentaux pour obtenir une base
expérimentale la plus riche possible et sur laquelle les différentes données ont été contrôlées.
Le choix du matériau d’étude s’est porté sur le béton VeRCoRs sur lequel un grand nombre de
données complémentaires sont disponibles par ailleurs. Ce choix est un réel atout dans le cadre
d’une thèse puisqu’il permet d’avoir accès à des informations telles que le comportement sous
charge constante sans avoir à effectuer les essais.

Une fois la caractérisation réalisée, une proposition d’un cadre de modélisation hydro-
mécanique calibré sur la base des données recueillies et les données VeRCoRs disponibles,
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sera proposé. Le couplage entre la modélisation hydrique et mécanique sera mis en place et
validé par rapport aux données expérimentales. Finalement, la fissuration issue du modèle
continu utilisé sera caractérisée, pour à terme, réaliser des calculs de transferts tenant compte
de l’historique de chargement hydrique.

3 Plan du manuscrit

Le manuscrit proposé s’intéresse à l’étude de l’impact de sollicitations hydro-mécaniques.
Après une présentation du contexte, la démarche scientifique empruntée durant cette thèse est
exposée. Cela réalisé, les chapitres composant le corps de la thèse sont développés.

Le premier chapitre est ainsi orienté vers l’état de l’art du comportement hydro-mécanique
des matériaux cimentaires. Un rappel sommaire des principales caractéristiques du compor-
tement mécanique suivi de la présentation de la dessiccation des matériaux cimentaires sont
réalisés. Finalement le comportement différé est illustré.

Le second chapitre s’intéresse lui, à la dessiccation des matériaux investigués. L’objectif
final étant d’obtenir un cadre de modélisation prédictif permettant d’obtenir l’état hydrique
du matériau. Pour ce faire le modèle de séchage inspiré des travaux de [Mainguy, 1999] et
implémenté par [Hilaire, 2014] a été utilisé. Les paramètres du modèle ont été déterminés
par une méthode de recalage de modèle développée dans le cadre de la thèse. Cette méthode
couplée à la base expérimentale, investiguant la perte en masse d’échantillons de laboratoire,
leurs porosités et leurs isothermes de sorption, permet de déterminer les profils hydriques des
échantillons. Ces derniers ont ensuite pu être discutés.

Une fois l’état hydrique défini, le troisième chapitre s’intéresse à la prédiction de l’état de
contrainte interne induit par la dessiccation. Le retrait de dessiccation est caractérisé par le
biais de différents modèles de la littérature. L’impact du profil hydrique d’entrée est également
investigué. Par la suite, les mécanismes de fluage et la prise en compte de l’apport bénéfique
de la pression capillaire sont développés.

Finalement, l’état de contrainte induit est pris en compte dans le dernier chapitre pour étu-
dier l’impact de la dessiccation sur le comportement mécanique et la fissuration. Les résultats
mécaniques expérimentaux sont présentés et analysés pour observer l’impact des conditions
hydriques et du temps de conservation, ainsi que l’impact de la dessiccation sur différents es-
sais standards. Cette étude sera poursuivie par la modélisation des essais expérimentaux en
tenant compte des différents travaux menés dans les chapitres précédents. Enfin, un modèle
d’extraction de fissure sur une base d’un modèle continu régularisé en énergie de fissuration
sera proposé.

Pour terminer ce manuscrit, une conclusion générale sur les différentes parties présentées
sera dressée, ainsi que des perspectives ouvertes par le travail mené.
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Chapitre 1

État de l’art sur le comportement
hydro-mécanique des matériaux à matrice

cimentaire

Dans ce premier chapitre, un bilan des connaissances actuelles
du comportement hydro-mécanique des matériaux cimentaires
est effectué. Une investigation du comportement mécanique est

menée comprenant la caractérisation du comportement
expérimental et les méthodes de modélisation. Puis les

phénomènes de dessiccation et les mécanismes associés sont
étudiés. Enfin, une conclusion sur le choix des axes principaux de

travail est tirée.
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1 Comportement mécanique statique

1.1 Caractérisation du matériau : aspects expérimentaux

Le comportement macroscopique du béton est étudié à travers différents essais de carac-
térisation et de rupture. La réalisation de ces essais et l’étude de la réponse macroscopique
permet de déterminer différents paramètres de modèle du matériau : le module de Young E, le
coefficient de Poisson ⌫, les résistances maximales fc à la compression et ft à la traction et les
différentes énergies dissipées.

1.1.1 Essai de compression

L’essai de compression est probablement l’essai le plus répandu dans la caractérisation des
matériaux à matrice cimentaire. Régi par la norme [NF-EN-12390-2, 2012], l’essai de com-
pression est réalisé dans le cadre de tout projet de construction. Présentant une résistance à la
compression proportionnelle au rapport eau sur ciment (d’après la loi de Feret), il est fortement
influencé par les conditions de cure [Popovics, 1986]. D’autre part, la taille, la géométrie de
l’éprouvette et les conditions d’essais influent sur les résultats obtenus en modifiant l’impact
du frettage et l’état de multi-axialité du chargement. La résistance en compression obtenue
aura tendance à diminuer avec l’augmentation de l’élancement des échantillons testés. C’est
pourquoi, la norme préconise en France un élancement de deux entre le diamètre et la hauteur
de l’éprouvette.

De plus, le béton est un matériau qui présente un comportement visqueux. Il est donc
nécessaire, pour pouvoir comparer les résultats entre eux, d’imposer un chargement en rapport
avec l’éprouvette testée, soit :

— σ̇ 2 [0, 2; 1, 0] MPa s−1 en contrainte ;
— ✏̇ = 1, 65⇥ 10−5s−1 en déformation imposée.

Finalement, la contrainte à rupture fc correspond à la contrainte pour l’effort maximal Fmax et
s’obtient par le biais de l’équation 1.1.1.

fc =
Fmax

Sépr
(1.1.1)

1.1.2 Essai de traction

1.1.2.1 Essai de traction directe

La manière la plus intuitive pour obtenir la résistance en traction est de réaliser un essai de
traction directe. Néanmoins, la difficulté de réalisation de l’essai limite souvent son utilisation
à un cadre de recherche. [van Mier, 2002] recense les différentes difficultés rencontrées dans
la mise en place d’un essai de traction directe sur un matériau cimentaire. Parmi celles-là,
on trouve la géométrie des éprouvettes testées, le mode de fixation, le type de conditions aux
limites imposées ainsi que les méthodes de pilotage et de mesure. Il faut ainsi garder à l’esprit
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que certains choix expérimentaux conditionnent les résultats de caractérisation mesurés [van
Mier et Mechtcherine, 2007].

Géométrie des éprouvettes : Le béton est un matériau présentant une forte hétérogénéité, il
est difficile de maintenir une sollicitation uniaxiale constante lors de la localisation de la fis-
suration. De plus, pour l’exploitation de l’essai, il est nécessaire de connaître celle-ci afin d’en
mesurer l’ouverture. On trouve dans la littérature 3 principales formes d’éprouvettes résumées
sur la figure 1.1.1

FIGURE 1.1.1 – Échantillon des éprouvettes existantes (extrait de [Nouailletas, 2013])

Les éprouvettes à sections constantes sont souvent de forme prismatique ou cylindrique
[Terrien, 1980]. Sans plus de précautions, ces configurations sont rarement mis en place. La
localisation de la fissuration n’étant pas imposée par la géométrie, des instabilités voire des
ruptures au droit des liaisons avec la machine peuvent apparaître. Pour se prémunir de cela,
une entaille de l’ordre de 5mm d’épaisseur est généralement réalisée [Labuz et al., 1985,
Cornelissen et al., 1986, O. Nouailletas, 2015]. La profondeur de l’entaille varie du vingtième
au quart de sa largeur [Nouailletas, 2013]. Cette méthode, bien qu’assurant la localisation,
introduit des biais dans l’essai et peut conduire à surestimer la résistance obtenue.

Dans le cas de la configuration avec section variable [Brooks et Neville, 1977, Reinhardt
et Rinder, 2006, Wille et al., 2014], la localisation intervient grâce à la réduction de section.
Cette configuration est directement inspirée de celle utilisée pour les matériaux homogènes
comme l’acier. Cependant, dans le cas de matériaux hétérogènes, la localisation forcée par
la réduction de section n’est pas forcément vérifiée. Il peut y avoir une rupture en dehors de
la zone de localisation due aux caractéristiques locales du matériau. De plus, la réalisation
d’éprouvette en forme de « dogbone » nécessite l’usinage de coffrages spécifiques plus ou
moins complexes.

Mode de fixation des éprouvettes : La fixation de l’éprouvette au dispositif d’essai est un
point prépondérant. De la même manière que la géométrie va influencer la répartition des
contraintes, le mode de fixation va avoir un effet sur la transmission des efforts et sur l’ho-
mogénéité de la sollicitation. On retrouve principalement deux grandes catégories de mode
de fixation dans la littérature. La fixation mécanique [Labuz et al., 1985, Gopalaratnam et
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Surendra, 1985, Wille et al., 2014], qui consiste à placer les extrémités de l’échantillon dans
des mors, qui le serrent avec une intensité croissante. Et la fixation par scellement chimique
[Reinhardt, 1984, Casanova, 1995, O. Nouailletas, 2015], qui implique la mise en place, entre
des plateaux reliés à la machine et l’échantillon, d’une colle ou d’un scellement. Il est aussi
possible de trouver une combinaison des deux techniques qui consiste alors soit à sceller des
casques sur les têtes des éprouvettes [Wille et al., 2014], soit à noyer des éléments dans l’éprou-
vette [Akita et al., 2003, Alhussainy et al., 2016]. La deuxième technique demande cependant
une précision géométrique importante lors de la réalisation des éprouvettes.

Conditions aux limites : Les conditions aux limites de l’essai sont un point essentiel de
l’essai de traction directe. Elles conditionnent directement les résultats obtenus. Il existe trois
principaux choix possibles : des conditions aux limites encastrées, des conditions rotulées ou
des conditions mixtes. Sur la phase élastique l’influence d’un de ces choix va être négligeable.
Néanmoins, dès que cette phase est dépassée et qu’il y a une localisation, la non uniformité de
cette fissuration le long de la section engendre une rotation de l’échantillon. Cette dissymétrie
entraîne une diminution de l’effort de traction et une flexion parasite qui peut être ou ne pas
être transmise suivant le type de conditions aux limites.

Encastré

Rotulé

u u

N
M

N

N N
M

Encastré

Rotulé

F GF

FIGURE 1.1.2 – Impact des conditions aux limites (adapté de [van Vliet, 2000])

La figure 1.1.2 illustre plusieurs points importants. Si on s’intéresse à la propagation de
la fissuration le long de la section de l’éprouvette, on constate que dans le cas d’un essai
bi-encastré, la fissure s’initie d’un coté de l’éprouvette. Cette localisation va engendrer une
flexion parasite amenant l’ouverture d’une seconde fissure du coté opposé. Dans le cas rotulé,
la flexion n’est pas transmise et seule une fissure se propage à travers l’éprouvette. Cette spé-
cificité se retrouve sur le résultat d’énergie dissipée. On observe une augmentation du taux de
fissuration dans le cas encastré, qui amène à une augmentation d’approximativement 40% de
l’énergie dissipée [van Vliet, 2000]. On observe également un différence au pic d’effort. [van
Vliet, 2000] associe cet écart à une localisation forcée induite par les conditions aux limites.
À l’inverse du cas encastré, dans le cas rotulé la rupture intervient dans la zone la plus faible.

Limites de l’essai : La validité des résultats obtenus au cours de l’essai de traction directe
est soumise directement à la précision des facteurs suivants :

— pour avoir une sollicitation de traction la plus uniforme possible, il est important d’avoir
un bon alignement de l’éprouvette lors du montage. En effet, il est connu que la charge
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de traction diminue avec l’excentricité [Zhou, 1988]. Cependant, une certaine excen-
tricité, due à la structure hétérogène même du béton, est présente lors de l’essai. Plus
le matériau sera hétérogène, plus l’excentricité due au montage deviendra négligeable.
Ajouter à cela le bon niveau d’alignement des machines récentes, il est possible de
considérer que l’alignement n’est pas l’élément le plus difficile à contrôler ;

— l’interface colle/éprouvette est un point important de l’essai. La colle transmet les ef-
forts entre le plateau de chargement et l’éprouvette. Elle est soumise aux différences
de déformations dues à l’écart des paramètres élastiques (E, ⌫) entre les plateaux et le
matériau testé. Si on combine à cela une éventuelle non-uniaxialité du chargement, des
ruptures au droit de la colle peuvent apparaître ;

— lorsque la charge maximale admissible est dépassée au cours de l’essai, il est possible
d’observer des petites bifurcations lors de l’ouverture des fissures. Ces bifurcations
mènent à un champ de déformation non homogène générant un moment. Cela se traduit
généralement par un saut sur la courbe force/déplacement. Ce moment va amener la
création d’une seconde zone de fissuration. Ainsi, lorsque cette flexion parasite se met
en place, la densité de fissures augmente dans le cas d’une éprouvette encastrée. En
revanche, elle n’est pas transmise dans le cas rotulé ;

— finalement, il est important d’avoir un pilotage lors de l’essai qui permet de garder une
réponse stable de l’éprouvette. Il est nécessaire d’avoir une déformation continuelle-
ment croissante. Lors de la phase d’adoucissement, si σ et ✏ chutent, des phénomènes
de « snap-back » peuvent apparaître. Ces phénomènes se créent lorsque l’énergie élas-
tique de l’échantillon est relâchée dans les zones autres que la zone de fissure. Il est
donc important de contrôler la quantité d’énergie élastique disponible. Pour cela, trois
paramètres sont à notre disposition : la longueur de l’éprouvette, la limite élastique du
matériau et son module de Young. Comme le matériau est fixé, il n’est possible que de
diminuer la taille de l’échantillon, tout en conservant un VER 1, pour réduire l’énergie
élastique et limiter les « snap-back ».

1.1.2.2 Essai de traction indirecte

Devant les difficultés rencontrées à la réalisation des essais de traction directe, des essais
alternatifs ont été proposés.

Essai de fendage : Présenté pour la première fois en 1943 par Fernando Carneiro [Carneiro
et Barcellos, 1953], l’essai brésilien répond aux difficultés éprouvées pour obtenir la résistance
du béton en traction. Son utilisation s’est aujourd’hui généralisée, essentiellement dû à sa
simplicité de mise en oeuvre. Il est en outre encadré par différentes normes et notamment la
norme [NF-EN-12390-6, 2012].

Lors de l’essai (figure 1.1.3), une éprouvette cylindrique est comprimée le long de deux
génératrices diamétralement opposées à une vitesse de montée en charge définie par la norme.
Le matériau présentant un comportement élastique linéaire, une contrainte de traction presque

1. Volume Élementaire Représentatif
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FIGURE 1.1.5 – Représentation schématique des essais de flexions 4 points (à gauche) et 3
points (à droite)

La résistance en traction s’obtient finalement par la formule 1.1.3 pour la flexion 4 points
et 1.1.4 pour la flexion 3 points.

ft,fl =
FmaxL

b⇥ h2
(1.1.3) ft,fl =

3

2

FmaxL

b⇥ h2
(1.1.4)

Dans les deux cas, Fmax représente l’effort maximal en [N], b et h respectivement la base
et la hauteur des éprouvettes en [m] et L la portée entre appuis en [m].

L’essai de flexion 3 points permet une meilleure localisation de la fissuration. Néanmoins,
dans la détermination de la résistance en traction, la localisation de l’endommagement favo-
rise la surestimation de l’effort maximum atteint. Il est donc possible d’obtenir des résistances
mécaniques surestimées par ce biais. A contrario, la flexion 4 points ne localise pas l’endom-
magement. La rupture s’opère dans une zone comprise dans le tiers central de l’éprouvette,
offrant une probabilité plus importante d’atteindre le maillon le plus faible. Dans le cas où un
contrôle fin de la zone de fissuration est nécessaire, ce type d’essai n’est pas envisageable.

Les essais de flexion sont particulièrement sensibles aux conditions d’essais. Qu’il s’agisse
de la géométrie, des conditions de cure ou bien encore de montage (flexion 3 points, 4 points),
les résultats relevés peuvent présenter de fortes variabilités [fib, 2013]. De plus, le faible élan-
cement des éprouvettes peut rendre les essais de flexion 3 points plus sensibles au cisaillement.

Autres essais : Il existe d’autres types d’essais de traction indirecte. Parmi ceux-ci, on peut
citer l’essai de fendage par enfoncement d’un coin 2 [E.Brühwiler, 1990]. Il s’agit d’un autre
essai indirect couramment utilisé dans le cadre de la caractérisation des processus de rupture
dans les matériaux à matrice cimentaire.

Limites des essais indirects : Les méthodes indirectes de caractérisation des propriétés en
traction des bétons sont de bonnes alternatives à la complexité d’un essai de traction directe.
Cependant, certains biais sont introduits en utilisant de telles méthodes. En imposant un état de

2. Wedge Splitting et al ; Test en anglais.
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contrainte non-uniforme, on ajoute aux fluctuations d’état de contrainte dues aux hétérogénéi-
tés du matériau, celle du chargement créant par la même des gradients locaux [van Mier, 2002].
En fonction du type de matériau (gros granulats, porosité), ces gradients peuvent influencer les
résultats obtenus. Dans le cas de la flexion, ces gradients sont d’importances majeures. De
plus, l’influence du poids propre peut entraîner une perte de contrôle lorsque le ligament sol-
licité devient fin. Il devient nécessaire de prendre en compte cette influence en réalisant des
corrections, notamment dans la détermination de l’énergie de fissuration par exemple. Enfin,
l’avantage même de ces essais indirects, à savoir la localisation de la fissuration, peut générer
des surestimations des propriétés matériaux, en forçant la fissuration dans une zone qui n’est
pas forcément la plus faible.

1.1.2.3 Effets de la méthode de caractérisation sur la résistance en traction

On remarque expérimentalement que la méthode de caractérisation de la résistance en trac-
tion va fortement influer sur les résultats mesurés. La figure 1.1.6 présente une revue de diffé-
rents essais de la littérature (compilés dans [fib, 2013]).
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FIGURE 1.1.6 – Résistance en traction en fonction de fcm (extrait de [fib, 2013])

En première lecture, on constate de manière globale que plus le béton présente un résis-
tance moyenne à la compression fcm importante, plus il est résistant en traction. Si on particu-
larise les types d’essais et qu’on se place à résistance moyenne en compression constante, on
remarque que les essais de traction non entaillés présentent globalement une meilleure résis-
tance en traction que les essais entaillés.

Si on poursuit, et que l’on met en perspective l’essai de fendage et l’essai de traction
directe, les données ainsi que les courbes de tendances mettent en lumière la concordance des
résultats. Un léger écart s’observe pour les faibles résistances moyennes en compression mais
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cela s’atténue ensuite. La relation 1.1.5, extraite de [fib, 2013], lie la résistance à la traction
obtenue par fendage ft,sp et la résistance en traction moyenne fctm.

fctm = Aspft,sp avec Asp = 1 (1.1.5)

Pour finir, si on analyse les résultats de flexion, on constate que les résistances obtenues
sont de manière générale plus élevées. On constate aussi la forte dispersion des résultats. Pour
estimer la résistance moyenne à la traction, la formule 1.1.6, extraite de [fib, 2013], lie la
résistance en flexion à un coefficient Afl.

fctm = Aflft,fl avec Afl =
↵fl ⇥ h0,7

b

1 + ↵fl ⇥ h0,7
b

(1.1.6)

hb représentant la largeur de la poutre en [mm] et ↵fl un coefficient matériau pris égal à 0,6.

1.2 Dissymétrie du comportement

Contrairement à des matériaux comme l’acier, le béton présente une dissymétrie de com-
portement entre traction et compression. Bien que la micro-structure d’un matériau soit géné-
ralement isotrope (aucune orientation privilégiée), cette différence de comportement est obser-
vée expérimentalement. Classiquement, le rapport entre la résistance en compression fc et la
résistance à la traction ft est de l’ordre de 10 (voir figure 1.1.6) pour un béton ordinaire.

macro-
pattern 
growth

nal rupture/
friction

(a) Comportement compression uniaxiale

growth of 
main crack

complete rupture of 
crack face bridges

(b) Comportement traction uniaxiale

FIGURE 1.1.7 – Comportement macroscopique du béton [van Mier, 2008]

Ce n’est cependant pas la seule différence. Les figures 1.1.7 mettent en lumière la réponse
du matériau suivant les deux types de sollicitation. En compression (figure 1.1.7a), une pre-
mière phase linéaire est observée, puis des non-linéarités apparaissent. Par effet Poisson, une
décohésion de la pâte et des granulats s’initie, entraînant une micro-fissuration parallèle au
sens de chargement. Le module tangent commence à diminuer puis un phénomène de dila-
tance se met en place (le volume apparent de l’éprouvette augmente). Avec le passage du
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pic de contrainte, les fissures coalescent pour initier plusieurs macro-fissures. À partir de ce
moment, une phase adoucissante ductile se développe.

En ce qui concerne la traction uniaxiale (figure 1.1.7b), les différentes phases sont sensi-
blement similaires jusqu’au pic. Néanmoins, l’apparition de la micro-fissuration se fait ortho-
gonalement à la direction de chargement. Cet aspect va conditionner toute la phase post-pic du
matériau. En effet, juste après le pic de contrainte, une micro-fissuration concentrée génère une
localisation des déformations qui amène une macro-fissure. La propagation de cette dernière
est légèrement ralentie par les inclusions rigides (granulats).

Cette différence de comportements s’explique essentiellement par les mécanismes qui se
développent. Dans le cas de la compression, la fissuration n’est pas directe mais induite par le
chargement. Elle se propage co-linéairement à la direction de chargement influençant moin-
drement le comportement [Vassaux, 2015]. De plus, la compaction de la porosité du matériau
apporte un comportement plus ductile. En traction, le comportement adoucissant du matériau
résultant de la localisation des déformations est le phénomène majeur qui doit-être pris en
compte dans la modélisation [Torrenti, 1993].

1.3 Effets unilatéraux

Initialement mis en évidence par Terrien [Terrien, 1980] puis confirmé par Ramtani [Ram-
tani, 1990], l’effet unilatéral est le phénomène de reprise de raideur observé lors d’un passage
en compression après un premier chargement de traction endommageant (figure 1.1.8). Cette
reprise de rigidité résulte de la remise en contact des surfaces de fissures lors du décharge-
ment. Préalablement réduite par l’endommagement en traction, la surface de matériau apte à
transmettre les sollicitations tend à revenir à sa valeur initiale lorsque le matériau est dans un
premier temps déchargé puis ensuite comprimé.
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FIGURE 1.1.8 – Mise en évidence de l’effet unilatéral [Ramtani, 1990]

Conjointement à cela, des déformations résiduelles sont observables. Cet aspect est attribué
aux incompatibilités géométriques entre deux lèvres des fissures développées. La refermeture
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totale des fissures, impliquant une réversibilité des déformations résiduelles, s’observe alors
pour des contraintes non nulles.

1.4 Effet d’échelle

Les expériences réalisées dans le cadre d’un laboratoire sont toujours limitées par la taille
et les capacités des machines d’essais. L’expérimentation montre que les caractéristiques ob-
tenues à l’échelle d’un échantillon de laboratoire ne sont pas directement transposables aux
structures : c’est le phénomène d’effet d’échelle. En d’autres termes, les caractéristiques ainsi
que les variabilités obtenues, varies avec le volume étudié [Bažant, 1999]. Sous des sollici-
tations uniaxiales (traction ou compression), la contrainte nominale diminue avec l’augmen-
tation de la taille de la structure étudiée [Neville, 2008]. À l’origine des effets d’échelles,
plusieurs facteurs peuvent être avancés. Parmi ceux-ci, on trouve les effets de paroi pour les
spécimens de faibles tailles, le ratio entre la taille de l’éprouvette et le diamètre maximal des
granulats [Rossi et al., 1994] ou bien encore les contraintes résiduelles d’origine hydrique [van
Mier, 2000] ou thermique.

Dans la littérature, on observe deux principales explications à l’effet d’échelles. La pre-
mière explique l’effet d’échelle par des raisons purement probabilistes : à l’échelle des grains,
le matériau n’est pas homogène. Il est la somme de petits défauts crées par les vides de po-
rosité, les micro-fissures ou bien des défauts. Lors du chargement, la déformation se localise
dans ces zones singulières. Ainsi, plus le volume de matériau est important, plus la probabilité
d’avoir des zones singulières est importante. Ce postulat est à l’origine des théories statis-
tiques telles que la loi de Weibull, plus communément appelée « la théorie du maillon faible ».
Néanmoins, cette explication n’est pas totalement applicable dans le cas des matériaux quasi-
fragiles comme le béton [Carpinteri, 1994]. Ce qui nous amène à une deuxième explication,
qui elle est déterministe : Bazant [Bažant et Planas, 1997] considère que l’effet d’échelle n’est
pas piloté par des considérations probabilistes mais par le rapport entre la FPZ 3 (zone de pro-
cessus de fissure) et la taille de la structure D. Ainsi, cet effet d’échelle est expliqué par la
mécanique linéaire élastique de la rupture.

Quand la redistribution des contraintes et les non-linéarités des déformations jouent un
rôle mineur, les effets purement statistiques peuvent seulement être pris en compte. Dans le
cas contraire, les effets énergétiques déterministes ne sont pas à négliger [van Mier, 2000].

Dans le cadre de cette étude, l’effet d’échelle sera pris en compte en suivant les recomman-
dations de [CEOS.fr, 2015]. La résistance moyenne à la traction de la structure étudiée f struc

t

est donnée par :

f struc
t = f ref

t (
Vref

Vstruc

)1/k (1.1.7)

avec Vref le volume en traction de l’éprouvette de référence, Vstruc le volume en traction
de la structure et k l’exposant de Weibull (1.1.8) fonction de fcmla résistance à la compression
moyenne.

k = (0, 25− 3, 6−3fcm + 1, 3−5f 2
cm)

−1 (1.1.8)

3. Fracture Process Zone.
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1.5 Modélisation du matériau béton

L’utilisation massive du matériau béton a très vite amené à des questions de modélisation
des structures. Face à cela, le modélisateur est confronté à des choix qui ont des conséquences
sur les résultats. En tout premier lieu, il est nécessaire de définir l’objectif de la modélisation.
Mener un calcul de structure avec un grand nombre de DDL 4, couplé à une description fine
des mécanismes et du processus de fissuration (forme, trajet, tortuosité), est dans la plupart des
cas encore inaccessible. D’autre part, le béton étant un matériau hétérogène. L’échelle d’étude
(micro, meso, ou encore macroscopique) influe sur la description obtenue. Ce choix d’échelle
n’est pas toujours aisé. La capacité de modéliser les phénomènes présents à chaque échelle
ainsi que le passage entre ces différents niveaux n’est pas garantie. Ainsi, le modélisateur doit
mettre en balance ses objectifs par rapport aux temps de calcul pour fixer la compléxité de la
modélisation.

1.5.1 Revue des différentes approches possibles

D’un point de vue de la modélisation, on trouve différentes familles de modèles. Si on se
place dans un cadre où aucune hypothèse n’est faite quant à la position d’une fissure initiale
(mécanique de la rupture), on peut considérer deux grandes familles de modèles figure 1.1.9 :
les modèles issus de la mécanique des milieux continus et ceux issus de la mécanique des
solides rigides.

Mécanique des 

milieux continus

Méthode aux 

éléments nis

Modèles 

cohésifs

Méthodes aux 

éléments nis enrichis

Modélisation des 

matériaux quasi-fragiles

Mécanique des 

solides rigides

Méthodes aux 

éléments discrets

E-FEM ;

X-FEM

Fissuration di use ; 

Endommagement

Discontinuous 

deformation 

method

FIGURE 1.1.9 – Méthodes de modélisation existantes (d’après [Michou, 2015] )

Mécanique des solides rigides : Dans le cadre de la mécanique des solides rigides, la mo-
délisation par les méthodes aux éléments discrets [Cundall et Strack, 1979, Cusatis et al.,
2011, Oliver-Leblond et al., 2013] modélise le matériau par un assemblage de particules in-
déformables. Ces particules sont définies par une enveloppe et un centre. Pour assurer une
cohésion entre les particules, des éléments poutres relient leur centre. Le mouvement de ces
particules est décrit par les degrés de libertés (translation, rotation) de leur centre de gravité.
La résolution consiste ensuite à résoudre l’équilibre des forces ponctuelles appliquées à l’en-
semble des points (centre des particules). Lorsque le chargement des poutres dépasse un critère

4. Degré De Libertés.
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fixé, le lien est brisé. La rigidité des particules ne permet pas de déformation du milieu. Pour
modéliser la déformation du milieu, les particules sont autorisées à se recouvrir. Une raideur
de pénalisation est utilisée pour restreindre ces interpénétrations.

Pour pallier à ce problème, les méthodes de Discontinuous deformation method [Shi, 1985]
autorise des déformations élastiques des particules via un maillage d’éléments finis ajoutés.
Ainsi, un tenseur de déformation par particule est obtenu et le recouvrement des particules
n’est plus possible.

Mécanique des milieux continus : Plusieurs méthodes de modélisation prennent leurs
sources de la méthode des éléments finis et ont donc un cadre continu. La méthode des élé-
ments cohésifs [Rossi et Richer, 1987, Gatuingt et al., 2013] permet de modéliser le processus
de fissuration explicitement, dans un cadre élément fini classique par le biais d’élément d’in-
terface d’épaisseur nulle. Il est possible de faire une hypothèse sur le chemin de fissuration
mais le calcul sans a priori est réalisable. Lors de la simulation, les contraintes d’interfaces
sont déterminées et comparées à un critère de rupture. Si le critère est dépassé, l’élément se
scinde en deux (aux niveaux des nœuds) et un élément cohésif muni d’une loi d’interface défini
préalablement est introduit. Cette méthode est relativement lourde. L’augmentation du nombre
d’inconnues au cours du calcul rend la méthode difficilement applicable à des éléments struc-
turaux.

Une alternative consiste à introduire des discontinuités explicites par un enrichissement
local sans remaillage complet. La méthode des discontinuités fortes E-FEM pour Embedded
Finite Element Method, initialement proposée par [Ortiz et al., 1987] et utilisée par [OLI-
VER, 1996, Hauseux et al., 2017], est une de ces méthodes. Le principe est de décomposer
le champ de déplacement en une partie continue uc(x) classique et un saut de déplacement ud

porté par une fonction Heaviside. Cette décomposition permet d’obtenir une décomposition
du champ de déformation en deux parties, et à travers une loi de comportement discontinue,
les contraintes. La modification des fonctions de forme n’est introduite que dans les éléments
concernés par les discontinuités, n’augmentant pas le nombre d’inconnues du problèmes. Cette
méthode permet de traiter simplement les discontinuités mais n’assure pas d’avoir une conti-
nuité de la fissuration. Ce qui amène à un second type d’enrichissement avec la X-FEM pour
eXtended Finite Element Method [Moës et al., 1999], basé sur la partition de l’unité. À l’in-
verse de la E-FEM, les discontinuités ne sont plus introduites au niveau des éléments mais
plutôt au niveau des nœuds. Des degrés de liberté supplémentaires sont introduits afin de dé-
coupler les déplacements des deux subdivisions de l’élément.

1.5.2 Modèles d’endommagement

Le concept d’endommagement a vu le jour dans les années 1960 [Kachanov, 1958]. Ini-
tialement utilisé pour les métaux [Lemaitre et Chaboche, 1978], il a ensuite été appliqué aux
matériaux quasi-fragiles [Mazars, 1986]. Dans le cadre de l’endommagement, deux concepts
principaux ont été développés : l’endommagement correspondant à une caractérisation sca-
laire de l’état de fissuration d’un volume élémentaire représentatif, et la contrainte effective,
contrainte transmise par la surface non-endommagée.
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La variable scalaire D peut être vue comme une quantification de l’état de micro-fissuration
de la surface d’un volume élémentaire représentatif. Dans le cas d’un endommagement iso-
trope la variable peut être prise égale à :

D =
SD

Sver

(1.1.9)

avec SD la densité surfacique de défaut de la surface plane SV ER du volume représentatif.
Cette mesure de l’état de micro-fissuration peut prendre des valeurs comprise entre 0 et 1 :

— D = 0 correspond à un état complètement sain ;
— 0 < D < 1 le matériau est endommagé ;
— D = 1 le matériau est à un état complètement fissuré (i.e séparation fictive de l’élément

en deux), il ne peut plus transmettre aucune contrainte.

La contrainte effective, quant à elle, est définie comme l’effort transitant par la surface
(SV ER-SD). En se plaçant dans le cas le plus simple possible ( i.e. endommagement isotrope
sans prendre en compte l’effet unilatéral), on a :

σ̃ =
F

SV ER(1− SD

SV ER
)

σ̃ =
σ

1−D
(1.1.10)

Ces deux notions sont à la base des différents modèles d’endommagement présents dans la
littérature. Dans cette partie, deux modèles vont-être développés : le modèle isotrope de Ma-
zars [Mazars, 1986] utilisé dans ce travail de thèse puis une seconde approche par un modèle
élasto-plastique endommageable [Vassaux et al., 2015], modélisant l’effet unilatéral ainsi que
les effets de refermeture de fissure.

D’autres modèles peuvent être envisagés. Expérimentalement, la micro-fissuration tend à
s’orienter. On dit qu’une anisotropie induite par le chargement apparaît. Une variable scalaire
d’endommagement ne peut pas rendre compte de ce phénomène. Dans le cas de structure
simple et sous des chargements proportionnels, cette anisotropie n’est pas primordiale. Cepen-
dant, dans certains cas, il peut être nécessaire de la prendre en compte. Les modèles anisotropes
proposés par [R. Desmorat, 2007, Sellier et al., 2013] permettent de simuler des chargements
plus complexes en tenant compte de cette particularité.

Quant aux phénomènes unilatéraux ainsi que la prise en compte des effets hystérétiques,
on retrouve, entre autres, les modèles de [la Borderie, 1991, Richard et al., 2010, Sellier et al.,
2013] qui développent ces aspects.

1.5.2.1 Modèle d’endommagement isotrope avec critère de Mazars [Mazars, 1986]

Dans la formulation des modèles d’endommagement, la dégradation du matériau par la
micro-fissuration est transcrite par l’évolution d’une variable scalaire D. Dans le cas isotrope,
elle est introduite dans la loi de comportement élastique 1.1.11. La dégradation du matériau se
traduit ainsi par une perte de rigidité élastique :

σ = (1−D)C : ✏ (1.1.11)
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avec C le tenseur de rigidité du matériau à l’état sain. Les valeurs admissibles de D 2
[0, 1]. L’évolution de l’endommagement dépend de la fonction seuil de chargement : f =
✏eq − , avec  = max(✏eq, ✏d0) et ✏d0 le seuil d’endommagement en traction correspondant à
ft
E

. La définition de ✏eq peut prendre différentes formes. Dans son application pour les bétons,
[Mazars, 1986] introduit le critère sur la somme des déformations d’extensions Eq.1.1.12 :

✏eq =

v
u
u
t

3X

i=1

< ✏i >2
+ (1.1.12)

ici, ✏i correspond aux déformations principales et < . >+ correspond à la partie positive (i.e
< . >+= 0 si . < 0 sinon < . >+= . si . ≥ 0). De plus, la surface seuil de chargement f doit
respecter les critères de Kuhn-Tucker Eq.1.1.13.

f  0, ̇ ≥ 0 ̇f = 0 (1.1.13)

Ainsi, cette surface ne peut croître que lorsque le seuil en déformation maximal actuel est
dépassé. Ceci implique que la variable d’endommagement n’évolue pas lors des décharges,
ou lors des chargements à des déformations inférieures au niveau maximal atteint au cours de
l’historique du chargement.

Dans la partie 1.2, le comportement dissymétrique du béton a été mis en lumière. Le mo-
dèle présenté prend en compte cette spécificité du matériau par l’introduction de deux fonc-
tions d’évolution de l’endommagement Dt et Dc, correspondant respectivement à l’évolution
en traction et en compression. L’expression de ces fonctions est similaire mais avec, néan-
moins, des paramètres différents (Eq.1.1.14).

Dt,c = 1− ✏d0(1− At,c)


− At,cexp(−Bt,c(− ✏d0)) (1.1.14)

✏D0 étant le seuil d’endommagement en traction, et At,c et Bt,c les paramètres du modèle
contrôlant l’évolution en phase post-pic du comportement du matériau.

La variable d’endommagement est une combinaison linéaire des variables Dt et Dc

Eq.1.1.15.
D = ↵β

t Dt + ↵β
cDc (1.1.15)

Ici, β est un facteur non présent dans le modèle initial mais introduit a posteriori afin
de limiter l’endommagement trop fragile en cisaillement [Pijaudier-Cabot et al., 1991]. Le
paramètre ↵t est quant à lui calculé en fonction des déformations principales ✏i :

↵t =
3X

i=1

✏ti < ✏i >+

✏eq
(1.1.16)

avec ✏ti les déformations principales positives. Ainsi, si le chargement est en traction ↵t = 1 et
↵c = 1− ↵t.

Simple et robuste, le modèle de Mazars est un modèle largement utilisé pour modéliser le
comportement du béton. Lorsque les chargements sont uniaxiaux, monotones et lents, avec des
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ouvertures de fissures essentiellement en mode I, le comportement du béton est bien décrit. Il
peut néanmoins amener à quelques réserves :

— pour pallier le comportement en cisaillement trop fragile du modèle, le paramètre β est
introduit. Lorsque les déformations deviennent importantes, un phénomène parasite de
reprise de raideur peut être observé en cisaillement ;

— l’effet unilatéral présenté en section 1.3 n’est pas pris en compte dans le modèle. Ainsi,
lorsque le modèle subit de la traction puis de la compression, la reprise de raideur n’est
pas reproduite ;

— de même, l’apparition de déformation anélastique n’est pas reproduite.
[de Vree et al., 1995] ont proposé un modèle d’endommagement proche du modèle de Ma-

zars. À l’exception près que la déformation équivalente est reformulée sur la base des premiers
et seconds invariants du tenseur des déformations, ainsi que le rapport entre la résistance à la
traction et celle à la compression, permettant d’introduire la dissymétrie du comportement au
niveau du critère.

1.5.3 Localisation des déformations : méthodes de régularisation

Il existe différents types de localisation dans le domaine des matériaux. Dans le cas des ma-
tériaux quasi-fragiles, on a vu que la fissuration se localise en traction. Numériquement, lors
de la simulation par éléments finis, cette localisation se développe dans une zone finie et est
déclenchée par le type de sollicitation, la géométrie ou une hétérogénéité matériau. Il en résulte
une localisation de l’endommagement, ainsi que des déformations dans une bande d’éléments.
L’épaisseur de cette bande est directement pilotée par la taille des éléments. Lorsque le char-
gement se poursuit, les éléments dans la bande continuant à être chargés tandis que le reste de
la structure se décharge élastiquement. Étant donné que l’énergie de rupture est liée au volume
de la zone de localisation, si la taille des éléments tend vers une valeur nulle, l’énergie dissipée
lors de la rupture tend elle aussi vers zéro. Il apparaît donc clairement que sans efforts parti-
culiers, les modèles locaux présentent une forte dépendance à la taille des mailles ainsi qu’à
l’orientation spatiale du maillage. L’analyse devient donc non objective. Théoriquement cette
propriété d’adoucissement entraîne une perte d’ellipticité du problème quasi-statique. Puisque
la solution obtenue est directement liée à la taille de l’élément, l’unicité de la solution n’est
pas conservée. Pour faire face à ce problème, plusieurs approches ont été developpées. On peut
distinguer :

— les approches par régularisation non locale, intégrale [Pijaudier-Cabot et Bažant, 1987]
ou à gradient [de Borst, 2002, Peerlings, 1996] de variables internes ;

— les méthodes de régularisation basée sur des critères énergétiques [Bažant et Oh, 1983,
Hillerborg et al., 1976] ;

— les méthodes de régularisation par enrichissement cinématique [Eringen et Edelen,
1972, Chambon et al., 2001].
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1.5.3.1 Régularisation non locale des variables internes

L’idée principale des régularisations non locales consiste à considérer non plus la quan-
tité locale de la variable interne en chaque point mais une valeur pondérée par l’ensemble des
points voisins d’une distance fixée lc. Physiquement cette interaction locale, permet de repro-
duire à l’échelle des variables internes, les interactions présentes à des échelles plus petites sur
des zones proportionnelles à la longueur interne lc. Cette approche permet de régulariser les
problèmes adoucissants puisque l’apport d’une longueur interne permet de ne plus localiser sur
une bande d’éléments mais sur une bande de taille proportionnelle à lc contenant plusieurs élé-
ments. Ainsi, la dépendance à la taille et la forme de mailles ainsi que l’influence sur l’énergie
dissipée s’estompent. Il existe différentes approches des méthodes non locales : parmi celles-ci
on trouve l’approche intégrale et l’approche à gradient.

Régularisation non locale intégrale : Dans le modèle non locale intégral, proposé par
[Pijaudier-Cabot et Bažant, 1987], le principe est de prendre une moyenne pondérée de la
valeur des variables internes sur une volume fixé. Ainsi, la quantité visée f̄(x) est donnée par
le produit de convolution entre la quantité locale f(s) et une fonction poids φ(x, s).

f̄(x) =

Z

Ω

φ(x, s).f(s)ds (1.1.17)

Le choix de la fonction de pondération peut être laissé à interprétation, mais couramment,
une fonction gaussienne est utilisée 1.1.18.

φ0(x, s) = exp
✓

−
✓
4||x− s||2

l2c

◆◆

(1.1.18)

avec lc la longueur interne du modèle. Il n’existe actuellement pas de lien clair entre la longueur
interne du modèle et celle du matériau lui-même. Dans une optique d’amélioration, [Bažant
et Pijaudier-Cabot, 1989] tentent de lier expérimentalement cette longueur lc à la taille de la
plus grosse hétérogénéité matériau φmax. Ils proposent une relation telle que lc  2, 7φmax.
Néanmoins, des expériences complémentaires, avec différentes géométries et différents char-
gements, seraient nécessaires pour statuer sur cette longueur. Enfin, dans le cas où cette lon-
gueur serait inférieure à la taille des éléments, le problème reviendrait à un problème local.

Afin de ne pas modifier la solution du champ global, la fonction poids est normée :

φ(x, s) =
φ0(x, s)
R

Ω
φ0(x, s)

(1.1.19)

Ce cadre, relativement général, peut être appliqué à différents types de modèles matériaux.
La régularisation est introduite au niveau des variables gérant l’adoucissement. Cette régulari-
sation est généralement introduite au niveau de la déformation équivalente dans le cadre de la
modélisation des matériaux cimentaires, par exemple dans [R. Desmorat, 2007]. Cependant,
d’autres variables peuvent être envisagées, par exemple l’endommagement D.
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Régularisation non locale à gradient : Une autre approche [de Borst, 2002] consiste à
régulariser par le biais de gradient. De manière analogue à la méthode intégrale, l’influence
des points alentours sont considérés par l’introduction des gradients de variables internes. Dans
sa forme explicite, la régularisation en gradient apporte à la quantité locale f(x), un terme
proportionnel au Laplacien r2f(x).

f̄(x) = f(x) + l2r2f(x) (1.1.20)

Ici, l est aussi homogène à une longueur. [Peerlings, 1996] applique ce type de régularisa-
tion aux matériaux fragiles en utilisant la déformation équivalente :

✏̄eq(x) = ✏eq(x) + l2r2✏eq(x) (1.1.21)

Cette forme explicite de l’approche à gradient lie directement la déformation équivalente non
locale et le laplacien de cette même déformation. Cette restriction impose d’enrichir les fonc-
tions de forme des éléments finis (classiquement des fonctions C0 2 R

3) en C1 2 R
3. Une

solution pour pallier cela est de reformuler le problème de manière implicite 1.1.22.

✏̄eq(x)− l2r2✏̄eq(x) = ✏eq(x) (1.1.22)

1.5.3.2 Régularisation énergétique

La dernière approche envisagée est la régularisation par des techniques énergétiques forte-
ment utilisées dans le domaine de l’ingénierie de par leur praticité. Pour cette régularisation,
basée sur l’approche « Crack Band » proposée par Bazant [Bažant et Oh, 1983], on suppose
une fissure en mode I 5 étalée sur une bande d’éléments de taille h. Le principe général de
cette méthode est d’adapter les paramètres du modèle pour conserver l’énergie dissipée totale,
indépendante de la taille de mailles [Hillerborg et al., 1976]. En 1D, l’énergie de fissuration
peut être écrite comme ci-dessous :

GF = h

Z
1

0

σd✏ = h

Z
1

0

E(1−D)✏d✏ (1.1.23)

Si on reprend l’endommagement proposé par [Feenstra et De Borst, 1996] et qu’on l’utilise
dans le cadre du modèle de Mazars, on obtient :

D = 1− ✏d0

exp [−Bt(− ✏d0)] (1.1.24)

En calculant l’intégrale 1.1.23 et en prenant en compte Eq. 1.1.24, on obtient la relation
1.1.25.

Bt =
h⇥ ft

GF − E✏2
d0h

2

(1.1.25)

5. le mode I correspond à une ouverture de traction
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ft représentant la résistance à la traction, ✏d0 le seuil d’endommagement et E le module de
Young.

D’autre part, une condition sur la taille des éléments les plus grands est imposée par la
relation 1.1.25 afin de conserver un comportement adoucissant du matériau. Bt doit être stric-
tement positif, ce qui impose la condition 1.1.26 pour un béton ordinaire.

h <
2⇥GF ⇥ E

f 2
t

⇡ 0.66m (1.1.26)

Cette méthode, peu intrusive, permet de ne pas localiser les déformations à moindre coûts
comparées aux précédentes. Lors de calculs de structure à fort nombre de degrés de liberté,
cette méthode s’avère efficace vis-à-vis des temps de calculs. Néanmoins, tous les problèmes
initiaux ne sont pas traités. En premier lieu, le problème mathématique initial (perte d’ellip-
ticité) n’est pas réglé. De plus, la dissipation est concentrée sur une bande d’éléments, ce qui
ne permet pas de s’affranchir de la forme du maillage dans le trajet de localisation [Giry,
2011, Jirásek et Bauer, 2012]. Associé à cela, la nécessité de localiser l’endommagement dans
une bande demande de favoriser numériquement une localisation donnée, soit par la mise en
place d’une bande d’éléments plus faibles, soit par l’introduction d’un champ aléatoire spa-
tial. Une des méthodes pour introduire cet aléa est de prendre en compte un champ aléatoire
spatialement corrélé par la méthode des Bandes Tournantes (Turning Band Method) introduite
par [Matheron, 1973]. Reste cependant la question des paramètres en prendre en compte. Bien
qu’il n’y ait pas de consensus, la longueur de corrélation du champ peut être prise égale à trois
fois la taille du plus gros granulat [Haidar et al., 2005].

Un autre point qui peut être discuté concerne l’établissement de l’expression analytique du
module tangent. Il n’est pas toujours possible de remonter à des expressions analytiques des
paramètres adoucissants du modèle. Cette régularisation n’est donc pas toujours accessible.
De même, lors de l’utilisation de modèles couplés avec de la plasticité, la non-prise en compte
des phénomènes dissipatifs associés à ces mécanismes amène à surestimer l’énergie dissipée
finale [Aissaoui et Matallah, 2015].

De plus, l’hypothèse première de l’approche, soit la dissipation en mode I, n’est que très
rarement vérifiée. Dans le cas de bi-axialité voir tri-axialité des contraintes, cette approche est
à prendre avec précaution. [Jirásek et Bauer, 2012, Aissaoui et Matallah, 2015] reportent des
surestimations de l’ordre de 25% de l’énergie dissipée dans ces cas.

Le choix de la taille de la bande d’éléments est aussi un paramètre à ne pas négliger.
Souvent prise égale à la racine cubique du volume en 3D voire racine carrée de l’aire en 2D,
elle peut amener jusqu’à des surestimations de 50% d’après [Jirásek et Bauer, 2012] dans le
cas d’éléments non réguliers. Finalement, l’énergie introduite par le biais du GF doit aussi être
considérée avec précaution dans le cas de modélisation présentant des symétries.
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1.5.3.3 Choix d’une méthode de régularisation

Comme illustrées précédemment, il existe différentes méthodes de régularisation. Trois
d’entre elles ainsi que leurs avantages et inconvénients ont été développées. Dans ce qui va
suivre, bien qu’elle présente des biais, la méthode de régularisation énergétique va être utili-
sée. Les modélisations réalisées peuvent être classées en deux catégories : les modélisations
hydriques et les modélisations mécaniques. Les deux n’ont pas les mêmes contraintes sur la
discrétisation du maillage. Les simulations hydriques présentent de forts gradients au droit des
surfaces d’échanges et des champs quasi-constants au cœur de l’éprouvette. À l’inverse, la
modélisation des essais mécaniques présente elle, des forts gradients dans des zones locali-
sées dépendant de la géométrie des éprouvettes et des chargements. Il est donc nécessaire de
faire des choix de modélisation : soit faire des maillages différents et projeter les résultats d’un
maillage à l’autre, soit prendre une discrétisation « moyenne » intégrant les deux contraintes.
Par simplicité et pour ne pas avoir d’erreur d’interpolation, la deuxième méthode a été réalisée.
Ainsi, sur ces maillages (pour les différentes géométries), coexistent des éléments grossiers et
d’autres très raffinés. Pour utiliser les méthodes de régularisation avec longueur interne, il
devient nécessaire de déterminer une longueur non locale supérieure à la taille du plus gros
élément. Cela implique que, dans le cas d’éléments de faibles tailles, un grand nombre soit
impacté, augmentant de fait fortement le temps de calcul. Une solution pour pallier cela aurait
été de prendre dans la régularisation seulement les éléments dissipant de l’énergie, en lais-
sant les autres en formulation locale. Néanmoins, cette stratégie n’a pas été adoptée. Enfin, en
prenant en compte la méthode de régularisation énergétique, il devient plus aisé d’obtenir des
ouvertures de fissures [Matallah et al., 2010], paramètres importants vis-à-vis des problèmes
de durabilité.

1.6 Synthèse

Les matériaux cimentaires présentent un comportement mécanique complexe. Les essais
de caractérisation du matériau, bien que souvent soumis à des normes, peuvent amener à des
valeurs très dispersées en fonction des paramètres choisis. De plus, le comportement dissymé-
trique entre la traction et la compression, ainsi que les effets unilatéraux que présente le maté-
riaux, sont à prendre en compte dans l’optique de modéliser correctement le matériau. Enfin,
les travaux de laboratoire se font à des petites échelles par rapport aux structures réelles, il est
important de prendre en compte l’effet d’échelle.

Au regard de ces différents points, les travaux qui vont suivre se placeront dans un cadre
de modélisation porté par la mécanique de l’endommagement isotrope avec un critère en dé-
formation de Mazars, [Mazars, 1986]. Une régularisation énergétique basée sur l’énergie de
fissuration [Hillerborg et al., 1976] sera mise en place, par la suite ce modèle régularisé en
énergie de fissuration sera appelé « Mazars régularisé ». Enfin, les paramètres des différents
modèles seront calibrés sur des essais de caractérisations standards.
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2 Dessiccation des matériaux cimentaires

Lors de la fabrication d’un béton ordinaire, l’eau de gâchage est introduite en quantité
supérieure à celle nécessaire à l’hydratation du ciment. En moyenne, seulement une quantité
d’eau correspondant à 25% de la masse du ciment anhydre est liée chimiquement [Mensi et al.,
1988]. Ainsi, la structure poreuse qui se développe avec la phase de prise du matériau est ini-
tialement saturée. Par la suite, une partie de l’eau présente dans ces pores est consommée lors
de l’hydratation du ciment (auto-dessication), tandis que l’autre reste présente dans les pores
(solution interstitielle). Ainsi, dès son plus jeune âge, le béton se trouve en déséquilibre hy-
grométrique avec le milieu extérieur. Le rééquilibrage hygrométrique va se réaliser par le pro-
cessus de dessiccation (ou séchage). Néanmoins, ce processus reste lent : on considère qu’une
éprouvette standard de diamètre 16 cm aura une période de dessiccation de 10 ans avant d’être
en équilibre hydrique avec son milieu extérieur. La dessiccation est par ailleurs le moteur de
nombreux autres mécanismes tels le retrait et le fluage et influence aussi d’autres phénomènes
comme la carbonatation ou les réactions de gonflement interne (RAG, RSI). Ainsi, sa com-
préhension et sa modélisation représentent un enjeu majeur pour la durabilité des structures
composées d’une matrice cimentaire.

Bien que nécessaire à la compréhension de multiples phénomènes, le processus de dessic-
cation des matériaux cimentaires reste complexe. En effet, dans le réseau poreux du matériau
plusieurs phases peuvent coexister (liquide, solide, gazeuse) menant à des interactions et un
transport de l’humidité au sein du matériau par différents mécanismes.

2.1 Structure poreuse du béton

En tout premier lieu, il est important de s’intéresser à la structure poreuse du matériau.
En effet, elle est le lieu de « stockage » de l’eau disponible au sein du matériau. Sa structure
influe fortement d’une manière générale sur les propriétés du matériau mais aussi plus particu-
lièrement sur la dessiccation naturelle. On caractérise une structure poreuse en déterminant le
volume total de porosité et la distribution des tailles de pores, mais aussi par la détermination
de la forme du réseau par des paramètres comme la tortuosité [Carman, 1935], la constrictivité
et enfin la connectivité des différentes tailles de pores. Ces paramètres bien que difficiles à
caractériser jouent un rôle important dans le processus de dessiccation. Deux bétons à porosité
égale n’auront pas les mêmes propriétés de perméabilité si la porosité est connectée ou non.

La caractérisation n’est donc pas une chose aisée, néanmoins, différentes méthodes sont
disponibles. Parmi celle-ci, on retrouve la porosimétrie à l’eau (cf. norme NF P18-459) ou
bien la porosimétrie au mercure (norme ISO 15901-1 : 2016). Ces deux méthodes permettent
de quantifier le volume total de pores. La seconde a l’avantage de donner des courbes de
distribution des différentes classes de porosité (de façon qualitative néanmoins, étant donné
les nombreux biais de la méthode). Ainsi, la gamme des tailles de pores s’étale de 0,5 nm à
quelques dizaines de micromètres. On retrouve trois classes de pores :

— les macropores comprenant les pores dus à l’air occlus et à la mauvaise vibration ;
— les pores capillaires ou mésopores [5-5000 nm] ;
— les pores des hydrates [0,5-10 nm].



Dessiccation des matériaux cimentaires 27

Les différents pores décrits ci-dessus vont avoir une influence différente sur le compor-
tement du béton. Les macropores et les pores capillaires vont influer sur le comportement
mécaniques et les propriétés de transfert tandis que les pores des hydrates vont quant à eux
jouer un rôle dans les mécanismes présents à long terme (retrait, fluage) [Kumar et Bhatta-
charjee, 2003]. Dans le travail présenté, le facteur important est la porosité volumique totale
(équation 1.2.1), définie comme le rapport entre le volume poreux et le volume total.

φ =
Vp

Vtot

(1.2.1)

Si on s’intéresse a un béton ordinaire comme celui étudié, présentant un rapport eau/ciment
de 0,6, le volume de la pâte de ciment présente une porosité de l’ordre de 28 % d’après [Po-
wers, 1947] et des granulats qui lorsqu’il s’agit de granulats courants sont bien moins poreux
(d’environ 5 % pour des granulats plutôt poreux). Néanmoins, la porosité totale d’un béton
n’est pas la somme des deux porosités. En effet, la présence de granulats influence la struc-
ture poreuse du béton. Une nouvelle forme de porosité intervient à la frontière entre la pâte
de ciment et les granulats, appelée auréole de transition [Ollivier et al., 1995] beaucoup plus
poreuse. Ainsi, la porosité totale d’un béton standard varie suivant la composition entre 10 et
20 %.

2.2 Mécanismes physiques des transferts en milieu poreux

Dans cette porosité, deux phases coexistent. La phase solide représentée par la matrice
cimentaire du béton, la phase liquide (l’eau libre et l’eau physi-adsorbée) et une phase gazeuse
composée d’air sec et de vapeur d’eau. La quantité de chaque phase dépend à la fois de la
composition du béton (porosité, tortuosité, connectivité), mais aussi du milieu dans lequel le
matériau évolue (humidité relative ambiante, saturation). De plus, les phases présentées ne
sont pas pures. Dans les solutions interstitielles, des ions (chlorure par exemple) peuvent être
présents en fortes concentrations dans la phase liquide ou bien du dioxyde de carbone (moteur
de la carbonatation) dans la phase gazeuse. Tout cela complexifie les mécanismes de transferts.
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Figure I-4  Représentation schématique des mécanismes de transport de l’eau au sein de la p

µ

FIGURE 1.2.1 – Mécanismes de transport au sein du béton [Benboudjema, 2002]
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En fonction des conditions, les pores du matériaux sont plus ou moins saturés et les
échanges présentés dans la figure 1.2.1 se mettent en place. Outre les échanges entre les dif-
férentes phases présentes dans le milieu (évaporation/condensation), on retrouve des méca-
nismes plus ou moins couplés, de perméation de la phase liquide suivant la loi de Darcy, de
diffusion de la phase gazeuse suivant la loi de Fick dans les macro-pores et de Knudsen dans
les porosités plus petites et enfin d’adsorption/désorption de molécules d’eau sur les parois
solides.

2.2.1 Perméation de la phase liquide

Dans le milieu poreux initialement saturé, l’eau liquide se met en mouvement vers l’exté-
rieur du matériau sous l’effet des gradients de pression générés par l’évaporation en surface
du matériau. Pour décrire ce phénomène, la loi de Darcy est utilisée. Cette dernière relie le
flux volumique (vitesse fictive) du fluide, Jl en [ms−1] au gradient de pression du fluide, pl

en [Pam−1] par l’intermédiaire de la perméabilité intrinsèque, K0 en [m2] et de la viscosité
dynamique du fluide, µl en [Pa s].

Jl = −K0

µl

rpl (1.2.2)

Initialement saturé, le réseau poreux va peu à peu se désaturer. Pour un écoulement dans
un milieu non saturé, la perméation de la phase liquide ne peut plus s’exprimer de la même
manière. En effet, l’écoulement dans ce type de milieu s’écarte des hypothèses formulées par
Darcy (i.e écoulement visqueux) [Coussy et al., 2001], il est ainsi nécessaire d’introduire la
notion de perméabilité équivalente. Cette dernière est reliée à K0 par le biais de la perméabilité
relative krl(Sl). On retrouve ainsi le flux massique Jm

l en [kgm−2 s−1] de la phase liquide.

Jm
l = −⇢l

Keff
l

µl

rpl (1.2.3)

Le concept de perméabilité relative sera décrit plus longuement dans la partie portant sur
la modélisation (cf. partie 2.4)

2.2.2 Mécanismes de diffusion

Il existe trois mécanismes de diffusion distincts (figure 1.2.2) dans les transferts hydriques
[Xi et al., 1994a] . Il est important de noter que ces mécanismes bien qu’existants ne sont
pas considérés généralement comme les moteurs principaux des transferts mis en jeu, aux
humidités relatives usuelles (supérieures à 50 %) [Mainguy et al., 2001, Coussy et al., 2001,
Thiery et al., 2007].
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(a) Diffusion moléculaire (b) Diffusion de Knudsen (c) Diffusion surfacique

FIGURE 1.2.2 – Mécanismes de diffusion

Diffusion moléculaire : Dans les pores du béton, la concentration molaire de l’eau dans
la vapeur n’est pas uniformément répartie. Il se met en place un phénomène de diffusion au
sein du matériau des zones à fortes densités, vers celles à plus faibles densités. Cette diffusion
peut être exprimée par la première loi de Fick (équation 1.2.4), qui relie le flux molaire Jv en
[molm−2 s−1] au gradient de la concentration molaire de l’eau cv en [molm−3] par le biais
d’un coefficient de diffusion Dv en [m2 s−1].

Jv = −Dvrcv (1.2.4)

En partant de l’expression de la première loi de Fick, il est possible d’exprimer le flux
massique de vapeur d’eau en faisant l’hypothèse que cette dernière peut être assimilée à un gaz
parfait (hypothèse valable dans le cas des faibles pressions au sein du matériau, ici pv ⇠ 104

Pa). L’expression du flux massique Jm
v est donnée par l’équation 1.2.5.

Jm
v = −DvMv

RT
rpv (1.2.5)

Diffusion de Knudsen : Lorsque l’humidité relative diminue, les pores se désaturent et les
plus petits d’entre eux commencent à être affectés. Ainsi, lorsque le libre parcours moyen de
la molécule d’eau (⇠ 90 nm à température et pression ambiante i.e 1 bar et 20◦C) devient
grand par rapport à la taille des pores, un autre type de diffusion se met en place : la diffusion
de Knudsen (figure 1.2.2b). Les molécules d’eau présentes dans la phase gazeuse, entrent en
collision avec les parois solides et les autres molécules d’eau, entraînant un mouvement de ces
dernières.

Diffusion surfacique : Enfin, lorsque le nombre de molécules d’eau adsorbées sur la surface
des parois solides diminue, toujours dans les pores de faible diamètre, la diffusion surfacique
(figure 1.2.2c) s’initie. Ce processus est thermiquement activé, ce type de diffusion augmente
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donc avec la température. On peut voir simplement ce phénomène comme le passage d’une
molécule d’eau d’un site d’adsorption à un autre de proche en proche.

2.2.3 Adsorption/Désorption

Lorsqu’un solide (pâte de ciment) interagit avec une phase gazeuse (phase vapeur), la den-
sité de la phase gazeuse augmente au voisinage de l’interface. Ce phénomène correspond à
l’adsorption. Lors de la dessiccation de la matrice cimentaire, la concentration de la phase
gazeuse va diminuer en entraînant une désorption des surfaces solides. La caractérisation de
ce phénomène nécessite la connaissance d’une courbe caractéristique du matériau, la courbe
de sorption. Cette courbe permet de caractériser la capacité du matériaux à adsorber/désorber
l’eau en fonction de son milieu ambiant. Ainsi, les isothermes de sorption correspondent à la
représentation de la quantité d’eau libre retenue (à l’équilibre hydrique avec son milieu) en
fonction de l’humidité relative ambiante, à une température donnée.
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FIGURE 1.2.3 – Isothermes de désorption et d’adsorption [Baroghel-Bouny, 2007]

La composition des matériaux cimentaires a une influence différente suivant les gammes
d’humidité relative (figure 1.2.3a). En effet, pour des HR supérieurs à 50 %, les isothermes
de désorption sont fortement impactés par celle-ci. Enfin pour toutes les valeurs d’humidité
relative inférieures à 50 %, il semble ne pas y avoir d’influence de la composition sur les
résultats obtenus. Ces différences s’expliquent d’après [Baroghel-Bouny, 2007] par les pores
impactés par la désorption. Dans la première phase, les pores dessiqués correspondent à la
porosité capillaire. La structure de ces capillaires, dépend de la composition du matériau tandis
que pour les valeurs inférieures à 50%, la désorption intervient au niveau des gels de C-S-H
qui se structurent quasiment de manière équivalente indépendamment du rapport e/c [Folliot
et Buil, 1982].

Un autre point particulier des courbes de sorption est le phénomène d’hystérésis. Dans
un milieu classique, l’humidité n’est pas constante. Le matériau va donc passer de phases de
désorption à des phases d’adsorption. Le phénomène n’étant pas réversible, des phénomènes
d’hystérésis apparaissent (figure 1.2.3b). L’hystérésis est fréquemment expliquée par la forme
géométrique des pores, des vides étant connectés à leurs voisins par des cols de taille inférieure
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[Ollivier et Vichot, 2008]. Ainsi, la prise en compte de l’évolution des conditions extérieures
est difficile puisqu’elle nécessite la caractérisation des ces boucles d’hystérésis. Cependant,
si les changements de conditions sont brefs (phénomène journalier, ou transitoire dû à des
changements d’une régulation) les couches impactées sont superficielles et le comportement
hystérétique peut être négligé.

Enfin, les courbes de sorption sont déterminées à une température donnée. L’influence de
la température sur les résultats obtenus (figure 1.2.4), semble ne pas être négligeable. Selon
[Poyet et Charles, 2009], cela ne s’explique pas par le changement de propriétés de l’eau, ou
bien encore de la microstructure sous l’effet de la température, mais par la nature exothermique
du processus de sorption. L’équilibre est ainsi modifié par la température selon le principe de
Le Chatelier.
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La détermination des isothermes de sorption est une étape importante dans la modélisation
du processus de dessiccation des matériaux cimentaires. La caractérisation des isothermes de
sorption, peut se scinder en deux classes de techniques : les statiques et les dynamiques.

La méthode statique : Cette méthode consiste à placer des échantillons du matériau d’in-
térêt dans des milieux contrôlés en HR par des solutions salines et à une température fixée (la
norme [ISO-12571, 2013] prescrit une température de 23 ◦C). Les échantillons sont désorbés
ou adsorbés par modification incrémentale des HR ambiantes [Baroghel-Bouny et al., 1999].
Une mesure des masses à l’équilibre permet d’obtenir la quantité d’eau désorbée/adsorbée à
l’étape considérée. Cette méthode est l’une des plus simples à mettre en œuvre. Néanmoins,
le processus est très long. Ainsi, certaines auteurs [Wu et al., 2014, Sémété et al., 2017], pro-
posent de réduire la taille des échantillons pour accélérer le processus. Dans cette optique, [Wu
et al., 2015] fixe à 7 dmax3 le volume représentatif d’un échantillon (dmax étant le diamètre du
plus gros granulat). Enfin, la réduction du volume des échantillons favorise l’accélération de la
dessiccation mais les rend plus sensibles à la carbonatation, la fissuration et aux phénomènes
surfaciques.
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La méthode accélérée : La seconde méthode ([Garbalińska et al., 2017, Poyet et al.,
2016]) reprend le principe général de la première méthode ; cependant au lieu d’être exposé
à des sels dans une boite hermétique, les échantillons (des poudres du matériau de l’ordre de
quelques grammes) sont introduits dans une machine DVS (Dynamic Vapor Sorption), qui sou-
met l’échantillon à un flux de vapeur d’eau qui régule l’environnement ambiant. L’échantillon
est pesé et l’ambiance est modifiée lorsque la variation de masse devient constante. Bien que
plus rapide que la méthode statique, cette démarche peut présenter certains biais selon [Poyet
et al., 2016]. Les échantillons réduits à l’état de poudre peuvent rendre difficile la caractéri-
sation des matériaux hétérogènes. Il est ainsi difficile de garder une bonne représentativité du
volume de pâte de ciment à caractériser et la faible taille des échantillons rend la mesure sen-
sible à la carbonatation. De plus certains bétons très poreux peuvent engendrer des difficultés
[Garbalińska et al., 2017].

Enfin, si on compare cette technique à la méthode statique plus conventionnelle, certains
auteurs observent une bonne concordance des résultats sur des plages d’humidité relative va-
riant de 0 à 85 % puis des disparités pour les humidités relatives supérieures [Garbalińska
et al., 2017] tandis que d’autres [Poyet et al., 2016] observent des écarts d’amplitudes sur les
valeurs obtenues tout en gardant la bonne cinétique (forme de l’isotherme). Pour remédier à
ces écarts, ils proposent de calculer un point expérimental par la méthode statique pour corriger
la courbe ainsi obtenue.

2.2.4 Évaporation/Condensation

Les échanges entre les phases liquide et vapeur existent. Néanmoins, ils ne sont pas pris
en compte explicitement. Dans la modélisation, on fait l’hypothèse que le transfert se fait
de manière isotherme. Ainsi, les chaleurs latentes de vaporisation et de condensation sont
négligées.

2.3 Interaction dessiccation fissuration

La dessiccation et la fissuration mécanique interagissent entre elles. Dans cette partie, les
interactions entre les deux phénomènes sont étudiés.

2.3.1 Effet de structure

Le séchage est directement lié aux gradients de teneur en eau [Sakata, 1983, Mainguy,
1999]. Le phénomène de retrait de dessiccation associé est lui lié à la variation de la teneur en
eau dans le matériau [Benboudjema et al., 2005]. Cette diminution n’est au sein de l’éprouvette
pas homogène. Comme l’illustre la figure 1.2.5, le retrait est le plus fort à la surface et diminue
d’autant plus que l’on se rapproche du cœur. Si le matériau était constitué de couches libres
les unes par rapport aux autres, aucune contrainte ne serait générée. Ici, en début de séchage
un état d’autocontrainte, qui voit la surface être tendue tandis que le cœur est comprimé se
met en place [Acker et al., 1987]. La résistance maximale en traction est très vite dépassée à
la surface, ce qui génère de la fissuration qui progresse ensuite vers le cœur selon un réseau
parallèle.
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FIGURE 1.2.5 – Illustration de l’effet de structure inspiré de [Bažant et Chern, 1985]

Cet effet est dit de structure et est le résultat des gradients hydriques. Ces derniers dé-
pendent à la fois des paramètres de transport de l’eau (cinétique relativement faible dans les
matériaux cimentaires), des caractéristiques géométriques et des conditions aux limites du
problème. Longtemps pris comme le moteur principal de la fissuration liée au retrait de des-
siccation, il impacte le matériau de concert avec un autre phénomène : les incompatibilités des
déformations entre les constituants.

2.3.2 Incompatibilité des déformations entre les constituants

Le béton est composé d’une matrice cimentaire (pâte de ciment) et d’inclusions bien plus
rigides (granulats). Ces derniers vont s’opposer au retrait induit par la dessiccation et générer
des contraintes qui vont excéder la limite de résistance en traction du matériau et ainsi créer de
la fissuration radiale et périphérique [Bisschop et Van Mier, 2002, Neville, 2008]. On retrouve
théoriquement cet effet à l’échelle des hydrates où le retrait des C-S-H est gêné par les grains
de ciment anhydre.

[Bisschop et Van Mier, 2002] ont étudié l’impact d’inclusions sphériques rigides (billes de
verre) de tailles variant de 1 à 6 mm sur la microfissuration. Soumises à la dessiccation, il en
ressort que les billes de faible diamètre génèrent seulement une microfissuration de peau su-
perficielle avec des orientations privilégiées tandis qu’à l’inverse pour des inclusions de taille
plus importante, une fissuration diffuse au sein du matériau avec des orientations aléatoires
apparaissent. Cette étude peut être néanmoins nuancée, puisque la minéralogie des inclusions
(qualité et type de granulat) semble jouer un rôle important dans les phénomènes d’incompa-
tibilités [Perraton et Aïtcin, 2001]. Dans le cadre de ses études, Perraton a observé au MEB 6

deux mortiers, réalisés avec des inclusions respectivement en granite et en marbre soumis à 28
jours de dessiccation après 28 jours d’hydratation. Dans le cas du granite, l’interface entre la
pâte de ciment et le granulat présente une décohésion systématique tandis que dans le cas du
marbre, l’interface reste intacte. Des fissures radiales s’arrêtant à la frontière ou traversant le
granulat apparaissent.

6. Microscope Electronique à Balayage
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Ces différents résultats montrent l’importance des incompatibilités de déformations entre
la pate de ciment et les inclusions. Il faut cependant garder en tête les difficultés d’investiga-
tions du phénomène qui peuvent amener à nuancer les résultats présentés. La préparation des
éprouvettes (sciage, rectification pour les mesures optiques), le choix des inclusions parfaites,
peuvent générer soit une fissuration parasite d’origine mécanique soit altérer les effets du à des
granulats modèles.

2.3.3 Impact de la dessiccation sur les propriétés mécaniques

Comme nous allons en discuter ci-après (partie 3 de ce chapitre), l’un des impacts le plus
remarquable de la dessiccation est l’apparition de déformations différées (retrait de dessicca-
tion et fluage de dessiccation). Cependant, ce ne sont pas les seuls effets de la dessiccation
sur le comportement du matériau. Le séchage du béton va entraîner des effets sur les proprié-
tés mécaniques telles que les résistances, le module de Young, les énergies dissipées par la
fissuration. Dans ce processus, trois facteurs principaux peuvent être dégagés. D’une part, la
pression capillaire : elle s’exerce sur les parois du squelette solide et va avoir un effet positif ;
d’autre part, le gradient de déformation de retrait présent au sein du matériau ainsi que les
incompatibilités de déformation de retrait entre la pâte de ciment et les granulats qui quant à
eux vont avoir un effet négatif.

De manière générale on considère qu’un matériau uniformément sec est plus résistant
[Baroghel-Bouny, 1994]. La présence d’eau adsorbée dans les C-S-H dilate les feuillets de
C-S-H et tend à diminuer les forces de surface entre les particules solides [Mills, 1960]. Ainsi,
les propriétés du matériau dépendent directement de son état de saturation. Cet état, dépend à la
fois des conditions de conservation, mais également du temps et de la géométrie du matériau.
Du fait des faibles perméabilités des matériaux cimentaires, il est souvent difficile d’obtenir
un état homogène du matériau (phénomène lent). Ce qui implique que les propriétés obtenues
pendant un essai mécanique, avec un état de dessiccation non homogène, ne sont plus le résul-
tat d’un essai matériau mais plutôt d’un essai de structure [Hordijk et Reinhardt, 1990]. Ces
différents paramètres expliquent que les résultats de la littérature ne présentent pas toujours de
consensus.

Si on s’intéresse aux différentes résistances et notamment à la résistance à la compression
un certain nombre d’auteurs [Butcher, 1958, Mills, 1960, Wittmann, 1968, Burlion et al., 2005]
reportent une augmentation de la résistance à la compression avec la dessiccation. Tandis que
d’autres reportent une diminution [Wittmann, 1985, Torrenti, 1987]. Pour les essais de traction
directe,[van Mier, 2000, Hordijk et Reinhardt, 1990, Brooks et Neville, 1977] reportent une
augmentation de la résistance avec la dessiccation. Tandis que [Walker et Bloem, 1957] tou-
jours cité par [Yurtdas, 2003] reportent une diminution de la résistance puis une augmentation.

Il en est de même pour l’essai de fendage, [Butcher, 1958, Mills, 1960, Pihlajavaara, 1974]
cités par [Yurtdas, 2003], trouve une augmentation de la résistance au fendage avec la dessicca-
tion. Cette augmentation est expliquée selon Yurtdas par la sollicitation diamétrale de l’éprou-
vette. Cette dernière rend prépondérant l’effet de confinement devant la micro-fissuration in-
duite par le retrait de dessiccation. Cependant, des résultats divergent sont proposés par [Han-
son, 1968]. Il reporte une augmentation puis une diminution d’éprouvette cylindrique, soumis
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à un séchage à 23°C et 50 % d’humidité relative pendant deux ans, sollicitée en fendage. En-
fin le même constat peut être tiré pour les essais de flexion. [Pihlajavaara, 1974] reporte une
augmentation tandis que [Mills, 1960] reportent une diminution.

Pour ce qui est du module élastique apparent, il semble être impacté négativement par la
dessiccation. Que cela soit en traction [Brooks et Neville, 1977, Toutlemonde, 1995] ou en
compression [Torrenti, 1987, Burlion et al., 2005, Yurtdas et al., 2006] la plupart des auteurs
observent une diminution du module d’élasticité.

Il semble que les différents résultats expérimentaux ne présentent pas de consensus sur
l’impact de la dessiccation sur les propriétés mécaniques. Ceci s’explique essentiellement par
la différence des géométries étudiées (massive ou fine), des formulations et types de « maté-
riaux cimentaires » (différence entre un mortier et un béton), des conditions hydriques impo-
sées et enfin des temps de dessiccation appliquées. Il faut retenir qu’il existe des effets positifs
qui vont augmenter la résistance, par augmentation des pressions capillaires. Ces derniers sont
en compétitions avec des phénomènes négatifs qui sont la micro-fissuration superficielle in-
duite par la dessiccation et les incompatibilités de déformations de retrait entre les constituants.

2.3.4 Influence du chargement mécanique sur la dessiccation

Réciproquement il est légitime de se demander si l’application d’une contrainte mécanique
peut changer la cinétique de dessiccation. L’application d’une contrainte modérée lors du sé-
chage n’engendre pas de dessiccation supplémentaire. [Lassabatère et al., 1997] ont appliqué à
des éprouvettes des contraintes variant de 0 à 12 MPa et n’a pas observé d’augmentation ou di-
minution de la perte en masse. De manière générale, le chargement mécanique n’influence pas
la dessiccation tant qu’il n’y a pas création de fissure d’ouverture trop importante (⇠ 100 µm)
[Bažant et Kim, 1987]. Dès lors la cinétique semble changée du fait de ces nouveaux chemins
de transfert. D’autre part, [Wyrzykowski et Lura, 2014] observent une redistribution de l’eau
au sein des pores du matériau sous chargement mécanique néanmoins, cette redistribution
semble modeste (i.e 2% d’augmentation d’humidité relative sous une charge de 26MPa).

2.4 Modélisation de la dessiccation des bétons

Il existe différentes approches pour modéliser le processus de dessiccation des bétons.
Parmi celles-ci on trouve des modélisations macroscopiques, que nous allons développer dans
le cadre des matériaux cimentaires et des modélisations à une échelle plus mésoscopique,
telles les méthodes d’homogénéisation [Lewandowska et Laurent, 2001]. Le principe de ces
secondes méthodes est de considérer les équations locales dans toutes les phases du matériau
poreux en prenant en compte les interactions entre les différentes phases afin d’obtenir une
valeur moyenne sur un volume représentatif.

Dans le cadre de cette étude, l’échelle de modélisation se place au niveau macroscopique.
Ainsi, le milieu poreux du béton ne sera pas représenté explicitement mais sera envisagé
comme un milieu avec un comportement et des quantités moyennes. Ce type de modélisa-
tion semble avantageux puisqu’il permet de s’affranchir de la description complète du milieu
poreux.
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2.4.1 État de l’art des modèles

Cette bibliographie n’est pas exhaustive, une grande partie des informations sont issues
de [Thiery et al., 2007]. La modélisation macroscopique des transferts hydriques dans les
matériaux cimentaires a été initialement adaptée des travaux initiés dans les sols [Lewis, 1921].
On retrouve deux grandes familles de modélisation :

Modélisation à l’aide d’une équation de diffusion : C’est Bažant, le premier [Bažant et
Najjar, 1971] qui a proposé de remplacer la théorie linéaire de la dessiccation qui jusqu’ici
donnait des résultats peu satisfaisants, par une approche non linéaire à l’aide d’une équation
de diffusion fonction de la teneur en eau.

@w

@t
− div(D grad(w)) = 0 (1.2.6)

ici D représente la diffusivité hydrique. Cette approche est reprise dans un certain nombre de
travaux par exemple [Mensi et al., 1988] ou bien plus récemment par [Jafarifar et al., 2014,
Huang et al., 2017]. On peut retrouver la même équation cependant réécrite en fonction de
l’humidité relative dans [Buil, 1990, Xi et al., 1994a]. Puisqu’il existe une relation entre la
teneur en eau et l’humidité relative il ne s’agit finalement que d’un changement de variable.

En pratique, la diffusivité hydrique est identifiée par analyse inverse sur la base d’essais
expérimentaux (courbe de perte en masse, profil de teneur en eau obtenu par gammamétrie).
Bien qu’efficace et simple, cette approche ne permet cependant pas de caractériser l’apport
de chaque phénomènes dans le processus global. Ce qui nous amène à un second type de
modélisation.

Modélisation multiphasique : Il est possible d’avoir une approche plus complexe du phé-
nomène. Dans [Coussy et al., 2001, Baroghel-Bouny et al., 1999, Mainguy et al., 2001, Thiery
et al., 2007] les auteurs se proposent de prendre les différentes phases (liquide, vapeur et air
sec) présentes et de modéliser les échanges par le biais des équations de diffusion et de per-
méation présentées ci-avant. En considérant l’équation de conservation de la masse pour l’eau
liquide, la vapeur d’eau et l’air sec :

@ml

@t
+ div(Jm

l ) = −ṁvap (1.2.7a)

@mv

@t
+ div(Jm

v ) = ṁvap (1.2.7b)

@ma

@t
+ div(Jm

a ) = 0 (1.2.7c)

avec ṁvap le taux d’évaporation, mi la masse par unité de volume de béton et J i
m le flux

massique. Les lettres l, v et a font référence à respectivement l’eau liquide, la vapeur d’eau et
enfin l’air.
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En combinant les équations 1.2.7a, 1.2.7b et 1.2.7c on obtient une équation de diffusion
comme celle rencontrée dans l’approche simplifiée (1.2.6). Cependant, dans le cas présent
l’apport de chaque mécanisme est découplé.

@(ml +mv +ma)

@t
+ div(Jm

l + Jm
v + Jm

a ) = 0 (1.2.8)

La résolution de équation 1.2.8 se fait par calcul aux éléments finis ou bien encore par
volume finis. Cette approche a l’avantage de permettre une identification de l’apport de chaque
phénomène, néanmoins, l’identification des paramètres se complexifie avec l’augmentation de
leur nombre. Ainsi, il est possible de retrouver des approches intermédiaires qui considèrent
seulement quelques mécanismes suivant le problème rencontré (perméabilité du matériau plus
ou moins faible, ambiance de dessiccation, temps de dessiccation). L’approche présentée ici
se portera sur un modèle négligeant certains mécanismes.

2.4.2 Synthèse de la dessiccation des matériaux cimentaires

Un état de l’art des travaux sur la dessiccation des matériaux cimentaires a été réalisée
dans cette partie. Après avoir étudié les milieux poreux au sein des matériaux cimentaires, la
dessiccation a été investiguée. Cette dernière est un phénomène multifactoriel, avec différents
mécanismes qui se développent suivant les différentes tailles de pores (perméation et diffusion
dans la macro-porosité et diffusion dans les petits pores), forme de matrice solide (tortuosité,
connectivité, état de saturation). Elle induit des effets sur le comportement mécanique, esthé-
tique (fissuration superficielle), ainsi que des transferts hydriques. Ce qui joue sur la durabilité.
Pour modéliser ce processus différentes approches existent. La complexité des modèles exis-
tant étant proportionnelle aux nombres de paramètres à déterminer.
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3 Comportement mécanique différé

En 1912, Eugène Freyssinet lors de la construction du pont de Veurdre fut certainement
le premier à constater des déformations importantes et non prévues sur son pont. Depuis cette
époque il est notoire que le béton est sujet à des déformations différées.

Ces déformations différées, quelles qu’en soient leurs natures, peuvent générer, si elles
sont restreintes, des désordres structurels qui mettent en péril l’intégrité ainsi que la durabi-
lité d’une structure en béton. Leur intégration dans le processus de réalisation est donc d’une
importance majeure. Les normes de construction actuelles prennent naturellement ces défor-
mations (de manière plus ou moins complexe) en compte. Cependant, les mécanismes moteurs
de ces phénomènes gardent encore quelques secrets.

Conventionnellement, les déformations différées sont séparées en deux grandes catégories :
— les déformations de retrait ✏r qui se produisent sans chargement mécanique extérieur ;
— les déformations de fluage ✏f qui résultent de l’application d’un chargement mécanique.

Le mouvement d’eau est un paramètre fondamental dans le comportement des matériaux à
matrice cimentaire. Cela implique que les déformations différées sont encore divisées en deux
catégories :

— sans échange d’eau avec l’extérieur tel que le retrait endogène ✏re et le fluage propre
✏fp ;

— avec échange d’eau avec l’extérieur tel que le retrait de dessiccation ✏rd et le fluage de
dessiccation ✏fd.

Il est usuel de décomposer la déformation totale ✏tot du béton comme la somme des défor-
mations présentées augmentée de la déformation instantanée du béton sous chargement [Rilem
Technical Committee, 1998] :

✏tot = ✏el + ✏r + ✏f = ✏el + ✏re + ✏th + ✏rd
| {z }

✏retrait

+ ✏fp + ✏fd
| {z }

✏fluage

(1.3.1)

Cette approche, bien que classique, suppose que toutes les déformations sont découplées
ce qui n’est pas forcément réaliste. Certains auteurs considèrent un couplage entre les défor-
mations endogènes et les déformations de fluage en considérant que les tensions capillaires
générées par l’auto-dessiccation induisent un chargement additionnel entraînant des déforma-
tions de fluage propre d’amplitude plus importantes.

Dans le cas présent, les éprouvettes sont conservées immergées jusqu’au 28ème jours. Ce
constat permet, dans le cas d’un béton ordinaire, de ne pas prendre en compte la déformation de
retrait endogène ✏re. Bien que cette composante apporte une part de déformation supplémen-
taire même après 28 jours, cette dernière sera négligé ici, permettant par la même occasion de
faire l’hypothèse du découplage des phénomènes. Quant aux déformations ✏th apportées par
les faibles variations de température externe observées 7, elles seront négligées. De manière
générale, la présente étude s’intéresse au comportement à long terme des échantillons. Les

7. un variation homogène de la température d’une éprouvette de ∆T = 5 ◦C entraîne une déformation ther-
mique de l’ordre de ✏th = 50 µ✏
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déformations thermiques et endogènes d’un béton ordinaires sont souvent négligeables à long
terme. Nous allons donc développer ici les paramètres influant le retrait de dessiccation ✏rd, le
fluage propre ✏fp et le fluage de dessiccation ✏fd.

3.1 Le retrait de dessiccation

Le retrait de dessiccation est une conséquence à l’échelle macroscopique du processus de
dessiccation. Par l’intensité des contraintes générées il peut entraîner de la fissuration et être
de majeure importance.

3.1.1 Mécanismes du retrait de dessiccation

Bien qu’objet de nombreuses études, le retrait de dessiccation n’est pas encore parfaitement
connu. Les travaux présentés dans la littérature s’accordent à dire que le processus est le fruit
de plusieurs mécanismes. On peut dégager trois principaux phénomènes expliquant le retrait
de dessiccation.

Pression capillaire : Comme l’illustre la figure 1.3.1, l’eau dans les pores du béton est pré-
sente sous deux formes : en phase liquide et en phase gazeuse. À l’interface des deux phases,
un ménisque se crée et génère des tensions capillaires sur le squelette solide. Ces tensions
amènent une contraction du squelette solide.

FIGURE 1.3.1 – Pression au sein des pores capillaires

La pression capillaire au sein du milieu poreux est définie comme la différence entre la
pression d’eau liquide et la pression du gaz. L’équation 1.3.2 présente la relation (équation de
Laplace).

Pc = Pg − Pl = 2γs
1

rd
(1.3.2)

où γs est la tension de surface de l’eau des pores, rd est le rayon de courbure du ménisque.
D’autre part, il est possible de relier la pression capillaire à l’évolution de l’humidité rela-
tive au sein des pores en émettant l’hypothèse que la pression du gaz est proche la pression
atmosphérique et que l’eau liquide est en équilibre avec la vapeur d’eau (équation de Kelvin) :



40 État de l’art sur le comportement hydro-mécanique des matériaux à matrice cimentaire

Pc =
⇢wRT

M
ln(HR) (1.3.3)

où R est la constante des gaz parfaits, T est la température, M la masse molaire de l’eau, ⇢w
la masse volumique de l’eau comprise dans les pores. Ainsi, la pression capillaire augmente
lorsque l’humidité relative diminue et est d’autant plus importante que la taille des pores est pe-
tite. Ce mécanisme n’est pas actif pendant toute la dessiccation du matériau. Lorsque la phase
liquide devient discontinue, ce mécanisme de retrait perd de son impact. De plus, il semblerait
logique qu’avec la discontinuité de la phase liquide, les efforts de compression du squelette
se relâchent provoquant un gonflement. Néanmoins, ce n’est pas observé macroscopiquement,
d’autres mécanismes entre en jeu.

Pression de disjonction : Initialement proposé par Derjaguin et repris par [Powers, 1968],
la variation des pressions de disjonction est un mécanisme qui peut expliquer le retrait observé.
Lorsque l’humidité relative est proche de 100%, la pression de disjonction est maximale et im-
pose un effort qui tend à écarter les parois du solide. Ce phénomène peut être mis en évidence
par l’essai présenté dans [Beltzung et Wittmann, 2005] (deux sphères de quartz en contact
dans un environnement sec (HR ⇡ 0%) qui est progressivement humidifié, de l’eau s’ad-
sorbe sur les sphères créant par la même occasion des pressions entre les sphères mesurées
par un ressort). La diminution de l’humidité relative va donc entraîner une diminution de la
pression capillaire (équation de Kelvin 1.3.3) et va exercer des efforts de traction sur la matrice
cimentaire.

Plusieurs types de forces entrent en jeu dans ce mécanisme. Parmi celles-ci on trouve
les interactions de van der Waals, les charges électro-statiques (coulombiennes). L’apport de
chaque force est difficile à déterminer.

Énergie de surface solide (ou tension de surface) : Lorsqu’une molécule d’eau se trouve
près d’une surface solide, elle subit une force dont la résultante est perpendiculaire à la surface
du solide. Dans le cadres des matériaux cimentaires, les gels d’hydrates (C-S-H) présentent
des surfaces spécifiques importantes. Ainsi, un nombre important de molécule d’eau peut être
adsorbé sur les parois solides. L’énergie surfacique est directement liée à l’épaisseur d’eau
adsorbée :

∆γs = RT

Z φ

0

Γd(ln(Pv)) (1.3.4)

où R est la constante des gazs parfaits, T est la température. Lorsque l’humidité relative dimi-
nue, l’épaisseur adsorbée Γ diminue ce qui entraîne une augmentation de la tension de surface
engendrant une déformation macroscopique. Cette déformation peut être reliée par un facteur
de proportionnalité λrd à la variation de la tension surfacique par la loi de Bangham [Bangham
et al., 1932, Hansen, 1987].

∆✏rd = λrd∆γs (1.3.5)



Comportement mécanique différé 41

Récapitulatif et discussion des mécanismes

Le tableau 1.3.1 récapitule les différents mécanismes à l’origine du retrait de dessiccation
suivant les auteurs de la littérature. Malgré de nombreuses études sur les mécanismes moteurs
du retrait, aucun accord n’a été encore trouvé quant à l’origine de cet effet. Cependant, tout le
monde s’accorde à dire qu’aucun mécanisme seul ne peut expliquer le retrait de dessiccation
sur toutes les gammes d’humidités relatives.

Powers (1965)

Ishai (1965)

Feldman et Serada (1970)

Wittmann (1968)

Pression de disjonction

Pression capillaire

Eau interfoliaire Pression capillaire & énergie surfacique

0 20 40 60 80 100

Humidité relative [%]

Energie surfacique

Energie surfacique

Pression de disjonction

Hansen (1987)

Pression capillaire

Energie surfacique

Pression capillaire

TABLE 1.3.1 – Synthèse des mécanismes de retrait inspiré de [Soroka, 1980]

La majorité des approches considèrent la pression capillaire comme mécanisme majeur
dans la gamme des humidités relatives supérieures à ⇡ 40%. Les modélisations par les mo-
dèles de pression capillaire offrent de bonne estimation de l’évolution du retrait de dessicca-
tion. De plus, dans ces gammes d’humidités le retrait est responsable du réarrangement ainsi
que de la redistribution des C-S-H ce qui entraîne des déformations irréversibles [Ye et Rad-
lińska, 2016]. Tandis qu’une dessiccation sous une humidité de ⇡ 40% est quasi totalement
recouvrable amenant à penser que deux mécanismes différents agissent. Certains auteurs ad-
ditionnent la pression de disjonction au mécanisme de pression capillaire.

Les mécanismes d’énergie de surface solide sont eux utilisés principalement dans le cas
des humidités où les phénomènes de pression capillaire ne peuvent plus être présents. Lorsque
la phase capillaire n’est plus continue, et que les ménisques ne sont plus établis on attribue le
retrait aux phénomènes de surface solide. Certains auteurs comme [Hansen, 1987] considèrent
ce phénomène comme valide même à haute humidité. Néanmoins, en l’état, l’équation 1.3.5
sous-estime fortement le retrait si seul ce mécanisme est considéré.

Pour conclure, différents mécanismes peuvent-être à l’origine des phénomènes de retrait
de dessiccation. Il est l’état impossible de dire lequel des ces mécanismes est majoritaire. Le
retrait de dessiccation est la somme de tous les mécanismes présentés avec une part différente
suivant les gammes d’humidités relatives. Dans le cas de modélisation pour des valeurs supé-
rieures à 40% il semble cohérent de ne modéliser que la pression capillaire. Pour ce qui est des
valeurs inférieures, rajouter des mécanismes demanderait de caler des paramètres difficiles à
quantifier tel que λrd de la relation 1.3.5.
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3.1.2 Facteurs influents le retrait de dessiccation

Plusieurs facteurs peuvent modifier l’amplitude ainsi que la cinétique de retrait de dessic-
cation. Les matériaux cimentaires et plus particulièrement le béton sont des matériaux hétéro-
gènes. Le comportement de la pâte de ciment et des granulats sont différents. Leur composi-
tion, conditions de conservation vont influer sur le retrait de dessiccation 8 obtenu.

En tout premier lieu, il est important de noter que le retrait se fait essentiellement dans la
pâte de ciment. Si l’on fixe un rapport eau sur liant et que l’on change la quantité de liant, il en
résulte une augmentation du retrait puisque le volume de pâte est directement lié au volume de
liant. Si l’on fixe le volume de granulats et que l’on change le rapport eau sur liant, [Brooks,
1989] montre que le retrait évolue proportionnellement avec ce rapport pour des gammes de
e/c 2 [0.2; 0.6]. Au-dessus de ces valeurs, l’eau s’évapore sans générer de retrait associé. Ce
phénomène est illustré par la figure 1.3.2a, l’évolution du retrait en fonction du rapport e/c et
de la fraction volumique de granulats.

L’influence des granulats dans le phénomène étudié est mise en lumière en fixant le rapport
e/c. De manière générale les granulats restreignent le retrait (figure 1.3.2a). Les tailles des
granulats ne semblent pas influencer l’amplitude du retrait de dessiccation, en revanche la
fraction volumique de granulat à un impact majeur (figure 1.3.2a). En effet plus la fraction
volumique de granulat est importe plus le retrait sera faible.

Un dernier point important est la nature du granulat. Certains granulats comme l’illustre
la figure 1.3.2b, peuvent augmenter le retrait final [Neville, 2008]. Les granulats ordinaires ne
font pas ou très peu de retrait tandis que certains ont un retrait équivalent à des bétons réalisés
avec des granulats ordinaires. Théoriquement, plus la rigidité du granulat sera importante, plus
le retrait sera réduit.
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FIGURE 1.3.2 – Facteurs influençant le retrait final de dessiccation

Quant aux effets des conditions de conservation, l’effet de l’âge du béton (condition de
cure), n’a que peu d’influence sur le retrait de dessiccation. Au-delà d’une vingtaine de jours,
l’influence n’est plus significative [Benboudjema, 2002].

8. Dans tout ce paragraphe l’auteur entendra par retrait, retrait de dessiccation.
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De même, le taux de séchage, n’a pas d’impact sauf si le matériau est plongé dans une
ambiance très sèche ce qui va générer un gradient de séchage très important et induire de la
fissuration réduisant le retrait apparent [Neville, 2008]. Les conditions extérieures affectent
fortement l’amplitude du retrait. En effet, comme le retrait est lié au départ d’eau du matériau,
le retrait sera d’autant plus important que le matériau aura séché dans la limite ou la fissuration
induite n’est pas un mécanisme prépondérant.

Enfin, si on considère l’effet d’échelle sur le retrait de dessiccation, certains auteurs
trouvent que lorsque la taille de l’éprouvette augmente la valeur asymptotique de retrait de
dessiccation diminue [Benboudjema, 2002, Samouh et al., 2017, EN, 2005]. Ainsi, les dimen-
sions de la pièce étudiée et son rapport surface séchage/volume jouent un rôle dans l’amplitude
de retrait finale tandis que d’autres n’observent pas d’impact sur la valeur finale [fib, 2013]

3.1.3 Effets du retrait de dessiccation

L’impact de la dessiccation est étroitement lié aux mécanismes de retrait de dessiccation.
Le couple séchage, retrait de dessiccation est à l’origine d’auto-contrainte induites au sein du
matériau que l’on retrouve à différents niveau. En tout premier lieu, si on regarde l’état des
contraintes au sein du matériau (même dans le cadre d’un matériau homogène), on constate
comme l’illustre la figure 1.3.3 que des gradients de contraintes se développent [Benboud-
jema et al., 2005, Grasley et al., 2006]. On observe des contraintes de traction en peau et de
compression en cœur. Lorsque la contrainte en peau atteint la résistance en traction une micro-
fissuration de surface apparaît. La taille de cette fissuration est en générale inférieure à 50 µm
[Lagier et al., 2011].
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FIGURE 1.3.3 – Répartition numérique des contraintes au sein du matériau [Soleilhet et al.,
2017]

Si on se place à l’échelle de la pâte de ciment, on a vu que seule cette dernière produit un
retrait. Les granulats restent quasi insensible au variation hydrique. Ainsi, à l’interface entre
les deux constituants, une zone d’incompatibilité de déformation se créée et peu amener à
des fissurations à l’interface pâte/granulat. [Bisschop et Van Mier, 2002] étudient l’impact de
la taille d’inclusion sphérique en verre sur la micro-fissuration apparente. Il note que plus la
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taille des inclusions est importante, plus la fissuration apparente est importante et diffuse. À
l’inverse, lorsque la taille diminue la fissuration est moins importante et orientée dans le sens
du flux hydrique. Cette fissuration va engendrer des modifications des propriétés apparentes
du matériau tant en terme de propriétés mécaniques [Szczesniak et al., 2013] que de propriétés
de transferts. À une échelle encore plus petite, au niveau des C-S-H, on constate que des
incompatibilités s’observent aussi à cette échelle. La Portlandite et le ciment anhydre sont
insensibles au variation hydrique à contrario des C-S-H qui sont eux, poreux.

3.1.4 Modélisations

Les modélisations présentées dans cette partie ne s’intéressent pas aux modélisations ré-
glementaires. Le lecteur pourra se référer à [Theiner et al., 2014] pour plus d’informations
sur le sujet. Il existe différentes classes de modélisation qui prennent en compte le retrait de
dessiccation. Certaines sont issues de constats expérimentaux tandis que d’autres sont basées
sur des mécanismes "physiques".
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FIGURE 1.3.4 – Évolution du retrait en fonction de l’humidité relative

Modélisation phénoménologique : Les travaux expérimentaux présentés dans la littérature,
par exemple [Granger, 1995, Baroghel-Bouny et al., 1999], montrent une relation linéaire entre
le retrait de dessiccation et l’humidité relative figure 1.3.4. Cette observation amène un nombre
important d’auteurs, par exemple [Bažant et Xi, 1994, Wang et al., 2014], à relier linéairement
la déformation de retrait de dessiccation à la variation d’humidité relative par le biais de l’équa-
tion 1.3.6.

✏̇rd = kh
rd ḣ 1 (1.3.6)

où ✏̇rd est le tenseur de déformation de retrait de dessiccation, kh
rd le coefficient de compressi-

bilité hydrique et 1 le tenseur unité.
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D’autres auteurs [Benboudjema et al., 2005] ne considèrent pas cette modélisation mais
admettent plutôt que le retrait de dessiccation est linéairement lié à la variation de teneur en
eau.

✏̇rd = kw
rd ẇ 1 (1.3.7)

où kw
rd [m3 L−1] est un coefficient de proportionnalité déterminé dans la zone linéaire. Cette

modélisation simple est basée sur des observations expérimentales. Facile à mettre en œuvre
elle n’est pas sans limite. L’hypothèse de linéarité du retrait de dessiccation des bétons ne
semble pas être valable sur toute la plage de variation de HR. En effet, si on se réfère à la
figure 1.3.4, l’observation expérimentale montre une linéarité du retrait sur toute la gamme
d’humidité relative pour les pâtes de ciment et les mortiers mais pas pour le béton. Cette zone
de linéarité se limite à des HR 2 [50%; 100%]. L’inclusion de granulats change le compor-
tement du matériau. Comme exprimé dans la partie 3.1.2, la présence de granulats restreint
le retrait. De plus, la fissuration dû à l’incompatibilité des déformations entre la pâte et les
granulats peut entraîner une diminution du retrait de dessiccation apparent [De Sa, 2007].

Certains auteurs, pour limiter l’approximation de la modélisation linéaire, modifient le
coefficient de proportionnalité soit en prenant différents coefficients en fonction des gammes
d’humidité, soit en prenant un coefficient comme une fonction hyperbolique.

Modélisation basée sur la pression capillaire :

Dans les gammes standards d’humidité relative, le mécanisme prédominant est celui de
retrait par pression capillaire. Ainsi, [Shimomura et Maekawa, 1997, Yuan et Wan, 2002] pro-
posent de modéliser le retrait par le biais de la contrainte qui s’applique sur le squelette solide
prise proportionnelle à la pression capillaire et à la proportion volumique de l’eau liquide par
rapport au béton.

σs = AsPc 1 (1.3.8)

On peut ensuite par la loi de Hooke, relier la contrainte à la déformation par le biais du
module d’elasticité du squelette solide 1.3.9.

✏rd =
σs

Es

(1.3.9)

Modélisation poromécanique : Une alternative aux approches phénoménologiques est trou-
vée dans les travaux de poromécanique. Pour décrire deux modèles de retrait issus de la po-
romécanique, considérons dans un premier temps un volume représentatif extrait d’un milieu
poreux incompressible. Ce volume présente une porosité initiale φ0 et une température don-
née T0. En faisant l’hypothèse que le milieu est linéaire, isotrope et isotherme, l’équation qui
donne la contrainte du problème poro-élastique sous une pression p dans la porosité est donnée
par :

σ = K✏− bp1 (1.3.10)
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où σ, ✏ sont respectivement la contrainte moyenne et la déformation volumique, K le module
tangent, b le coefficient de Biot enfin 1 correspond au tenseur identité d’orde 2. La pression
au sein des pores capillaires est donnée par la pression moyenne Pm. Cette pression moyenne,
qui est appliquée au squelette solide, est donnée par l’équilibre de la phase vapeur et liquide
au sein des pores (Eq. 1.3.11).

Pm = SlPl + (1− Sl)Pg (1.3.11)

En utilisant la notion de pression capillaire (1.3.2) et en l’injectant dans (1.3.11) on obtient
la pression moyenne en fonction de la pression capillaire et de la pression du gaz [Gawin et al.,
2007].

Pm = Pg − SlPc (1.3.12)

On sait aussi que la pression capillaire est reliée à l’humidité relative par la relation de
Kelvin Laplace modifié.

Pc = Pg − Pl = −⇢lRT

M
ln(HR) (1.3.13)

En outre en utilisant la relation 1.3.13 on peut calculer la pression capillaire sous une
humidité relative de 50 %. Cette dernière est de l’ordre de 95MPa. En comparaison, la pression
des gaz est bien moins importante puisqu’elle est proche de la pression atmosphérique soit
Pg ⇡ Patm = 0.1MPa. Ce qui permet de faire l’hypothèse que Pg << Pl et définir Pc ⇡ Pl.

Dans cette modélisation les interactions entre le fluide et les parois solides ne sont pas
prises en compte. [Coussy et al., 2004] proposent la relation 1.3.14 pour tenir compte de ces
interactions.

P coussy
m = Pm − U(Sl) avec U(Sl) =

Z 1

Sl

Pc(S
0

l)dS
0

l (1.3.14)

La définition ainsi proposée n’est pas similaire à celle de [Gawin et al., 2007]. L’incrément
de pression sera défini dans les deux cas par :

dPm = −PcdSl − SldPc (1.3.15a)

dP coussy
m = dPm − dU(Sl) = −PcdSl − SldPc − d

Z 1

Sl

Pc(S
0

l)dS
0

l

]

= −SldPc (1.3.15b)

Finalement, si on reprend l’équation (1.3.16), sans prendre en compte les différences entre
les deux modèles dans un premier temps, la contrainte s’appliquant sur le matériau, en tenant
compte de la pression capillaire, peut s’exprimer de la manière suivante :

σ = K✏− bSlPc 1 (1.3.16)

En inversant la loi de comportement élastique, isotrope qui lie la contrainte à la déformation
on obtient la relation 1.3.17.
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✏ =
1 + ⌫

E
σ − ⌫

E
Tr(σ)1 (1.3.17)

La déformation de retrait est une déformation qui se fait sans chargement extérieur, σ est
donc nul. La déformation de retrait est donnée par 1.3.18.

✏rd =
1− 2⌫

E
bSlPc 1 (1.3.18)

L’équation 1.3.18 est considérée dans le cadre de la poromécanique (i.e un solide élas-
tique). La prise en compte seule de la partie élastique de la déformation de retrait peut entraîner
une sous estimation de l’amplitude du retrait d’un facteur 2 voir 3 [Ye et Radlińska, 2016]. On
peut aussi considérer une modélisation plastique voir visco-élastique du solide. Dans le second
cas, le module de compressibilité K n’est plus constant mais fonction du temps. La prise en
compte du fluage dans le retrait de dessiccation se fait soit selon l’équation 1.3.19 en prenant
une pression moyenne correspondant à celle définie par [Gawin et al., 2007], soit l’équation
1.3.20 pour celle définie par [Coussy et al., 2004].

✏rd = (1− 2⌫)b

 

SlPc

E
+

Z t0=t

t0=0

J(t− t0, t0)
d(SlPc)

dt0
dt0

!

(1.3.19)

✏rd = (1− 2⌫)bSl

Z t0=t

t0=0

✓
1

E

dPc

dt0
+ J(t− t0, t0)

dPc

dt0

◆

dt0 (1.3.20)

avec J la complaisance de fluage propre. Le fluage de dessiccation, notion introduite dans le
prochain chapitre, n’est pas pris en compte dans la modélisation du retrait de dessiccation. Sel-
lier dans [Sellier et al., 2016] considère l’interaction entre le retrait et le fluage de dessiccation
par l’intermédiaire d’un coefficient de biot qui dépend de l’état de contrainte du matériaux.

Modélisation homogénéisée : Il existe dans la littérature des modèles basés sur des mé-
thodes d’homogénéisation. De manière analogue au modèle présenté dans la partie sur la des-
siccation, ces modèles prennent les valeurs de chaque constituant du matériau pour obtenir
une valeur moyenne homogénéisée pour un VER. Ces méthodes ne seront pas développées
ici, néanmoins, le lecteur peut se référer à [Le Pape et al., 2015] pour plus d’informations.

3.1.5 Synthèse

Le retrait de dessiccation est un phénomène dont l’origine n’est pas forcément bien cer-
née. Pour les humidités relatives standards (i.e 50%), on considère que les phénomènes mo-
teurs majeurs sont la pression capillaire et les pressions de disjonctions. La formulation du
matériau et le type de granulats utilisés induit également des changement sur l’amplitude du
retrait. Pour modéliser et prendre en compte ces changement volumiques, différents types de
modèles existent. Certaines approches sont plus orientées vers des constations phénoménolo-
giques tandis que d’autres s’appuient sur les théories poromécaniques. Les premiers modèles
ont l’avantage d’être simples mais ne sont pas basés sur des considérations physiques. De plus,
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on constate expérimentalement que la linéarité postulée n’est pas toujours vérifiée. On observe
parfois une bi-linéairité résultante des différentes cinétiques de dessiccation. Pour passer outre
ce constat, le modélisateur peut considérer deux coefficients k. La seconde approche, permet
quant à elle, d’avoir une représentation plus physique du phénomène, néanmoins, elle nécessite
la calibration de différents paramètres parfois difficiles à appréhender.

3.2 Le fluage

Lorsqu’un ouvrage en béton est soumis à un chargement mécanique constant, il présente
dans un premier temps une déformation instantanée, puis sous l’action du temps, une défor-
mation différée vient s’ajouter. Le fluage du béton correspond au fait que la relation entre
contrainte et déformation est fonction du temps. Le fluage est un processus complexe qui dé-
pend d’un nombre de paramètres important. Parmi ceux-ci on trouve : le type de chargement,
la fraction volumique de granulat du matériau, le rapport e/c, le ratio entre le chargement ap-
pliqué et la résistance du matériau, le type de ciment, l’âge ou bien le temps de chargement
ainsi que les conditions d’environnement. Le problème est donc multifactoriel.

On observe pour des chargements inférieurs à environ 30-50 % de la résistance maximale
que le fluage est proportionnel au chargement appliqué en compression. En traction, il n’y
a pas de consensus dans la littérature (voir par exemple la revue de littérature dans [Hilaire,
2014]). Au dessus de cette valeur, le matériau exhibe un comportement non linéaire. Ces non
linéarités deviennent de plus en plus importantes à mesure que le chargement appliqué aug-
mente jusqu’à atteindre une zone où une rupture par fluage apparait (au dessus de 80 % de la
résistance maximale) [Brooks, 2015]. Dans le cadre de notre étude, le chargement est appliqué
progressivement et de manière diffuse par la déformation hydrique, on fera l’hypothèse que la
contrainte appliquée sera toujours inférieure à 50% de la résistance maximale, et que le fluage
sera proportionnel à cette contrainte en compression. On supposera également une similarité
du fluage en traction et en compression étant donné le manque de consensus à ce sujet. Enfin,
le fluage comme présenté dans l’introduction est décomposé classiquement en deux termes de
déformations : le fluage propre et le fluage de dessiccation.

3.2.1 Fluage propre

Le fluage propre du béton correspond à la part de déformation différée d’un béton pro-
tégée de la dessiccation, chargée dans le temps sous une contrainte constante auxquelles les
déformations endogènes et élastiques ont été soustraites. Cette déformation, tient une part im-
portante dans la somme des déformations différées, il est donc nécessaire de bien la prendre
en compte. L’évolution de la déformation sous contrainte, dans la gamme de proportionnalité
du fluage, est donnée par la relation 1.3.21 :

✏(t) = J(t)σ (1.3.21)

avec ✏ la déformation totale, σ la contrainte constante imposée et J la complaisance de fluage.
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3.2.1.1 Mécanismes moteurs du fluage propre

Bien que sujet à de nombreuses études, les mécanismes de fluage et plus particulièrement
de fluage propre restent encore en question. La littérature s’accorde cependant sur le fait que
l’eau interstitielle joue un rôle important dans le processus. Ainsi, plus la teneur en eau est
faible, plus le fluage propre est faible, de même si on évapore toute l’eau disponible au sein du
matériau, aucun fluage n’est observé [Acker et Ulm, 2001]. Les mêmes auteurs ont analysés
des essais de la littérature et en exprimant la dérivée de la complaisance de fluage en fonction
du temps concluent sur la présence de deux cinétiques d’évolution : une évolution rapide à
court terme et une autre plus lente à long terme. On retrouve principalement trois explications
en fonction des phases considérés :

À court terme, le fluage est le résultat selon [Acker et Ulm, 2001] de la redistribution de
l’eau libre et physisorbée par diffusion dans les espaces capillaires.

Quant au fluage à plus long terme, le mécanisme moteur viendrait toujours selon [Acker et
Ulm, 2001] de la structure même des hydrates de C-S-H. Seul ces hydrates sont susceptibles
de présenter des déformations visqueuses. Bien qu’un accord soit trouvé sur ce point, la cause
de ces déformations porte toujours à question. Certains s’accordent à dire que les feuillets de
C-S-H glissent et se réorganisent par micro-diffusion de l’eau d’autres pensent que les hydrates
se dissolvent puis reforment de nouveaux hydrates [Vandamme et Ulm, 2009].

Néanmoins, ces différences de mécanismes à court et long terme sont remis en cause par
[Torrenti et Leroy, 2015] qui montrent que si le temps de chargement est pris en compte dans la
détermination de la dérivée de la complaisance de fluage par rapport au temps, alors une seule
cinétique s’observe dans le processus ce qui induirait qu’un seul mécanisme serait moteur du
fluage propre.

3.2.1.2 Facteurs influents

Dans le développement du fluage, la déformation se localise essentiellement dans la pâte
de ciment. La composition du matériau va influencer l’évolution du fluage propre. Le rapport
granulat/ciment est un des paramètres important. Contrairement à la pâte de ciment, les gra-
nulats standards ne fluent pratiquement pas [Hobbs, 1970] ce qui implique que le volume de
granulat présent va restreindre l’amplitude des variations volumiques de la pâte de ciment. De
même la qualité du granulat joue un rôle. Dans le cas de granulat avec des modules d’élas-
ticités supérieurs à 70GPa, l’influence sur la déformation de fluage est négligeable [Brooks,
2015]. D’autre part, comme pour le cas du retrait de dessiccation, l’auréole de transition entre
la pâte et les granulats semble jouer un rôle dans le fluage du béton. La granulométrie va in-
duire des changements sur la déformation de fluage : pour des granulats de fortes dimensions
Dmax = 25.4mm le fluage sera plus important que pour des granulats de taille plus raison-
nables Dmax = 9.5mm. En d’autre terme, plus le volume de granulat et la qualité des granulats
sont bons moins le fluage se développera.

De même le rapport e/c va influencer doublement l’évolution du fluage. En tout premier
lieu, il va changer le rapport entre le volume de granulat et le volume de pâte ce qui va avoir
les conséquences discutées ci-avant. En second lieu, il va impacter la résistance du matériau et
sa cinétique de maturation. L’augmentation du rapport e/c va entraîne r une augmentation du
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fluage spécifique 9 comme l’illustre la figure 1.3.5. L’augmentation du rapport e/c va engendrer
une augmentation de la porosité capillaire ainsi qu’une diminution de la résistance ce qui
permet de supposer que le fluage est lié à ces deux paramètres.
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FIGURE 1.3.5 – Évolution de la valeur ultime du fluage spécifique en fonction du ratio e/c.
Valeurs normées par la valeur obtenu pour un e/c=0.65. [Brooks, 2015] extrait de [Wagner,
1958]

Concernant l’âge de chargement, plus le béton est sollicité tardivement moins les déforma-
tions de fluage se développeront [Ross, 1958]. La dépendance à l’âge de chargement s’observe
à la fois en compression et en traction. La première hypothèse est de considérer l’évolution de
l’hydratation : plus le matériau sera sollicité tôt moins ces propriétés seront matures (résis-
tance, module) favorisant le développement du fluage. Néanmoins, cela n’explique pas à lui
seul ce phénomène. Les paramètres n’évoluent plus significativement après 90 jours alors que
l’effet s’observe encore. Une autre explication peut être trouvée dans la structure des C-S-H
formés. [Jennings, 2008] note une diminution des larges pores et une diminution de l’éner-
gie surfacique des gels de C-S-H. L’évolution de la température entraîne elle aussi des va-
riations sur le fluage obtenu. Le fluage va augmenter avec la température. À l’origine de cet
effet deux raisons [Bažant et al., 2004] : à une échelle macroscopique la température induit
des contraintes provenant des déformations thermiques, à l’échelle nano (C-S-H), les micro-
contraintes vont être affectées par la modification de la température du potentiel de l’eau in-
terstitielle. Il est à noter que la viscosité dynamique de l’eau diminue lorsque la température
augmente.

3.2.1.3 Modélisation du fluage propre

Dans le cas d’un chargement en contrainte constant, la déformation de fluage propre est
reliée à la contrainte par la complaisance de fluage J (Eq. 1.3.21). Lorsque l’on se place
dans un cas où les contraintes appliquées au matériau ne sont plus constantes, on peut les

9. fluage normé par la chargement appliqué en MPa−1
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décomposer en incrément et les superposer d’après le principe de superposition de Boltzmann,
la relation devient :

✏fp =

Z t

tc

J(t, t0)σdt0 (1.3.22)

avec tc l’âge de début de chargement, t l’âge de fin de chargement et J la complaisance de
fluage. Si on se place dans le cadre de la viscoélasticité linéaire (cas des contraintes inférieures
à 50 % de la résistance ) [Bažant et Chern, 1985, Benboudjema, 2002], ainsi que dans le cas
de sollicitation uniaxiale, la complaisance de fluage peut être approchée par des assemblages
de chaine de Maxwell (figure 1.3.6a) ou bien de Kelvin Voigt (figure 1.3.6b).
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(b) Modèle de Kelvin Voigt

FIGURE 1.3.6 – Modèle rhéologique pour le fluage propre

avec k [MPa] et ⌘ [MPa s−1] respectivement la raideur et la viscosité élémentaire des
différentes chaînes.

Ces formulations sont souvent utilisées dans un cadre de modélisation non vieillissante. Il
est cependant possible d’étendre la modélisation à des cas vieillissant en prenant en compte
l’évolution des paramètres en fonction de l’âge de chargement [Bažant et Chern, 1985] ou
en ajoutant un amortisseur vieillissant (dépendant du temps ou de la déformation) au mo-
dèle rhéologique [Benboudjema, 2002, Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009, Hilaire et al., 2014].
Pour obtenir une description plus physique de l’aspect vieillissant du matériau, [Bažant et al.,
1997b] propose de considérer une indépendance au temps des propriétés des constituants de
la pâte de ciment et d’attribuer l’évolution à la décomposition progressive des C-S-H à l’effet
de la réaction d’hydratation à la relaxation des micro-précontraintes transversales au plan de
glissement des C-S-H.

Ces différentes modélisations se placent dans un cadre uniaxial 1D. Pour prendre en
compte des sollicitations multiaxiales, les modèles rhéologiques peuvent-être étendus en 3D
de façon analogue à la loi d’élasticité de Hooke [Hilaire et al., 2014]. La complaisance de
fluage peut ainsi être écrite sous la forme de l’équation 1.3.23 :

Jijkl(t, t
0) = J1D(t, t

0)



−⌫bcδijδkl +
1 + ⌫bc

2
(δilδjk + δikδjl)

]

(1.3.23)

avec J1D(t, t
0) la complaisance de fluage dans le cas unidirectionnel. Un coefficient de Pois-

son de fluage propre ⌫bc est introduit. Ce coefficient est pris, sans informations complémen-
taires égal au coefficient de Poisson élastique, soit environ 0,2 [Granger, 1995]. Dans sa thèse
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[Hilaire, 2014] fait une étude bibliographique des valeurs de ce coefficient. Certains travaux
montrent que le coefficient est constant tandis que d’autres montrent une croissance de sa
valeur qui semble varier entre [0,02 ; 0,35].

Enfin, une autre alternative est de séparer le fluage en une composante sphérique et dévia-
torique, chacune associée à un modèle rhéologique [Benboudjema et al., 2005, Briffaut et al.,
2012, Sellier et al., 2016].

3.2.2 Fluage de dessiccation

Expérimentalement, lorsqu’on effectue un essai de fluage en condition non-endogène, on
constate une augmentation de la déformation. Cet effet, aussi appelé effet Pickett [Pickett,
1942], est paradoxal puisqu’un béton désaturé préalablement flue moins que le même béton
saturé. De même plus l’humidité relative décroît durant l’essai, plus le fluage total est important
[Acker et Ulm, 2001].

3.2.2.1 Mécanismes moteur du fluage de dessiccation

Dans la littérature deux mécanismes principaux sont avancés pour expliquer le fluage de
dessiccation : le fluage de dessiccation structural et le fluage de dessiccation intrinsèque.
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FIGURE 1.3.7 – Décomposition des déformations

Fluage de dessiccation structural : Ce premier mécanisme est directement lié à l’état de
contrainte interne généré par le retrait de dessiccation. Sans chargement extérieur, l’état non-
homogène vis-à-vis de la dessiccation génère des contraintes qui amènent une fissuration de
peau des éprouvettes. Cette fissuration relaxe les contraintes induites et diminue l’amplitude
des déformations de retrait de dessiccation. Cette micro-fissuration est liée aux conditions
d’ambiance ainsi qu’à la géométrie des éprouvettes.
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Lorsque l’éprouvette est soumise à un chargement de compression constant, la micro-
fissuration induite par la dessiccation va-être réduite [Bažant et Wittmann, 1982]. La défor-
mation mesurée est ainsi supérieure à la somme des composantes élémentaires. La différence
de déformation correspond au fluage de dessiccation structural. Cette part de fluage de des-
siccation structural ne semble pas majoritaire dans les deux mécanismes [Buil, 1990, Granger
et al., 1997, Benboudjema, 2002]. Il est cependant important de le prendre en compte.

La quantification expérimentale directe de ce phénomène est quasi-impossible, hormis en
flexion d’après [Bažant et Xi, 1994]. Pour la quantifier, il est nécessaire de réaliser des mo-
délisations numériques prenant en compte l’état de contrainte non homogène induit par la
dessiccation. Notons également que les incompatibilités de déformation de retrait entre la pate
de ciment et les granulats ou encore entre les grains de ciment anhydre et les C-S-H peuvent
peuvent contribuer à ce phénomène.

Fluage de dessiccation intrinsèque : La micro-fissuration ne peut être la seule explication.
En effet on constate expérimentalement que des éprouvettes fines exhibent une déformation
de fluage de dessiccation bien qu’elles ne soient que peu soumises à la micro-fissuration de
peau [Day et al., 1984]. De plus, si le fluage de dessiccation structural était le seul moteur,
les simulations numériques pourraient prédire toutes la part du fluage de dessiccation [The-
landersson et al., 1988, Bažant et al., 1997a]. Ce qui amène a postuler un autre mécanisme
responsable du fluage de dessiccation. On trouve différentes théories proposées pour expliquer
cette part intrinsèque de la déformation. Parmi celles-ci on peut citer : la théorie de la consoli-
dation [Ruetz, 1968], qui considère que le chargement en compression augmente le départ de
l’eau dans la pâte. Cependant, cela ne semble pas vérifié puisque les cinétiques de pertes de
masse évoluent peu sous chargement. On trouve aussi ensuite la première théorie de [Bažant et
Chern, 1985] : le retrait sous contrainte. Celle-ci suppose que les mouvements d’eau se font à
la fois à un niveau macroscopique (séchage) mais aussi à un niveau plus microscopique où on
retrouve de la micro-diffusion de l’eau au sein des zones d’adsorption empêchées et les pores
capillaires ce qui amène à accélérer la dislocation des C-S-H. [Sellier et Buffo-Lacarrière,
2009] considèrent le fluage de dessiccation comme un retrait de dessiccation sous chargement.
Les contraintes induites par la dessiccation, principalement des effets de dépression capillaire,
sont ainsi mieux retransmises au squelette solide.

3.2.2.2 Modélisation du fluage de dessiccation

Le fluage de dessiccation est la résultante de deux phénomènes distincts. La part de fluage
structural est caractérisée dès lors que la fissuration du matériau est prise en compte dans la
modélisation du processus. La partie intrinsèque est quant à elle prise en compte de manière
explicite. Plusieurs travaux [Ali, 1964, Brooks et Neville, 1977, Rossi et al., 2013] mettent
en lumière la relation de proportionnalité entre le retrait de dessiccation et la déformation de
fluage de dessiccation. Ce constat a entraîné [Ali, 1964, Gamble et Parrott, 1978] à proposer
une loi de proportionnalité entre les deux déformations :

✏fd = λfd✏rdσ (1.3.24)
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avec λfd une constante et σ la charge appliquée. Plus tard, en tenant compte des mécanismes
se développant dans le processus de fluage de dessiccation, [Bažant et Chern, 1985] proposent
de prendre en compte la déformation en utilisant une chaîne de Maxwell avec une viscosité
proportionnelle à la variation d’humidité relative :

✏̇fd =
σ

⌘
= λfd|ḣ|σ (1.3.25)

Une modélisation proche de l’équation 1.3.24 et 1.3.25 est utilisé dans le cadre de la thèse
de [Hilaire, 2014]. Elle lie la vitesse de déformation de fluage de dessiccation à celle en retrait :

✏̇fd = λfd|✏̇rd|σ (1.3.26)

avec λfd une constante. Notons que si on considère un modèle phénoménologique proportion-
nel à l’humidité relative, dans le calcul du retrait de dessiccation les modèles proposaient par
les équations 1.3.25 et 1.3.26 sont similaires à la constante kh

rd près.

Afin de proposer des modélisations plus physique du vieillissement des matériaux dans le
cadre du fluage propre Bažant propose d’attribuer le comportement vieillissant du matériau
à la relaxation des micro-précontraintes transversales aux plans de glissement [Bažant et al.,
1997b]. L’avantage de cette approche repose sur le calcul du fluage propre et de dessiccation à
l’aide d’une même modélisation. La déformation de fluage propre visqueuse est donnée par :

✏̇fp(t) =
σ

⌘(S)
(1.3.27)

avec S la micro-précontrainte de traction et ⌘ la viscosité effective fonction décroissante de S
donnée par :

1

⌘(S)
= cpSp−1 (1.3.28)

avec c et p des constantes du modèle positive. Finalement S peut se déduire de l’équation
suivante :

Ṡ + C0 cpS = −c1
ḣ

h
(1.3.29)

avec C0 et c1 des constantes. Les micro-précontraintes varient en fonction de l’état d’humidité
du matériau ce qui permet de prendre en compte le fluage de dessiccation directement.
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Finalement, une dernière modélisation unifiée des différentes déformations (retrait de des-
siccation, fluage propre et fluage de dessiccation), basée sur la théorie de la consolidation est
proposé par [Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009, Sellier et al., 2016]. Comme explicité aupara-
vant Sellier et al, considèrent le fluage de dessiccation comme un retrait de dessiccation sous
contrainte. Ainsi, pour retranscrire cela, ils considèrent un modèle où la contrainte totale est la
somme de la contrainte effective séparée en partie sphérique et déviatorique additionnées à la
contrainte induite par les pressions capillaires :

σ = σ0s + σ0d + ⇡w (1.3.30)

Les tenseurs σ0s et σ0d gèrent le fluage propre avec un modèle rhéologique comprenant
en série : un ressort élastique, un solide de Kelvin-Voigt et un amortisseur non linéaire pour
modéliser le fluage à long terme. Les lois rhéologiques pour les deux parties (sphérique et
déviatorique) gérant le fluage propre, sont données respectivement par les équations 1.3.31 et
1.3.32.

σ0s = ke✏es (1.3.31a)

ke✏es = kKV ✏KV s + ⌘KV s✏̇KV s (1.3.31b)

ke✏es = ⌘Ms✏̇Ms (1.3.31c)

σ0d
ij = 2µe✏edij (1.3.32a)

2µe✏edij = 2µKV ✏KV d
ij + ⌘KV s✏̇KV d

ij (1.3.32b)

2µe✏edij = ⌘Md✏̇Md
ij (1.3.32c)

Les non linéarités modélisant l’évolution de la vitesse de fluage sont introduites par le
biais d’un coefficient de consolidation Cc tel que la viscosité soit proportionnelle à la viscosité
initiale et au coefficient de consolidation

⌘Ms = Cc⌘
Ms0 (1.3.33a)

⌘Md = Cc⌘
Md0 (1.3.33b)

avec ⌘Ms0 et ⌘Md0 les viscosités initiales. Le coefficient de consolidation Cc est choisi tel :

Cc = exp

✓ |✏Ms|
✏Msk

◆

(1.3.34)

avec ✏Msk la déformation caractéristique de consolidation et ✏Ms la déformation dans le corps
de Maxwell. La formulation proposée pour le coefficient de consolidation dérive d’une dé-
marche pragmatique pour tenir compte de l’effet de la teneur en eau au sein du matériau (
à travers la contrainte ⇡w) sur la vitesse de fluage. Dans ce cadre un retrait va générer de la
consolidation et par la même diminuer les vitesses de fluage. À l’inverse l’augmentation de la
teneur en eau va induire un accroissement de la vitesse de fluage.
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Si on s’intéresse à la description de la contrainte hydrique ⇡w, Sellier reprend l’approche
phénoménologique proposé par [Benboudjema et al., 2005] (Eq 1.3.7) liant le retrait de des-
siccation à la perte en masse. Il écrit cette relation en contrainte sous la forme proposée par
l’équation :

⇡w = −Kw(φ− φw)Bw (1.3.35)

avec Kw une constante du modèle, φ la porosité du matériau, φw la teneur volumique en eau
libre (égale à la porosité pour un matériau saturé) et Bw le tenseur transmettant la dépression
intraporeuse au matériau. Ainsi, l’effet de la fissuration ou de l’endommagement induits par
la dépression capillaire est directement transmis au squelette solide en adaptant le tenseur Bw.
Dans le cas où un retrait de dessiccation libre est étudié, le tenseur Bw est égal au tenseur
identité I . Lorsque l’on se place sous un chargement, l’évolution choisie pour Bw se définit
dans la direction des contraintes principales et est donnée par :

Bw

I
=< 1− σI

σB
>+ (1.3.36)

avec σI une valeur principale du tenseur des contraintes, σB un paramètre traduisant le micro-
endommagement intergranulaire et Bw

I
la valeur du tenseur dans l’une des directions princi-

pales. Lorsque σI est positif (chargement de traction) la valeur du tenseur Bw

I
diminue limitant

le retrait de dessiccation. À l’inverse lorsqu’un chargement de compression est appliqué cette
valeur augmente.

La modélisation proposée par Sellier et al. [Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009] permet de
considérer le fluage propre accompagné du retrait de dessiccation et du fluage de dessicca-
tion par le biais d’un phénomène unique, le chargement hydrique intraporeux. Les pressions
capillaires sont directement transmises au squelette solide par un tenseur du second ordre Bw

permettant de ne prendre en compte qu’un seul paramètre de calage Kw (⇠ coefficient de Biot)
pour le retrait de dessiccation et le fluage de dessiccation et un paramètre additionnel pour le
fluage de dessiccation σB.



Synthèse de l’état de l’art 57

4 Synthèse de l’état de l’art

Dans cette partie, l’état de l’art du comportement hydro-mécanique des matériaux à ma-
trice cimentaire a été étudié. Le comportement mécanique statique a été dans un premier temps
développé puis le processus de dessiccation a été exposé. Enfin les déformations différées as-
sociés ont été étudiées. L’objectif fixé dans ce manuscrit est d’obtenir un cadre de modélisation
capable de tenir compte de l’état de contrainte interne induit par la dessiccation. Les données
expérimentales étant nombreuses mais souvent discordantes, l’obtention de données expéri-
mentales propres semble nécessaire. Ainsi le travail présenté ci-après se fixe dans un cadre
où :

— Les données expérimentales seront récoltées sur une seule formulation de béton. Les
différents processus, mécaniques ou hydriques sont fortement influencés par la for-
mulation du matériau (type de ciment, granulats). Ainsi pour éviter des disparités de
résultats causés par des formulations différentes, le matériau du projet VeRCoRs est
utilisé.

— Les phénomènes se développant durant la dessiccation ne sont pas tous régis par la
même échelle de temps. Pour étudier leurs influences, trois campagnes seront réalisées.
Elles seront comparées deux à deux. On retrouve deux campagnes en condition sévère,
proche de 30 % HR sur un temps plus ou moins long (70 jours vs 180 jours) et deux
sur un temps court (70 jours) avec des conditions à 30 et 45 % HR.

— Pour avoir un panel représentatif des différents essais standards, chaque campagne
comprendra des essais de compression, fendage, flexion trois points et flexion trois
points entaillé. Dans la mesure du possible des essais de traction directe seront réalisés
également.

— Pour le cadre de modélisation prédictif, une stratégie de calcul par chainage sera menée.
Les différents phénomènes seront supposés indépendants. La modélisation de la des-
siccation sera effectuée par un modèle de diffusion multi-phasique implémenté dans
CAST3M, les déformations différées seront ensuite considérées pour éviter de sur-
estimer l’impact sur la fissuration du retrait de dessiccation. Finalement un modèle
d’endommagement isotrope de type Mazars [Mazars, 1986] régularisé en énergie de
fissuration [Feenstra et De Borst, 1996] sera utilisé.

— Les paramètres des différents modèles seront calibrés sur les données expérimentales
obtenues auparavant ainsi que sur les données des différents benchmarks du projet
VeRCoRS.
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Chapitre 2

Prédiction de l’état hydrique des
matériaux cimentaires

Dans cette partie, nous allons déterminer l’état hydrique des
matériaux étudiés. Cette détermination passe à la fois par la

caractérisation des transferts hydriques, et notamment la perte
en masse, mais s’intéresse également à la détermination des

gradients hydriques moteurs de déformations différées qui seront
traitées dans le chapitre suivant.
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1 Modélisation hydrique

Le modèle de séchage utilisé dans le cadre de cette thèse est basé sur celui développé par
[Mainguy, 1999]. Il est également implémenté dans le cadre de la thèse de Hilaire [Hilaire,
2014] dans le code éléments finis CAST3M. Le modèle utilisé est très similaire à ceux dé-
veloppés par [Thiery et al., 2007, Ranaivomanana, 2010]. L’approche la plus complète dans
la modélisation du processus de séchage est celle qui prend en compte les transferts au sein
des différentes phases présentes (pour rappel l’eau liquide et vapeur ainsi que l’air sec). Néan-
moins, la complexité du problème impose de faire des choix de modélisation pour obtenir un
modèle plus simple à déterminer. Les hypothèses formulées peuvent être résumées comme
suit :

— les échanges considérés seront pris dans un cadre isotherme. L’énergie nécessaire
à l’évaporation ṁvap de l’eau sera négligée et le processus se fera à température
constante ;

— les forces gravitaires seront négligées par rapport au gradient de pression et de diffu-
sion ;

— le matériau sera considéré comme mature, indéformable (vis-à-vis de ces effets sur le
séchage), les effets de l’hydratation seront négligés et la porosité φ sera constante ;

— l’eau liquide présente dans les pores sera considérée comme pure ;
— la phase gazeuse est composée d’un mélange de deux gaz parfaits : l’air sec de pres-

sion partielle Pa et la vapeur d’eau de pression partielle Pv. Ceci permet d’obtenir une
pression totale du gaz Pg comme la somme des deux termes ;

— le transport darcéen du gaz est négligeable devant la diffusion de la vapeur d’eau.

1.1 Conservation de la masse

Le point de départ de toutes modélisations du processus de séchage repose sur la conser-
vation de la masse des trois constituants présents dans le milieu poreux (2.1.1) :

@(ml +mv +ma)

@t
+ div(Jm

l + Jm
v + Jm

a ) = 0 (2.1.1)

avec mi la masse de chaque constituant et Jm
i le flux massique des différents constituants.

Les masses mi s’expriment en fonction du degré de saturation, de la masse volumique et de la
porosité comme :

ml = ⇢lφSl (2.1.2a)

mv = ⇢vφ(1− Sl) (2.1.2b)

ma = ⇢aφ(1− Sl) (2.1.2c)

En combinant les équations 2.1.1, 2.1.2a, 2.1.2b et en négligeant l’apport de la phase air
sec dans le processus de transport, on obtient la conservation de la masse en tenant compte
seulement du transfert de l’eau liquide et de la vapeur d’eau :
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φ
@(⇢lSl + ⇢v(1− Sl))

@t
= div

 

⇢l
Keff

l

µl

rPl +
Deff

v Mv

RT
rPv

!

(2.1.3)

Il est possible de relier la pression du liquide Pl et la pression de vapeur Pv à la pression
capillaire au sein des pores. Pour cela, on se place à l’échelle du pore : à la frontière entre
phase liquide et phase gazeuse. La différence de pression sur cette interface correspond à ce
qu’on appelle communément la pression capillaire Pc. En se plaçant dans un état d’équilibre
thermodynamique, entre la phase liquide et la phase vapeur, à pression atmosphérique Patm,
on a Pg = Patm. On aboutit alors classiquement à l’équation de Kelvin modifiée :

− Pc = Pl − Patm =
⇢lRT

Mv

ln

✓
Pv

Pvs

◆

=) Pv = Pvs exp

✓

−Pc
Mv

⇢lRT

◆

(2.1.4)

La pression de vapeur saturante est fonction de la température. Cette dépendance se re-
trouve par le biais de la relation de Clapeyron avec Lv la chaleur latente massique de vapori-
sation de l’eau, P0 la pression atmosphérique et T0 = 373K la température de référence :

Pvs = P0 exp

✓
Mv.Lv

R
(
1
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− 1

T
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◆

(2.1.5)

Après avoir défini Pv il est possible de déterminer le gradient de cette quantité :

rPv = −Pvs
Mv

⇢lRT
exp

✓

−Pc
Mv

⇢lRT

◆

rPc (2.1.6)

De plus, on fait l’hypothèse classique de prendre une pression du gaz au sein des pores
proches de la pression atmosphérique. Cette hypothèse implique que rPc = −rPl. Ce qui
permet d’obtenir la relation 2.1.7.
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(2.1.7)

L’évolution de la saturation du matériau est régie par les courbes d’isothermes d’adsorp-
tion/désorption. Pour exprimer l’évolution continue du taux de saturation en fonction de l’hu-
midité relative, [van Genuchten, 1980] propose une relation liant le degré de saturation à l’hu-
midité relative par le biais de 3 coefficients :

Sl = [1 + (−↵ ln(HR))γ]−β (2.1.8)

Partant de cette relation, [van Genuchten, 1980] propose une relation qui lie le coefficient
γ à β :

γ =
1

1− β
(2.1.9)
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Finalement, il est possible d’exprimer l’équation diffusive 2.1.7 seulement en fonction de la
pression capillaire, en introduisant dans l’équation 2.1.8 la relation liant l’humidité relative à
la pression capillaire. Cette équation prend en compte deux mécanismes : le mécanisme de
perméation de la phase liquide et celui de diffusion de la phase gazeuse.
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(2.1.10)
Dans l’équation 2.1.10, on retrouve, d’un coté la capacité hydraulique fonction de la masse

volumique de l’eau et de la vapeur d’eau ainsi que l’évolution de la saturation en fonction de
la pression capillaire, et de l’autre coté la conductivité hydraulique dépendant des paramètres
matériaux et des propriétés effectives du réseau poreux. Le premier terme correspond à la
capacité de stockage du matériau, quant au deuxième, il est le reflet de son capacité à transférer
l’eau présente dans le réseau poreux sous l’évolution du gradient de pression capillaire.

1.2 Paramètres de l’équation diffusive 2.1.10

Outre les paramètres matériaux classiques tels que les masses volumiques, la porosité φ et
la viscosité dynamique de l’eau, il est nécessaire pour résoudre cette équation de déterminer la
perméabilité et la diffusivité effectives ainsi que la courbe caractéristique liant la variation de
degré de saturation en fonction de la pression capillaire.

Concernant les paramètres de transport, on observe expérimentalement une modification
de leurs valeurs dans un réseau poreux partiellement saturé en eau liquide. La perméabilité
mesurée est inférieure à celle d’un matériau complètement saturé [Abbas et al., 1999]. Inver-
sement, la diffusion gazeuse dans un tel réseau sera améliorée avec la désaturation des pores.
Cette observation amène à déterminer des coefficients effectifs qui sont fonction du degré de
saturation du milieu et des valeurs intrinsèques Kint et Dint du matériau.

Keff
l = Kint krl(Sl) (2.1.11a)

Deff
v = Dint drl(Sl) (2.1.11b)

Les valeurs de Kint et Dint sont des valeurs intrinsèques aux matériaux. Théoriquement,
si on considère un état saturé pour la perméabilité intrinsèque, la valeur obtenue sous une
pression d’eau ou bien de gaz sera équivalente. Pourtant, ce résultat n’est pas observé expéri-
mentalement. La perméabilité à l’eau est expérimentalement plusieurs fois inférieure à celle du
gaz [Bamforth, 1987]. Cet écart peut s’expliquer par l’activité chimique de l’eau interstitielle
et par l’effet Klinkenberg.
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1.2.1 Perméabilité effective

Déterminer la perméabilité effective 2.1.11a passe par la détermination de la perméabilité
relative krl. Cette dernière correspond au rapport entre la perméabilité mesurée à différentes
saturations du matériau et la perméabilité intrinsèque mesurée pour une valeur de saturation
de 1 (Eq 2.1.12). Les valeurs krl 2 [0, 1].

krl(Sl) =
Keff (Sl)

Kint

(2.1.12)

Pour modéliser la perméabilité relative dans un matériau cimentaire, les premières ap-
proches se sont orientées vers les travaux de la mécanique des sols. Une approche classique
consiste à estimer la perméabilité relative par le biais de la relation 2.1.13 proposée par [van
Genuchten, 1980], qui s’appuie sur le modèle de caractérisation statistique du réseau poreux
de [Mualem, 1976].

krl(Sl) = Snk

l [1− (1− S
1
β

l )
β]2 (2.1.13)

β caractérisant la relation 2.1.8. Quant à nk, la valeur préconisée par van Genuchten est nk =
0, 5. Actuellement, cette valeur ne fait pas consensus. Dans les travaux de [Hilaire, 2014] où
une revue bibliographique est menée, il constate que dans le cadre de la modélisation des
matériaux cimentaires, le paramètre nk varie entre -4,5 et 5.
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FIGURE 2.1.1 – Perméabilité relative à l’eau (2.1.13) pour différents nk

La figure 2.1.1 présente l’évolution de la fonction krl pour différentes valeurs de nk. Les
résultats obtenus présentent des gammes de variations importantes suivant le paramètre choisi.
Le choix de modélisation est donc primordial, si nk est pris égal à -4, le transport darcéen de
l’eau liquide va s’effectuer sur toutes les gammes de saturation. Cependant, dans des gammes
de saturation faible, la phase liquide n’est plus continue et le transport de l’eau liquide ne peut
plus s’effectuer. Ainsi, [Kameche et al., 2014] analysent les perméabilités relatives à l’eau sur
base de données expérimentales et concluent que, pour des valeurs de saturation inférieures
à 0,4, la perméabilité relative est quasiment nulle. Inversement, au-dessus de cette valeur, la
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perméabilité relative à l’eau augmente. Enfin, la perméabilité relative est aussi influencée par le
paramètre β comme l’illustre la figure 2.1.2. Ce dernier, identifié sur la courbe de désorption,
tend à réduire la perméabilité relative lorsque β diminue. Sans plus d’informations, les valeurs
de nk 2 [−4; 0, 5] sont retenues en première approche.
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FIGURE 2.1.2 – Évolution du paramètre nk en fonction de β d’après [Poyet et al., 2016]

Pour se prémunir du choix du paramètre nk, une approche alternative (Eq. 2.1.14b) a été
proposée par [Chung et Consolazio, 2005]. En se basant sur des données expérimentales de
perméation au gaz de la littérature ils proposent la relation :

krg(Sl) = 10Slλk − 10λkSl avec λk = 0, 05− 22, 5 φ (2.1.14a)

krl(Sl) = krg ⇥ Sl (2.1.14b)

L’avantage de cette approche réside dans la non introduction de nouveaux paramètres. Le
facteur λk est linéairement lié à la porosité du matériau. Ainsi, le nombre de paramètres de
calibration est réduit néanmoins il s’agit ici d’une « approximation rudimentaire ».

1.2.2 Diffusivité effective

De manière équivalente à la perméabilité effective, il est nécessaire d’introduire une fonc-
tion de diffusion relative (Eq 2.1.16) pour tenir compte de l’état de saturation du réseau poreux
dans le processus de diffusion. La relation proposée par [Millington et Quirk, 1961] est souvent
utilisée pour déterminer la diffusivité relative [Thiery et al., 2007] :

Deff
v = Dint drl(φ, Sl) (2.1.15)

Dans la relation 2.1.15, la diffusivité relative est proportionnelle à la porosité et à la satu-
ration du matériau.

drl(φ, Sl) = φamq(1− Sl)
bmq (2.1.16)
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où amq et bmq sont des paramètres du modèle respectivement égaux à 4/3 et 10/3 pour Mil-
lington. [Thiery et al., 2007] ont montré que les valeurs initialement proposées surestimaient
la diffusivité du milieu. Sur la base de travaux expérimentaux sur des mortiers, ils réajustent
les coefficients à 2,74 et 4,20.

L’expression de la diffusivité intrinsèque [m2 s−1], quant à elle, correspondant à celle ob-
tenue dans un milieu non poreux, est déterminée par la relation proposée par [D.A. de Vries,
1966] :

Dint = 0, 217⇥ 10−4 ⇥ patm
pg

⇥
✓
T

T0

◆1,88

(2.1.17)

avec T0 la température de référence (i.e. 273K) et Pg la pression du milieu gazeux, ici la
pression atmosphérique.

1.2.3 Courbe caractéristique dSl

dpc

La résolution de l’équation de diffusion 2.1.10 présentée ci-avant nécessite la détermina-
tion de la courbe caractérisant l’évolution du degré de saturation en fonction de la pression
capillaire. À partir de l’isotherme de désorption et du modèle proposé par [van Genuchten,
1980], il est possible d’établir la courbe de pression capillaire (i.e. l’évolution de la pression
capillaire en fonction de la variation du degré de saturation) et sa réciproque 2.1.18.
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Ce qui permet en dérivant par rapport à Pc d’obtenir la dérivée de Sl par rapport à Pc :
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(2.1.19)

avec β et P0 des paramètres à déterminer sur l’isotherme de désorption.

1.3 Conditions aux limites

Différents types de conditions aux limites peuvent être pris en compte dans la modélisa-
tion du processus de dessiccation. En tout premier lieu, il est possible d’imposer directement
une condition de Dirichlet sur la surface extérieure de l’échantillon [Hilaire, 2014, Oxfall
et al., 2016]. Ce choix revient à imposer directement une pression capillaire sur la surface du
maillage. Outre les difficultées numériques (discrétisation spatiale et temporelle) mises en jeu
à l’interface dues aux forts gradients, cette modélisation ne prend pas en compte les échanges
convectifs à la surface de l’échantillon. L’importance du flux convectif à l’interface dépend à la
fois des conditions extérieures (circulation d’air, humidité ambiante) mais aussi de la surface
des échantillons ainsi que leurs formes [Sakata, 1983, Huang et al., 2017]. Pour déterminer le
flux « convectif » (ici en pression capillaire), on peut lier la différence de pression capillaire à
un coefficient d’échange convectif hconv, Eq. 2.1.20.
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Φconv = hconv(Pci − Pce) (2.1.20)

La difficulté de cette approche réside dans la détermination du coefficient hconv. Ce facteur
varie de plusieurs ordres de grandeur suivant les données de la littérature. Formulé en humidité
relative, [Ožbolt et al., 2016] proposent, pour des bétons de rapport e/c compris entre 0,43 et
0.55, des valeurs de hconv 2 [8 ⇥ 10−7, 2 ⇥ 10−6] en [kgm−2 s−1], tandis que [Huang et al.,
2015] proposent une valeur proche de 1, 5 ⇥ 10−5. Enfin, [Sakata, 1983, Zhang et al., 2015]
considèrent des valeurs comprises entre 2 [1 ⇥ 10−3, 1 ⇥ 10−2]. Pour pallier ce problème,
une autre approche est proposée par [Ranaivomanana, 2010]. Ce dernier formule, en humidité
relative, une condition de Dirichlet dépendante du temps (Eq. 2.1.21). Un temps caractéristique
gère le temps d’application de la condition aux limites. Dans ce dernier cas les auteurs ont
choisi de prendre un temps caractéristique de 1 jour.

hlim(t) = hini ⇥ exp−
t
τ +hfin ⇥ (1− exp−

t
τ ) avec ⌧ = 86 400 s (2.1.21)

Le choix des conditions aux limites est important puisqu’il conditionne les gradients hy-
driques et donc les contraintes internes générées.

1.4 Synthèse de la modélisation hydrique

La modélisation du processus de dessiccation est complexe et multi-factorielle. La pré-
sence de différentes phases, ainsi que l’évolution des propriétés du milieu durant le processus
de dessiccation, imposent des choix de modélisation qui mènent vers une équation de type
diffusive. En tenant compte des perméabilité et diffusivité effectives du milieu, il est possible
de déterminer la distribution des teneurs en eau, saturation, et pression capillaire au sein du
matériau.

La modélisation du séchage, pour être réaliste, nécessite la détermination de paramètres
(résumé dans le tableau 2.1.1) relatifs aux différents mécanismes mis en jeu.

Physique Perméation Diffusion Isotherme
φ ⇢ ⇢l hconv nk Kint amq bmq Dint β P0

TABLE 2.1.1 – Paramètres du modèle de dessiccation

Parmi les paramètres, on retrouve 4 catégories : les paramètres dits « physiques » calibrés
par mesures directes, les paramètres du modèle de perméation puis de diffusion, et enfin les pa-
ramètres du modèle qui décrivent l’isotherme de désorption. Une fois ces valeurs receuillies, le
modèle proposé permet d’obtenir les évolutions de perte en masse d’éprouvettes de différentes
formes, avec une précision certaine.
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2 Caractérisations expérimentales de l’état hydrique

Dans le cadre des campagnes d’investigation de l’impact de la dessiccation sur les proprié-
tés mécaniques, un suivi de l’état hydrique des échantillons a été réalisé. Les mesures com-
prennent : le suivi des conditions hydriques et thermiques appliquées, ainsi que les mesures de
perte en masse, de porosité et de masse volumique des différents échantillons.

2.1 Perte en masse

La mesure de la perte en masse est la donnée expérimentale la plus simple à recueillir
pour caractériser l’état hydrique d’un béton. Cette mesure présente l’avantage d’être facile-
ment mise en place et nécessite uniquement une balance de précision. Néanmoins, seul un état
macroscopique global est caractérisé. Sans mesure complémentaire, aucune information sur
l’état des gradients hydriques au sein du matériau n’est apportée.

2.1.1 Matériels et méthodes

Après 28 jours de stockage dans un bain d’eau basique, les éprouvettes sont placées en
ambiance séchante. Quatre géométries d’éprouvettes sont étudiées. Certaines éprouvettes pré-
sentent 3 échantillons tandis que d’autres en présentent 6. Les géométries des éprouvettes sont
résumées sur la figure 2.2.1 :

(a) G1 : cylindre
11 cm⇥ 22 cm

(b) G2 : dogbone
35 cm⇥ 10 cm

(c) G3 : parallélépipède
10 cm⇥ 10 cm⇥ 84 cm

(d) G5 : parallélépipède
7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm

FIGURE 2.2.1 – Géométries étudiées
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2.1.1.1 Conditions de conservation

Afin d’investiguer l’impact de la dessiccation sous diverses conditions, les éprouvettes des
3 campagnes n’ont été conservées ni dans les mêmes ambiances hygrométrique et thermique,
ni dans les mêmes conditions de stockage. Les mesures de température et hygrométrie locales
ont été réalisées à l’aide d’une sonde Testo® 635 qui, sur les gammes de mesures, présente une
incertitude de mesure ±2% d’humidité relative et ±0, 2◦C pour la température.

Si on s’intéresse dans un premier temps à la campagne 1, les éprouvettes ont été conservées
dans une salle à humidité et température contrôlées pendant une période de 180 jours, sous des
conditions d’humidité relative de 36% avec un écart type de ± 6% et une température de
25 ◦C± 0, 4◦C. Comme on l’observe sur la figure 2.2.2a, les conditions d’humidité ont fluctué
dans les 10 premiers jours puis sont devenues relativement constantes jusqu’au 150e jour. À
cette date, l’hygrométrie de la salle a varié fortement en raison d’un problème de régulation.
Concernant les températures, figure 2.2.2b, les fluctuations oscillent autour de 25 ◦C, ce qui
permet de considérer un faible impact de la température sur les résultats de perte en masse.
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FIGURE 2.2.2 – Évolution des conditions imposées de la campagne 1

La campagne 2 s’intéresse, quant à elle, à l’impact d’une forte dessiccation sur un temps
plus court (i.e. 70 jours). Dans l’optique de comparer les résultats entre campagnes, les condi-
tions imposées sont proches de celles de la campagne 1, avec une humidité relative de 30%±
0,4% et une température de 25 ◦C± 0,01◦C. Ces conditions ont été obtenues en plaçant les
éprouvettes dans une chambre climatique (de chez CLIMATS) permettant des conditions
d’ambiance bien maîtrisées (cf. les faibles variations d’humidité relative et température pré-
sentées sur la figure 2.2.3).

Enfin la dernière campagne (C3), caractérise la dessiccation dans des conditions d’am-
biance standard et un temps similaire à la campagne 2 (70 jours) à 45% ± 2, 6% d’humidité
relative et 21 ◦C± 0, 3◦C de température. Les éprouvettes ont été stockées dans la même salle
que la campagne 1. On relève les mêmes variations des conditions imposées, figure 2.2.4, quoi-
qu’on note une plus faible variation de l’hygrométrie avec un écart-type de 2, 6% par rapport
au 6% de la première campagne.
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FIGURE 2.2.3 – Évolution des conditions imposées de la campagne 2
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FIGURE 2.2.4 – Évolution des conditions imposées de la campagne 3

Pour toutes les campagnes, une attention particulière a été mise en œuvre pour que toutes
les faces des éprouvettes soient exposées à la dessiccation. Dans l’enceinte climatique, la ven-
tilation contrôlée ainsi que les supports ajourés permettent d’obtenir une circulation de l’air
autour des éprouvettes. Pour les éprouvettes stockées hors de l’enceinte climatique, un sto-
ckage sur des tasseaux de bois, présenté sur la figure 2.2.5, permet la circulation de l’air sous
les éprouvettes. Les éprouvettes entre elles sont espacées d’une distance de 1 cm au minimum.
De plus, après chaque pesée, les faces des éprouvettes sont tournées. Toutes ces dispositions
visent à obtenir un séchage régulier sans directions préférentielles.
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FIGURE 2.2.5 – Stockage sur tasseaux de bois en salle régulée en hygrométrie et température

2.1.1.2 Mesure de la perte en masse

En raison du fort écart de masse entre les différentes géométries, les mesures de perte
en masse s’opèrent sur deux balances distinctes. La première, une balance de capacité de
16,2kg± 0,1g pour toutes les petites géométries (G1, G2, G5) et une seconde de capacité plus
importante (35 kg ± 10 g) pour les éprouvettes G3 pesant d’environ 20 kg. Les mesures sont
réalisées toutes les deux heures dans les 10 premiers jours puis sont espacées au fur et à mesure
de l’avancement de la dessiccation.

Toutes les éprouvettes n’ont pu être suivies en dessiccation dans chaque campagne. Lors de
la réalisation de la campagne 1, la balance de grande capacité étant indisponible, les mesures
des éprouvettes G3 n’ont pas pu être effectuées. De même, dans le cadre de la campagne 2, les
éprouvettes G5 ont été endommagées lors de leur fabrication. De ce fait, les mesures de perte
de masse de ces géométries ne peuvent être présentées. Une fois les mesures de perte en masse
réalisées, la variation de masse est calculée par la relation 2.2.1.

∆m(t) =
m(t)−m0

m0

(2.2.1)

avec m0 étant la masse initiale en [g] et m(t) en [g] étant la masse au cours du temps de
l’échantillon.
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2.1.2 Résultats

Dans cette section, les résultats seront présentés à géométrie constante. L’impact de la
géométrie sur la perte en masse sera étudié dans la partie 4 de ce chapitre.

2.1.2.1 Variabilité

Les figures 2.2.6, 2.2.7, 2.2.8, 2.2.9 rassemblent les résultats d’évolution de la variation
de la masse de toutes les éprouvettes pour chaque campagne. Les points correspondent aux
valeurs expérimentales tandis que les lignes en tirets et pointillés correspondent respectivement
aux valeurs moyennes et aux écarts-types (σ). Bien qu’il soit difficile de conclure dans le
cas où seulement trois éprouvettes ont été suivies, les différentes mesures de perte en masse
témoignent d’une faible variabilité des résultats, comme cela est classiquement observé dans
la littérature.
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FIGURE 2.2.6 – Évolution des pertes en masse de la géométrie G1



Caractérisations expérimentales de l’état hydrique 73

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200

−5

−4

−3

−2

−1

0

Temps [j]

Va
ri

at
io

ns
de

m
as

se
[%
]

Éprouvette 1

Éprouvette 2

Éprouvette 3
Moy. experimentale

(a) Campagne 1 (σ = 14%, COV = 5%)
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(b) Campagne 2 (σ = 14, 7%, COV = 4%)
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(c) Campagne 3 (σ = 7, 9%, COV = 7, 4%)

FIGURE 2.2.7 – Évolution des pertes en masse de la géométrie G2
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(a) Campagne 2 (σ = 10, 4%, COV = 6, 2%)
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FIGURE 2.2.8 – Évolution des pertes en masse de la géométrie G3

La faible variabilité des résultats permet de conclure sur une bonne homogénéité des dif-
férentes éprouvettes dans la plupart des cas. On observe cependant, dans certaines situations,
des évolutions de perte en masse présentant de fortes disparités entre les courbes. Pour illus-
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FIGURE 2.2.9 – Évolution des pertes en masse de la géométrie G5

trer ce fait, on peut prendre l’exemple des résultats de la géométrie G3 pour la campagne 3
figure 2.2.8b. L’éprouvette 3 présente une cinétique de dessiccation bien plus rapide que les
5 autres. Cette différence pourrait s’expliquer a priori par une non homogénéité du matériau
et notamment la présence d’un volume de pâte de ciment plus importante que dans les autres
échantillons, hypothèse confirmée a posteriori lors des essais mécaniques. L’éprouvette pré-
sentait un problème de fabrication.

Excepté pour des formes de géométries particulières (cf. mesure sur la géométrie G2) les
mesures de perte en masse apparaissent comme des mesures reproductibles.

2.1.2.2 Influence de l’humidité relative

Un autre paramètre agissant sur la dessiccation est l’ambiance de conservation. Les fi-
gures 2.2.10 présentent l’évolution des pertes en masse moyennes des différentes géométries
en fonction des humidités imposées. On postule ici que les écarts sont essentiellement dus à
l’humidité relative et que la température n’influe que peu sur les résultats.

On observe que l’humidité relative impacte la vitesse de dessiccation initiale mais ne modi-
fie pas l’allure générale de la courbe. Après une première phase de dessiccation dont la vitesse
dépend de l’humidité relative imposée, une seconde phase de dessiccation à vitesse constante
s’observe. Pour finir, l’ambiance imposée détermine évidemment la valeur de perte en masse
ultime.

À géométrie fixe, les courbes de la campagne 1 et celles de la campagne 2 montrent peu
d’écart l’une par rapport à l’autre. L’écart résiduel entre les deux courbes est dû à la variabilité
intrinsèque du matériau mais surtout à l’écart de conditions de conservation (i.e. 36% contre
30%). Ce constat permet de supposer que les états de contrainte générés sont proches les uns
des autres, autorisant la comparaison des résultats entre les deux campagnes.

Enfin, un dernier point attire l’attention : sur la figure 2.2.10d l’évolution de la dessicca-
tion de la campagne 1 n’est pas cohérente. Sous des conditions plus sévères que la campagne
3 une cinétique plus lente se développe. Cette observation implique que le matériau présente
des propriétés de transport plus faibles que les matériaux des autres géométries. Puisque les
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éprouvettes de la campagne proviennent de la même gâchée, cette différence s’explique pro-
bablement par des effets de parois.
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(c) Géométrie 3
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FIGURE 2.2.10 – Évolution des pertes en masse en fonction des conditions imposées

2.1.3 Synthèse

Les résultats de perte en masse servent de base expérimentale principale pour l’identifica-
tion des paramètres de dessiccation du modèle numérique. Le suivi des différentes éprouvettes
permet d’observer, en général, une bonne homogénéité des mesures sur les différentes géomé-
tries. Il est possible de conclure qu’une bonne répétabilité des mesures de perte en masse a été
obtenue.

D’autre part, l’étude des différentes conditions hydriques à géométries fixées montre deux
phases dans la cinétique de dessiccation. Une première où la vitesse de dessiccation dépend
essentiellement des conditions appliquées aux échantillons et une seconde qui semble plus
intrinsèque au matériau.
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2.2 Porosité

2.2.1 Matériels et méthodes

Les essais de porosité accessible à l’eau sont réalisés en accord avec la norme
[NF-P18-459, 2010]. Les échantillons sont obtenus par découpage dans des éprouvettes
7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm. Pour les protéger de la dessiccation, ils ont été conservés dans l’eau
jusqu’à la caractérisation. Le protocole de caractérisation du volume poreux est résumé dans
la figure 2.2.11.

Préparation des 
échantillons

Saturation des échantillons Séchage des échantillons

Dégazage des échantillons Pesée hydrostatique et humide

4h 48h

temps

Début Fin

FIGURE 2.2.11 – Protocole expérimental de mesure de porosité apparente

En premier lieu, chaque éprouvette est découpée en 3 échantillons de dimension
7 cm⇥ 7 cm⇥ 9 cm 1. Puis elles sont placées dans un dessiccateur sous pression pendant 4 h.
Une fois le temps écoulé, l’eau est introduite. Les échantillons sont laissés sous pression pen-
dant 44 h supplémentaires. À l’issu de ces étapes, les masses hydrostatiques meau et saturées
mair sont pesées sur une balance de capacité maximale de 4100 g ± 0, 01g. Les échantillons
sont ensuite placés dans un four sous une température de 60 ◦C, avec une humidité la plus
faible possible 2 (non controlée), jusqu’à ce que la masse des échantillons ne varie plus (i.e.
ne présente plus de variation de plus de 0, 05%/24h). La norme prescrit une dessiccation à
105 ◦C, néanmoins à cette température, une fissuration parasite peut apparaître et générer une
augmentation non représentative de la porosité. Une fois la masse constante atteinte, une pesée
de l’échantillon sec est réalisée, permettant d’obtenir msec. La porosité accessible à l’eau est
ensuite déterminée par l’expression 2.2.2.

φ =
mair −msec

mair −meau

(2.2.2)

1. Dimensions respectant les conditions de VER d’après la norme associée.
2. Dans le cas présent, la porte du four a été ouverte régulièrement pour permettre l’évacuation de l’humidité

due à l’évaporation de l’eau des échantillons.
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De même, il est possible de déterminer la masse volumique apparente ⇢d :

⇢d =
msec

mair −meau

⇢eau (2.2.3)

Enfin la teneur eau à saturation de l’échantillon est accessible grâce à la relation 2.2.4.

wsat =
mair −msec

msec

⇥ 100 (2.2.4)

Une seconde approche a été envisagée pour caractériser la porosité des matériaux investi-
gués dans les différentes campagnes, en fonction des différentes géométries. Les échantillons
utilisés dans ce cadre ont été obtenus par tronçonnage après essais mécaniques des éprouvettes.
Une attention particulière a été requise pour ne pas caractériser l’impact de la fissuration mais
bien la porosité du matériau. Ainsi pour les cylindres, des tranches d’éprouvettes prises dans
un plan orthogonal au plan de fendage ont été utilisées. Pour les poutres, les échantillons de
porosité ont été extraits des zones hors des bielles de compression, comme illustré sur la figure
2.2.12 supposées non impactées par l’essai mécanique. Le concept de bielle-tirant n’est pas
forcément réaliste, mais dans le cas présent on fait l’hypothèse qu’au-dessus de cette ligne
fictive la fissuration n’impacte pas la mesure de la porosité. Le même protocole que décrit
précédemment est ensuite utilisé pour caractériser la porosité.

Zone supposée non 

endommagée

Zone endommagée 

Effort appliqué

Appui

0,02 m

0
,1

0
 m

0,40 m

FIGURE 2.2.12 – Illustration du tronçonnage des éprouvettes de porosité dans les géométries
G3 après essais mécaniques

2.2.2 Résultats

2.2.2.1 Porosité campagne 2

La première étude de la porosité du matériau s’est portée sur la campagne 2. Le tableau
2.2.1 récapitule les valeurs de porosité, de masse volumique apparente ainsi que la teneur en
eau des différents échantillons. La variabilité de la masse volumique apparente est très faible.
L’ordre de grandeur du coefficient de variation obtenu est sensiblement le même que celui
obtenu dans la thèse de [Larrard, 2010], sur 40 échantillons de différentes gâchées.

La porosité est, quant à elle, comprise entre des valeurs de 14, 6% et 16, 2%, avec une
moyenne à 15, 5% et présente une dispersion raisonnable (écart-type ±0, 7%).
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La teneur en eau massique des échantillons 7, 0% ±0, 4% est cohérente pour le type de
béton considéré. Dans un cadre de caractérisation de la teneur en eau par des mesures électro-
magnétiques, Villain [Villain et al., 2017] ont mesuré pour un béton présentant un E/C de 0,55
et une porosité de 15, 8%, une teneur en eau d’approximativement 7, 5%.

meau [g] mair [g] msec [g] ⇢d [kgm
−3] φ [%] wsat [%]

G5-2-1 525,1 904,5 849,2 2238 14,6 6,5
G5-2-2 526,0 912,4 852,9 2207 15,4 7,0
G5-2-3 523,6 909,2 848,2 2199 15,8 7,2
G5-2-4 513,8 895,5 833,5 2184 16,2 7,4

Moyenne 522,2 905,4 846 2207 15,5 7,0
Écart-type 5,6 7,4 8,5 22,8 0,7 0,4
COV [%] 1,1 0,8 1 1 4,6 5,6

TABLE 2.2.1 – Résultats de porosité, campagne 2

2.2.2.2 Variabilité de la porosité

Le tableau 2.2.2 regroupe les résultats obtenus avec la seconde méthode. Si on met en
regard les résultats de la campagne 1, on constate une différence entre la géométrie cylindrique
(G1), qui présente une moyenne de 15, 8%, et la géométrie G3 qui elle obtient une porosité
moyenne de 14, 7%. Cet écart relatif de 7,4% semble important par rapport à la variabilité
observée préalablement. Le volume de matériau caractérisé dans les deux cas est proche, ce qui
permet de penser que l’écart ne provient pas d’un manque de représentativité des échantillons.
L’explication de cette différence résiderait probablement dans les différents effets de bords,
dus à la forme des éprouvettes et au coffrage de ces dernières. L’effet de paroi est un effet
bien connu. Dans ce cadre, [Kreijger, 1984] s’intéresse à l’évolution de la porosité en partant
du coffrage d’un béton vers le coeur de l’éprouvette. Il constate que proche des coffrages, la
porosité augmente sensiblement. Si on s’intéresse, en se plaçant loin des bords, au rapport entre
le périmètre coffré et l’aire coffrée des échantillons de porosité, on constate que l’éprouvette
qui présente le rapport le plus élevé (36m−1 pour G1 et 30m−1 pour G3) présente une porosité
plus élevée. Il n’est cependant pas vraiment possible de tirer une conclusion ferme devant le
faible nombre de mesures.

Les échantillons obtenus dans la première géométrie G3(a) de la campagne 2 ont des pro-
priétés fortement différentes de celles observées sur les autres échantillons. Cette différence
d’environ +45% ne semble pas être représentative de l’état de la porosité du matériau. Il
est possible que l’échantillon ne soit pas homogène et présente un volume de pâte de ciment
plus important que la moyenne des échantillons. Cette hypothèse semble être confirmée par
la faible masse volumique apparente des échantillons. Toutefois, le suivi de la perte en masse
de l’éprouvette ainsi que l’essai mécanique (présenté dans la partie 1.3.4) n’ont pas montré
de signes distinctifs. Ainsi, puisque aucun signe avant-coureur de différence n’est apparu sur
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la poutre caractérisée, il est probable que l’écart provienne d’une fissuration parasite. Par la
suite, les résultats ne seront pas considérés dans les valeurs moyennes. Excepté les échantillons
mentionnés ci-avant, on retrouve des porosités comprises entre 14,3% et 16,3%.

meau [g] mair [g] msec [g] ⇢d [kgm
−3] φ [%] w [%]

Campagne 1

G1-1 307,1 528,1 495,7 2243 14,7 6,5
G1-2 332,2 577,4 537,5 2192 16,3 7,4
G1-3 309,1 537,3 500,0 2192 16,3 7,5
G3-1 407,5 703,7 660,3 2230 14,7 6,6
G3-2 414,2 716,0 671,4 2224 14,8 6,6
G3-3 418,6 723,1 678,6 2229 14,6 6,5

Campagne 2

G3-1-a 331,4 606,6 545,4 1982 22,2 11,2
G3-2-a 313,2 568,5 513,8 2013 21,4 10,7
G3-3-a 363,0 652,3 593,4 2051 20,4 9,9
G3-4-a 461,8 824,2 753,2 2078 19,6 9,4
G3-1-b 417,2 718,1 673,9 2240 14,7 6,6
G3-2-b 646,6 1111 1045 2248 14,3 6,4
G3-3-b 572,0 980,5 922,7 2258 14,1 6,3

Campagne 3
G3-1 653,5 1131 1062 2222 14,6 6,6
G3-2 560,6 971,4 910,0 2215 15,0 6,8

TABLE 2.2.2 – Porosité entre campagnes et entre géométries

2.2.3 Synthèse

Le tableau 2.2.3 récapitule les valeurs de porosité. On retrouve la première étude sur la
porosité (initiale) et les données obtenues par tronçonnage des éprouvettes mécaniques. Les
valeurs obtenues de porosité à l’air sont cohérentes avec celles observées dans le cadre de la
réalisation de la maquette VeRCoRs. Avec une valeur moyenne de 14,8% et un écart-type de
0,4%, on est proche des 14,6% et ±0, 6% mesurés sur le chantier. Les campagnes 2 et 3 sont
très proches l’une de l’autre en terme de porosité.

⇢d [kgm
−3] φ [%] w [%]

Campagne 1 2218 ± 21 15,2 ± 0,8 6,9 ± 0,4
Campagne 2 initial 2207 ± 23 15,5 ± 0,7 7,0 ± 0,4

Campagne 2 2249 ± 9,4 14,4 ± 0,3 6,4 ± 0,1
Campagne 3 2219 ± 5,1 14,8 ± 0,3 6,7 ± 0,1

Chantier VeRCoRs - 14,6 ± 0,6 -

TABLE 2.2.3 – Récapitulatif des valeurs de porosité des différentes campagnes

Finalement, on constate un écart des porosités entre la campagne 2 initiale et la suivante.
Cet écart peut se justifier par la différence des géométries entre les deux cas. On peut ainsi
imaginer que l’importance de la surface coffrée joue sur la quantité de porosité.
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La teneur en eau est ensuite calculée comme :

w(HR) =
mw(HR)

md

(2.2.5)

Il est ensuite nécessaire, une fois cette courbe obtenue, de la corriger à l’aide d’un point
connu de l’isotherme calculé par des méthodes standard. La représentativité des échantillons
mesurés est une difficulté majeure de cette méthode. En effet, la faible quantité de matériau in-
vestigué ne garantit pas la conservation des fractions volumiques de chaque constituant. Ainsi,
la teneur en eau de chaque palier d’humidité relative peut être influencée par la préparation de
l’échantillon. Pour s’affranchir de cette variabilité, [Poyet et al., 2016] proposent de mesurer
un point de l’isotherme par une méthode de solution saline classique et de recaler l’évolution
de la teneur en eau. La relation utilisée est celle donnée par l’équation 2.2.6.

w(HR) = wDV S(HR)
wstandard(HR = i)

wDV S(HR = i)
(2.2.6)

Dans le cas présent, les courbes de perte en masse présentées ci-avant serviront de données
pour cette étape. Ainsi, après stabilisation de la perte en masse sous une humidité relative
donnée, les échantillons sont mis au four à 105 ◦C. La valeur sèche de l’échantillon est ainsi
obtenue et la teneur en eau au point considéré est calculée. De même, avec la connaissance des
masses initiales des échantillons saturés, il est aussi possible de calculer la valeur à 100% de
HR. Les teneurs en eau pour le recalage sont résumées dans le tableau 2.2.4.

Campagne 1 Campagne 2 Campagne 3
HR [%] 36 30 47
w [%] 1,69 - -

TABLE 2.2.4 – Point de l’isotherme mesuré par méthode gravimétrique

Pour obtenir la courbe d’isotherme de désorption Sl = fn(HR), il est ensuite nécessaire
de passer de la teneur en eau à la saturation par la relation 2.2.7.

Sl(HR) =
⇢d

⇢eauφ
w (2.2.7)

Avec cette relation, il est possible d’obtenir un degré de saturation supérieur à 1. Pour
utiliser cette équation, il est nécessaire de caractériser parfaitement la porosité ainsi que la
masse volumique sèche du matériau. Une alternative est de considérer le rapport entre la teneur
en eau et la teneur en eau maximale wmax (Eq 2.2.7).

Sl(HR) =
w(HR)

wmax

(2.2.8)
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2.3.2 Résultats

2.3.2.1 Teneur en eau

Les courbes brut, avant recalage, de l’évolution de la teneur en eau obtenues par DVS sont
représentées sur la figure 2.2.14. Les essais de caractérisation de l’isotherme de sorption ont
été réalisés tardivement au moment de la rédaction de la thèse, seul le point de recalage de la
courbe 1 était disponible. Néanmoins, on constate qu’avant le recalage les différentes courbes
présentent des allures proches les unes des autres.
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FIGURE 2.2.14 – Évolution de la teneur en eau

La figure 2.2.15 présente la courbe de teneur en eau de la campagne 1 une fois le recalage
effectué. Si on classe l’isotherme en fonction des recommandations de I.U.P.A.C 3, on constate
que l’isotherme est de type IV. On observe plusieurs parties sur cette courbe. En reprenant les
constatations de [Baroghel-Bouny, 2007], on peut décrire le trajet de désorption des hautes
humidités aux faibles humidités relatives :

— pour un béton de cette composition, une phase de désorption de la macro-porosité de-
vrait être visible, ce qui est peu le cas ici. Un exemple de cette chute peut être retrouvé
pour des pâtes de ciment sur la figure 1.2.3a du chapitre 1. On remarque une forte
chute, initialement 8 HR 2 [95 ; 100] %. Les mesures de ces points sont difficiles à
obtenir car très sensibles aux variations d’humidité ;

— une seconde phase 8 HR 2 [40 ; 90] s’observe. Dans cette zone, on constate que l’évolu-
tion de la teneur en eau est quasi linéaire. La porosité capillaire se vide progressivement
et la phase liquide continue tend à devenir discontinue ;

— finalement une dernière phase apparaît 8 HR 2 [0 ; 40], correspondant à la dessiccation
des C-S-H où l’adsorption moléculaire est monocouche.

3. International Union of Pure and Applied Chemistry.
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FIGURE 2.2.15 – Évolution de la teneur en eau recalée

Si on met en regard, sur la figure 2.2.15, l’évolution de la teneur en eau d’un béton réalisé
avec un ciment de type CEM II et un matériau cimentaire avec un rapport E/C=0,44 issu
des travaux de Poyet [Poyet et al., 2016], on constate que l’évolution de la teneur en eau est
cohérente. Cette évolution entre 80% et 100% met bien en lumière la différence entre les
deux bétons. Le béton VeRCoRs présente une macro-porosité légèrement plus importante que
le second béton. On retrouve le saut de teneur en eau proche de 35% d’humidité relative dans
les deux cas.

2.3.2.2 Degré de saturation

Une fois la teneur en eau caractérisée, on s’intéresse à l’évolution du degré de satura-
tion. Pour avoir des éléments de comparaison, la prédiction de l’isotherme par le modèle
BSB est effectuée. Initialement introduit par [Brunauer et al., 1969] puis repris par [Xi et al.,
1994b, Huang et al., 2015], le modèle BSB est un modèle empirique à trois paramètres dérivé
du modèle Brunauer-Emmett-Teller (BET). Il peut être utilisé dans des gammes d’humidité re-
lative comprises entre 5% et 100%. Lorsqu’il est écrit en saturation l’évolution de l’isotherme
est donnée par l’équation 2.2.9.

Sl =
h(1− k)[1 + (C − 1)k]

h(1− kh)[1 + (C − 1)hk]
(2.2.9)

avec h représentant l’humidité relative, et C et k les deux paramètres du modèle donnés res-
pectivement par les équations 2.2.10a et 2.2.10b.

C = exp(
855

T
) (2.2.10a)

k =
(1− 1/nl)C − 1

C − 1
(2.2.10b)
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avec T la température d’essai et nl un paramètre dépendant du temps de cure, du type de
ciment ainsi que du rapport eau sur ciment.

nl = Ntc(tc)Nct(ct)Nwc(wc) (2.2.11a)

Ntc(tc) = 2, 5 +
15

tc
(2.2.11b)

Nct = 1, 1 pour un ciment Type I (2.2.11c)

Ntc(tc) = 0, 33 + 2, 2⇥ w/c (2.2.11d)

Pour appliquer le modèle, les paramètres suivant sont utilisés : un temps de cure de 28 jours à
une température de 294K pour un E/C efficace de 0,52.
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FIGURE 2.2.16 – Isotherme de sorption pour la campagne 1 comparée à celle d’un béton de
VeRCoRs différent (LML)

La figure 2.2.16 présente l’évolution de l’isotherme de la campagne 1. Une caractérisation
de l’isotherme du béton de VeRCoRs, réalisée sur un béton différent de celui utilisé dans le
cadre de cette thèse et réalisée par le Laboratoire de Mécanique de Lille (LML) est ajoutée à
la figure. L’évolution expérimentale du degré de saturation semble cohérente. Bien que cela
ne soit qu’une prédiction, le modèle BSB présente une courbe proche des résultats expéri-
mentaux. On constate cependant un net écart pour les hautes humidités relatives (au-dessus de
80%). Cette différence peut avoir deux origines : soit le modèle présente une erreur par rapport
à la « vraie » isotherme, soit la méthode de caractérisation utilisée capte mal l’allure aux hautes
humidités [Garbalińska et al., 2017] puisque le temps d’équilibre des paliers aux humidités de
24 h ne semble pas assez long. Bien que dans notre cas, seul le passage du premier palier
(à 98%) au second soit imposé par ce critère, on constate aussi un écart avec la caractérisa-
tion proposée par le LML qui est, quant à lui, plus proche du modèle BSB dans ces gammes
d’humidité. Finalement, les deux isothermes expérimentales présentent des similitudes sur la
gamme [60% ; 80%]. Au delà, on observe des disparités.
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2.3.3 Synthèse

La teneur en eau ainsi que le degré de saturation en fonction de l’humidité relative ont
été caractérisés par la méthode accélérée DVS (Dynamic Vapor Soprtion). Les essais ont été
réalisés au CEA par Stéphane Poyet et le recalage au LMT.

L’isotherme en teneur en eau et en degré de saturation a été caractérisée. Elle peut être
classée en catégorie IV d’après l’I.U.P.A.C. L’isotherme a ensuite été comparée, en saturation,
au modèle BSB et à l’isotherme caractérisée par le LML. Il en ressort une bonne similitude
avec le modèle pour toutes les gammes d’humidités sauf au-dessus de 80% et une disparité
avec l’isotherme du LML pour les humidités inférieures à 60%.

2.4 Synthèse des campagnes expérimentales

Les données sont recueillies sur 3 campagnes expérimentales investiguant les effets de la
dessiccation sous différentes conditions externes (humidité relative et température), des temps
de dessiccation (70 jours et 180 jours) différents et pour 4 géométries d’éprouvettes. Les don-
nées récoltées portent sur des mesures de perte en masse, des caractérisations de porosité
accessible à l’eau ainsi que des mesures d’isothermes de désorption.

La variabilité des évolutions de pertes en masse peut être considérée comme faible. Excepté
quelques éprouvettes, les différents échantillons investigués peuvent être considérés comme à
un stade de dessiccation équivalent. De plus, l’hypothèse d’une comparaison entre les cam-
pagnes 1 et 2 entre elles pour étudier l’influence de la dessiccation sous des conditions sévères
d’humidité peut être valide, excepté pour la géométrie 5. Le comportement de l’éprouvette G5
de la campagne 1 présente une cinétique de dessiccation non cohérente au regard de l’évolution
des différentes courbes de pertes en masse mesurées.

La porosité accessible à l’eau de différentes géométries et des différents matériaux réalisés
(campagne 1,2,3) a pu être étudiée. Si on moyenne les résultats obtenus sur les différentes
mesures, on obtient une porosité de 15,0%± 0,5% et une masse volumique apparente moyenne
de 2223 kgm−3 ± 18 kgm−3. Les valeurs de porosité sont cohérentes avec celles obtenues sur
les bétons du chantier VeRCoRs. On observe néanmoins une légère influence de la géométrie
sur la porosité. Plus la surface de coffrage est importante par rapport au volume de matériau
plus la porosité va être importante également.

Les mesures à la DVS ont permis de caractériser l’isotherme du matériau de la campagne 1
puis 2. Seule l’isotherme de la campagne 1 a pu être recalée au moment de la rédaction. Néan-
moins, on constate sur la base des mesures DVS une bonne cohérence entre les deux cinétiques
de désorption. Dans un premier temps, l’isotherme de la campagne 1 sera prise comme l’iso-
therme de toutes les campagnes. Cette donnée, nécessaire à la caractérisation hydrique, permet
de mieux déterminer les gradients au sein du matériau. Il conviendrait, pour compléter cela,
de disposer de mesure de quantités internes pour qualifier les différents gradients de dessic-
cation. Dans le cas présent, il n’était pas possible, par exemple, de mettre des réservations
pour venir mesurer une humidité relative, puisque des essais mécaniques étaient prévus sur
les mêmes éprouvettes. En l’état, et sans modélisation complémentaire, aucune information
expérimentale quant à la répartition des gradients au sein du matériau n’est disponible.
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3 Identification des paramètres du modèle hydrique

Le modèle développé nécessite la connaissance d’un grand nombre de paramètres. Dans ce
cadre-là, il est nécessaire de déterminer une stratégie d’identification pour pouvoir obtenir une
modélisation réaliste du processus de dessiccation. La démarche déroulée dans cette section
s’inscrit dans la partie traitant des transferts hydriques. Néanmoins, une démarche similaire a
été menée dans le cadre de l’identification mécanique dans le chapitre 4.

3.1 Identification paramétrique par méthode inverse

Avant d’aborder l’identification de paramètres par méthode inverse, il est intéressant de
rappeler la définition d’un problème direct. Ce type de problème est classique en mécanique ou
en thermique. Comme illustré dans la figure 2.3.1a, si on considère dans le cadre d’un problème
direct, un système S avec un jeu de paramètres p soumis à des sollicitations X , l’inconnu du
problème est ici la réponse d du système à la sollicitation d’entrée. Le problème direct, en
mécanique, revient ici à trouver les contraintes, déformations ou autres variables associées
du problème d, dans l’espace des réponses cinématiquement et statiquement admissibles. De
même, dans le cadre des transferts hydriques, le problème revient à trouver l’évolution de la
perte en masse et de l’isotherme de désorption dans l’espace admissible.

Sollicitations Réponses du système

X dSystème S(p)

(a) Problème direct

Sollicitations Réponses du système

X dSystème S(p)

(b) Problème inverse

FIGURE 2.3.1 – Illustration des problèmes en mécanique adaptée de [Pottier, 2010]

Dans le cadre d’un problème inverse, l’entrée (sollicitations X) ainsi que la réponse du sys-
tème d sont supposées connues. Le système est en revanche une inconnue du problème. Ainsi,
il faut déterminer les paramètres p 2 P (P l’ensemble des paramètres admissibles). Classi-
quement, dans un problème expérimental de mécanique, la sollicitation appliquée ainsi que la
réponse (déplacement, réaction d’appui) sont connues. En revanche, les différents paramètres
du modèle sont une inconnue. De manière analogue, dans le cadre des transferts hydriques,
les sollicitations imposées (hygrométrie, température) et l’évolution de la perte en masse sont
connues, tandis que les paramètres de transfert du système ne sont pas accessibles directement.
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Une fois ces deux types de problèmes définis, il est important de parler du concept de pro-
blème physique bien ou mal posé au sens de [Hadamard, 1902]. Dans ce cadre, trois conditions
sont nécessaires :

1. une solution du problème existe ;

2. la solution est unique ;

3. la solution dépend de façon continue des données.

En l’absence de mouvement de corps rigides, un problème direct est généralement bien
posé. En revanche, le problème indirect est, quant à lui, souvent un problème mal posé au sens
de Hadamard. Cela provient essentiellement des bruits de mesures expérimentaux, des incerti-
tudes, ou bien encore des choix de modélisation du problème. Il en résulte des quasi-solutions
au sens de Tikonov [Tikonov, 1977]. De même, l’unicité de la solution n’est que rarement
satisfaite. Des données expérimentales sous-abondantes ainsi que le couplage de paramètres
peuvent être un frein à l’identification.

3.1.1 Méthodes d’identification

Il existe un grand nombre de méthodes d’identification. Parmi celles-ci, on retrouve de
manière non exhaustive les méthodes avec peu de pas d’itération, telles que la méthode de
l’écart à l’équilibre [Crouzeix et al., 2009] ou bien la méthode des Champs Virtuels (MVC)
[Grédiac, 1989], et les méthodes itératives telles que la méthode de l’Erreur en Relation de
Comportement (ERC) [Ladevèze et al., 1999] ou bien encore la méthode de recalage de mo-
dèles élèments finis [Kavanagh et Clough, 1971, Molimard et al., 2005, Mathieu et al., 2015].
Les trois premières méthodes ne seront pas développées ici. Pour ce qui est de la méthode de
recalage de modèle éléments finis, aussi connue sous le nom de FEMU (Finite Element Mo-
delling Updating en anglais), le principe, comme l’illustre la figure 2.3.2, consiste à mettre à
jour un jeu de paramètres de modèle EF en minimisant l’écart entre un ensemble de données
expérimentales et les mêmes données issues d’une simulation.
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3.1.2 Méthodes d’optimisation

Il existe différentes méthodes d’optimisation. Dans le cadre de cette thèse, l’effort porte
essentiellement sur les problèmes d’optimisation d’ordre 1 (soit ceux qui nécessitent le calcul
d’une dérivée de première ordre).

3.1.2.1 Méthode de Gauss-Newton

La méthode de Gauss-Newton est une démarche classique pour résoudre des problèmes
de minimisation de fonction objectif formulée au sens des moindres carrés. Dans cette mé-
thode, l’optimisation revient à déterminer par un processus itératif (Eq. 2.3.4) l’évolution de
l’incrément de paramètre δp en minimisant le résidu r.

(JTJ)δp = JTr (2.3.4)

L’implémentation de ce type de problème est simple et peu coûteuse en temps de calculs.
Néanmoins, le caractère mal posé du problème entraîne une impossibilité d’annuler le résidu.
De plus, dans certains problèmes d’optimisation, le mauvais conditionnement de la matrice
Jacobienne peut entraîner des difficultés d’inversion, et donc engendrer une non convergence
du processus itératif. Dans le cas présenté, le conditionnement de la matrice Jacobienne ne
permettra pas d’utiliser cette méthode.

3.1.2.2 Méthode de Levenberg-Marquardt

Pour passer outre les différents problèmes de conditionnement de la matrice Jacobienne,
les travaux de Levenberg [Levenberg, 1944] suivis de ceux de Marquardt [Marquardt, 1963]
ont introduit un multiplicateur de Lagrange λLM dans l’équation 2.3.4. Ce multiplicateur de
Lagrange permet de stabiliser la méthode et transforme le problème de Gauss-Newton initial
en l’équation 2.3.5.

(JTJ− λLM1)δp = JTr (2.3.5)

L’ajout de ce multiplicateur stabilise la méthode mais introduit deux effets indésirables. Le
premier effet est le trop fort amortissement qui ralentit l’actualisation des paramètres lorsque
λLM est grand. Le second porte sur l’identification du vecteur paramètres, la méthode présentée
apporte une erreur sur l’estimation de la valeur optimale. Ces deux effets amènent à faire un
choix averti de la valeur à attribuer au multiplicateur de Lagrange. [Fan et Pan, 2009] montrent
qu’en prenant ce multiplicateur comme une combinaison linéaire du Jacobien, la propriété de
convergence quadratique de la méthode est conservée. Dans ce cadre, [Ma et Jiang, 2007]
formulent le paramètre comme :

λ = ✓krk+ (1− ✓)kJT rk (2.3.6)

où ✓ 2 [0, 1] est une constante. Cette formulation permet de résoudre le problème de
conditionnement, sans nuire ni à la vitesse de convergence ni à la précision du problème.
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3.1.3 Sensibilité des paramètres

3.1.3.1 Détermination du Jacobien

Les deux méthodes présentées nécessitent la détermination d’une matrice Jacobienne, aussi
appelée matrice de sensibilité. La forme de cette matrice avec m points de mesures et n para-
mètres est donnée par :

J =

2

6
4

@r1
@p1

· · · @r1
@pn

...
. . .

...
@rm
@p1

· · · @rm
@pn

3

7
5 (2.3.7)

Lorqu’une expression littérale de la dépendance du modèle à chaque paramètre est acces-
sible, les sensibilités peuvent être déterminées analytiquement. Bien qu’il existe dans la littéra-
ture des données analytiques pour différents types de problèmes, l’approche la plus répandue
reste l’approximation numérique de la matrice Jacobienne. Cette approximation est basée sur
un schéma de Taylor au premier ordre du résidu au voisinage de la valeur initiale. Une pertur-
bation positive puis négative δp est introduite successivement sur le paramètre initial p0. La
matrice Jacobienne est déduite de ces deux perturbations :

Jcentre =
@r

@p
=

r(p0 + δp)− r(p0 − δp)

2⇥ δp
(2.3.8)

Bien que stable, un des principaux inconvénients de cette méthode est l’augmentation du
temps de calcul proportionnellement au nombre de paramètres. De fait, pour résoudre une
itération, il sera nécessaire de réaliser 2n+1 calculs éléments finis (avec n le nombre de pa-
ramètres). Une alternative à cette approche est de déterminer le Jacobien par un schéma de
différence finie uniquement vers l’avant ou l’arrière, réduisant par la même l’itération à n+1
calculs EF et transformant la matrice Jacobienne en :

Javant =
@r

@p
=

r(p0 + δp)− r(p0)

δp
(2.3.9)

Déterminer la matrice Jacobienne par l’équation 2.3.9 permet de diminuer le temps néces-
saire à l’actualisation. Néanmoins, cela amène des imprécisions plus ou moins importantes qui
dépendent des non-linéarités au droit de la perturbation δp de la surface de la fonctionnelle.
Dans le cas présent, la norme matricielle de Frobenius illustre l’erreur entre les deux matrices
Jacobiennes.

||Jcentre − Javant||F = 6, 6⇥ 10−3 (2.3.10)

L’utilisation d’une approximation n’entraîne qu’une erreur de 6.6‰. De manière générale,
dans le cadre de petites perturbations, la différence entre les deux méthodes est très faible
[Lauwagie, 2005]. Cela conforte le choix d’une estimation de la matrice Jacobienne par une
différence finie vers l’avant (ou l’arrière) seulement.
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L’autre point clé de la méthode des différences finies est la détermination de l’incrément
de variation δp. [Lauwagie, 2005] s’intéresse à l’impact du choix de la valeur de variation
adoptée dans l’estimation de la matrice Jacobienne. Les calculs éléments finis présentent des
erreurs (arrondi, discrétisation). Le résidu obtenu n’est en fait qu’une approximation d’un ré-
sidu idéalement parfait.

r(p) = rapp(p)− ✏app(p) (2.3.11)

Lorsque l’on considère l’approximation de Taylor en prenant en compte l’erreur faite sur
le calcul de résidu, il apparaît deux types d’erreurs : l’erreur d’arrondi et l’erreur de troncature.

Javant =
r(p0 + δp)− r(p0)

δp
+

✏app(p0 + δp)− ✏app(p0)

δp
| {z }

Erreur d’arrondi

+ O(δp)
| {z }

Erreur de troncature

(2.3.12)

Le choix de la perturbation δp est donc le fruit de deux erreurs différentes. Comme
l’illustre la figure 2.3.3, l’erreur d’arrondi, tend à augmenter lorsque la perturbation devient pe-
tite. À l’inverse, l’erreur de troncature augmente lorsque la perturbation est importante. Entre
les deux, une zone stable s’observe entre [10−6; 8⇥ 10−1].
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FIGURE 2.3.3 – Influence du choix de la perturbation sur la stabilité du coefficient de sen-
sibilité dans un problème de détermination de paramètres élastiques pour l’obtention des fré-
quences de résonance de poutres d’après [Lauwagie, 2005]

Dans ce travail, les valeurs de perturbation sont fixées à 1% de la valeur des paramètres
initiaux. De manière générale, [Pottier, 2010] constate que pour une gamme de variations de
[10−5; 10−2] le choix du paramètre δp n’a pas d’influence sur l’actualisation des paramètres.
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3.1.3.2 Étude de la sensibilité des paramètres

Pour identifier les paramètres d’un modèle sur une base expérimentale, il est nécessaire
d’être en possession d’expériences qui rendent sensibles tous les paramètres. Pour étudier
la sensibilité des paramètres du modèle de dessiccation, deux facteurs sont investigués : la
valeur diagonale de l’approximation de la matrice Hessienne, figure 2.3.4a, correspondant aux
sensibilités de chaque paramètre, et la corrélation entre les paramètres donnés par la matrice
de corrélation figure 2.3.4b.
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(b) Matrice de corrélation du Hessien

FIGURE 2.3.4 – Sensibilité des paramètres du modèle de séchage au problème

La figure 2.3.4a illustre la disparité des valeurs de sensibilités des paramètres du modèle 4

dans le cas de la géométrie 1. Il ressort clairement que les deux premiers paramètres sont plus
sensibles que les autres. Ils définissent à eux seuls la courbe de désorption. Ainsi, les données
sont assez abondantes pour pouvoir les identifier. Viennent ensuite les paramètres matériaux
tels que la porosité et la masse volumique apparente. Ces deux paramètres sont présents li-
néairement dans le problème de perte en masse. Ils impactent donc fortement l’identification.
Ensuite, les deux paramètres contrôlant le processus de perméation arrivent. Une valeur limite
de sensibilité à 10−4 est fixée, telle qu’au-deçà de cette valeur, les paramètres sont considérés
comme peu sensibles et donc non identifiables avec les données disponibles. On trouve dans
ce cas les paramètres de diffusion ainsi que le coefficient de convection. Il ressort, finalement,
que cinq paramètres sont plus sensibles que les autres.

4. Les différentes caractéristiques du problème de séchage seront décrites dans la prochaine section.
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La corrélation des paramètres entre eux est étudiée par le biais de la matrice de corrélation
du Hessien. Pour ce faire, elle est calculée par l’équation 2.3.13, à partir de la matrice de
covariance qui correspond à l’inverse du Hessien, en prenant en compte le niveau de bruit.
Dans le cas présent, on considère que l’écart-type σ est égal à 1.

Cor(H)ij =
Cov(H)ij

p

Cov(H)ii.Cov(H)jj
avec Cov(H) =

H−1

σ
(2.3.13)

La figure 2.3.4b présente les corrélations entre les paramètres du problème. Les valeurs
de corrélation varient entre [-1,1]. Lorsqu’un couple de paramètres est très corrélé, leur va-
leur s’approche de 1 ; à l’inverse quand la corrélation est proche de -1, les paramètres sont
considérés anti-corrélés. De manière globale, on constate une forte corrélation entre les para-
mètres. Bien que possible, cette corrélation rend l’identification difficile. Si on reprend les cinq
paramètres identifiables, on constate que φ et ⇢d sont très corrélés, avec des valeurs proches
de 1. De même, nk est couplé avec les paramètres matériaux ainsi que K0, ce qui implique
que, pour un même matériau, si nk change on peut avoir différentes perméabilités intrinsèques
correspondantes. Finalement, les paramètres peu sensibles présentés ci-avant sont aussi peu
corrélés.

3.1.4 Critère d’arrêt et borne de recherche

Le processus itératif proposé nécessite la définition de critère d’arrêt. S’il est bien défini,
le critère d’arrêt permet de ne pas actualiser inutilement la solution au voisinage de l’opti-
mum. Dans le cadre de cette identification, on fixe trois critères d’arrêts (Eq. 2.3.14) portant
respectivement :

— sur le nombre d’itération niter ;
— sur la variation d’incrément de paramètre δp ;
— sur le résidu de la fonction objectif.

niter ≥ 300
|pk+1 − pk|

|pk+1|  10−4 ||R||  10−3 (2.3.14)

D’autre part, les incréments de paramètres sont limités à un incrément maximal δpmax

pour éviter d’osciller autour de la solution. Enfin, les paramètres identifiés sont pris dans des
gammes de variation admissibles afin de ne pas identifier des paramètres non physiques.

3.1.5 Validation de la procédure d’identification par Virtual Testing

Puisqu’aucune fonction analytique n’est disponible, il n’est pas possible de déterminer si
le problème est convexe et donc admet un minimum. Ainsi, pour valider la procédure d’identi-
fication mise en place, une identification sur une base expérimentale virtuelle est menée. Dans
ce but, la perte en masse de différentes géométries d’éprouvettes est simulée sous CAST3M et
les données récoltées sont ré-identifiées par la routine d’identification.
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φ ⇢d [kgm−3] hconv [kgm−2 s−1] nk Kint [m2]
0,138 2300 10−12 0,5 1, 9⇥ 10−21

amq bmq Dint [m2 s−1] β P0 [Pa]
2,74 4,20 2, 55⇥ 10−5 0,4 1, 5⇥ 107

TABLE 2.3.1 – Paramètres du modèle de dessiccation

Ce jeu de paramètres permet d’obtenir plusieurs courbes de pertes en masse présentées
sur la figure 2.3.6a, ainsi qu’une isotherme de désorption, figure 2.3.6b, caractérisée avec un
modèle de van Genuchten. La simulation se fait sur un temps de dessiccation de 120 jours. Il
aurait probablement été plus discriminant d’identifier les paramètres sur des courbes à l’équi-
libre hydrique, néanmoins, le but est de caractériser l’identification dans le même cadre que
celui expérimental présenté dans la partie 2, où les courbes ne sont pas à l’équilibre.
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FIGURE 2.3.6 – Données numériques à ré-identifier

3.1.5.3 Paramètres identifiés

Le travail de ré-identification a été réalisé en prenant, au choix, une ou deux éprouvettes
(G1,G5) à caractériser, et une partie ou l’ensemble des paramètres. Le tableau 2.3.2 présente
les résultats obtenus. Les données en gras correspondent aux paramètres inconnus dans l’iden-
tification.
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Identification Géométrie β
P0 Kint hconv ⇥ 10−14

φ [-]
⇢

nk amq bmq
Dint ⇥10−5

[MPa] [m2] [m3] kgm−3] [m2 s−1]

1 G1
départ 0,42 30,08 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 -0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,17 9,17⇥ 10

−22 100 0,128 2346 -1,43 3,018 4,292 2,50

2 (G1,G5)
départ 0,42 30,08 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 -0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,17 9,17⇥ 10

−22 100 0,128 2200 -0,96 2,93 4,26 2,52

3 G1
départ 0,3 46,5 3,2 ⇥10−23 50 0,142 2370 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,17 7,37⇥ 10

−22 96 0,132 2400 -1,919 3,8 3,275 2,61

4 G1
départ 0,42 30,08 5,37⇥ 10

−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,17 1,00⇥ 10

−21 100 0,128 2344 -1,18 2,74 4,2 2,55

5 (G1,G5)
départ 0,42 30,08 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,39 15,16 9,98⇥ 10

−22 100 0,128 2256 -0,96 2,74 4,2 2,55

6 G1
départ 0,42 30,084 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,18 1,76⇥ 10

−21 100 0,134 2200 0,5 2,74 4,2 2,55

7 G1
départ 0,42 30,08 5, 37⇥ 10−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,18 1,08⇥ 10

−21 100 0,138 2300 -0,62 2,74 4,2 2,55

8 (G1,G5)
départ 0,42 30,08 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,18 1,21⇥ 10

−21 100 0,138 2300 -0,37 2,74 4,2 2,55

9 G1
départ 0,55 10,00 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15,18 1,88⇥ 10

−21 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55

10 G1
départ 0,4 15 5,37⇥10−22 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55
arrivée 0,4 15 1,90⇥ 10

−21 100 0,138 2300 0,5 2,74 4,2 2,55

TABLE 2.3.2 – Valeurs des jeux de paramètres de départ et arrivée de l’identification
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Étant similaires aux courbes de la figure 2.3.6a, les courbes identifiées sont volontairement
non représentées. On peut, en revanche, tracer les courbes des isothermes identifiées, ainsi que
les courbes de perméabilité 2.3.7b et diffusivité 2.3.7c effectives, pour contrôler la qualité de
l’identification.
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FIGURE 2.3.7 – Valeurs des paramètres de l’équation 2.1.10 pour les différentes identifications

Au regard des résultats du tableau ainsi que des figures 2.3.7 on peut faire les commentaires
suivants :

— lorsque tous les paramètres sont libres d’évoluer, on constate que suivant les points de
départ choisis, les points d’arrivée ne sont pas semblables (cf. identifications 1,2,3). De
même, identifier sur une géométrie ou deux n’améliore pas ce constat. En identifiant
tous les paramètres, la procédure n’est pas robuste ;

— la figure 2.3.7a illustre le fait que les deux paramètres de l’isotherme de sorption ne
sont pas impactés par le point de départ ou le nombre de géométrie. On constate que
les trois tirages (1,3,9) arrivent tous au même point ;

— le tirage 6 illustre la corrélation entre la porosité et la masse volumique dans ce modèle.
On constate que la masse volumique est sous-estimée 6, entraînant la sous-estimation

6. 2200 kgm−3 correspond à la borne inférieure autorisée dans l’identification
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de la perméabilité intrinsèque. Comme prévu, la masse volumique et la porosité sont
linéairement couplées, ce qui implique qu’un grand nombre de combinaisons possibles
peuvent être trouvées ;

— comme il a été illustré dans la partie sur les sensibilités des paramètres, hconv n’influe
pas sur l’identification ;

— Kint et nk sont fortement couplés, ce qui implique qu’un grand nombre de combi-
naisons différentes peuvent être trouvées. La figure 2.3.7b met en perspective cette
constatation. La perméabilité effective du matériau test n’est pas retrouvée dans les
différents cas présentés. Seul le blocage de l’un ou l’autre des paramètres permet de
bien déterminer cette perméabilité, puisqu’elle sera contrainte par la perte en masse ;

— quant aux paramètres de diffusivité, la figure 2.3.7c met en lumière la difficulté de
caractériser l’évolution de la diffusivité effective. Bien qu’en partant des bons points,
l’arrivée est toujours différente de l’objectif. Les données expérimentales virtuelles,
ainsi que l’ambiance hydrique appliquée, favorisent le transfert par perméation. Les
variations de paramètres de diffusivité ne font que peu varier diffusivité hydrique Dh

globale (perméation plus diffusion), rendant l’identification de ces paramètres difficile.

3.1.5.4 Paramètre convectif hconv

Déterminer le coefficient d’échange convectif hconv par la procédure d’identification n’est
pas réaliste. La faible sensibilité du paramètre ne permet pas de l’induire dans l’identification.
Partant de ce constat, la démarche la plus aisée est de reprendre les données présentes dans la
littérature (i.e présentée auparavant). D’après Huang [Huang et al., 2015], lorsque l’on se place
dans le cadre d’un séchage dans une chambre climatique, on peut supposer que la convection
d’air n’impose pas un flux assez important pour augmenter le coefficient d’échange. Ainsi, il
peut être déterminé par le biais de l’équation 2.3.15.

hHR
conv =

Dint ⇥Ml ⇥ Pvs

R⇥ T

1

δ
(2.3.15)

δ représentant l’épaisseur de la couche limite impactée par la convection de l’ordre de 25mm
d’après Li [C. Li, 2009], Dint la diffusion intrinsèque, Pvs la pression de vapeur saturante et
R, T et ML respectivement la constante des gaz parfaits et la température ambiante et la masse
molaire de l’eau liquide. On obtient une constante égale à :

hHR
conv = 2, 19⇥ 10−5 kgm−2 s−1

Cette valeur de coefficient est formulée en humidité relative. Dans le cadre de la modélisa-
tion développée, il faut revenir en pression capillaire. Pour ce faire, on considère l’égalité des
flux pour une humidité ambiante imposée.

hHR
conv ⇥ (Hs −Ha) = hPC

conv ⇥ (Pcs − Pca) (2.3.16)

Finalement, en introduisant l’équation de Kelvin, on obtient le coefficient convectif for-
mulé en pression capillaire.
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hPC
conv =

Ml

⇢l ⇥R⇥ T

hHR
conv ⇥ (Hs −Ha)

ln(Hs)− ln(Ha)
(2.3.17)

hPC
conv en [m3] est ici le coefficient d’échange convectif. Afin de déterminer ce coefficient, il est

nécessaire de déterminer une valeur d’humidité imposée. Pour valider le coefficient obtenu,
nous nous appuierons ici sur des travaux expérimentaux réalisés par Carette [Carette et al.,
2016], présentés sur la figure 2.3.8, instrumentant la surface d’éprouvettes en béton à l’aide
de capteur d’humidité relative. L’ambiance imposée dans ce cadre était de 43% d’humidité
relative et le coefficient hHR

conv trouvé était de l’ordre de 10−5 kgm−2 s−1.

A.N : Si on applique l’équation 2.3.17 avec les deux valeurs de hHR
conv on obtient :

hPC
conv =

18⇥ 10−3

1000⇥ 8, 314⇥ 294

2, 19⇥ 10−5 ⇥ (1− 0, 43)

ln(1)− ln(0, 43)
= 109⇥ 10−14 m3 s (2.3.18a)

hPC
conv =

18⇥ 10−3

1000⇥ 8, 314⇥ 294

1⇥ 10−5 ⇥ (1− 0, 43)

ln(1)− ln(0, 43)
= 48⇥ 10−14 m3 s (2.3.18b)

Pour choisir entre l’un ou l’autre des deux coefficients, une simulation numérique a été
réalisée, en utilisant les mêmes paramètres que ceux du tableau 2.3.1 et avec une ambiance
imposée de 43% de HR.
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FIGURE 2.3.8 – Identification de hconv sur la base expérimentale de [Carette et al., 2016]

Comme on peut s’y attendre, le coefficient convectif proposé par Carette, converti en pres-
sion capillaire, fonctionne bien pour les mêmes données. La valeur proposée par Huang semble
quant à elle surestimer les échanges entre la surface et l’ambiance extérieure. Une valeur
optimisée de 43 ⇥ 10−14m3 peut être prise en compte. Finalement, la valeur du coefficient
d’échange convectif pourra être pris dans une gamme variant de [30⇥10−14 ;80⇥10−14] m3 s.
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3.1.5.5 Synthèse de l’identification des paramètres du modèle

Le modèle de dessiccation utilisé nécessite la détermination d’un grand nombre de para-
mètres. Ils sont au nombre de 10 s’ils sont tous inconnus. Pour les identifier, une procédure de
recalage par méthode des éléments finis a été développée. Une fonction objectif, formulée au
sens des moindres carrés et basée sur la comparaison des pertes en masse expérimentales et
numériques a été prise en compte, ainsi que des isothermes de sorption. Passés les écueils de
la résolution par un algorithme de minimisation de type Levenberg-Marquart, la sensibilité des
paramètres a été étudiée. Cette étude a mise en lumière une différence certaine de sensibilité
et de fortes corrélations entre les paramètres, ne permettant pas d’identifier de concert l’en-
semble des données du modèle. La validation de la procédure d’identification a montré que le
problème posé en l’état, ne présentait pas d’unicité de solution.

Il en ressort un stratégie globale d’identification qui repose sur les points suivants :
— déterminer expérimentalement la porosité φ ainsi que la masse volumique ⇢ par le biais

des protocoles standardisés. Il est à noter que ces deux paramètres sont présents linéai-
rement dans l’équation de diffusion, ils sont donc fortement sensibles. L’identification
numérique de leur valeur peut amener à les sous ou surestimer, même dans le cas où ils
ne seraient pas bornés à des valeurs non physiques ;

— fixer les paramètres de diffusivité aux valeurs standards présentes dans la littérature
soit amq = 2, 74, bmq = 4, 2 et Dint = 2, 55 ⇥ 10−5m2 s−1. Dans le cas des études
développées, le type de béton, les modèles utilisés ainsi que les conditions hydriques
appliquées rendent les transferts par perméation de l’eau liquide majoritaires. Il est par
conséquent difficile d’identifier les mécanismes de diffusion ;

— le coefficient de convection est difficile à déterminer. Il dépend à la fois des condi-
tions d’ambiances (circulation d’air, type de stockage) et de la forme du matériau. En
première approche, il sera fixé à une valeur de 48⇥ 10−14 m3 s ;

— pour déterminer les paramètres de l’isotherme deux approches sont possibles : soit
une isotherme est disponible et les paramètres peuvent être identifiés sur la courbe
directement, soit cela n’est pas le cas et il sera possible d’identifier l’isotherme sur
la base des essais de pertes en masse. Pour valider ce second choix il peut être de
bon aloi de connaître un point ou deux de l’isotherme à caractériser pour valider la
représentation physique du problème ;

— pour ce qui est de la perméabilité intrinsèque, plus précisément des valeurs du para-
mètre nk, la validation numérique a montré qu’il existe plus d’un couple de paramètres
(Kint, nk) qui permettent d’obtenir la bonne perte en masse. Ajoutée à cela la forte cor-
rélation des deux paramètres, il devient difficile d’identifier les deux simultanément.
Partant de ce constat, il est nécessaire de : soit considérer un nk=0,5, pour utiliser le
modèle de van Genuchten en se basant sur le modèle de porosité statistique de Mua-
lem, et d’identifier la perméabilité intrinsèque ; soit, avoir l’approche proposée par Sté-
phane Poyet [Poyet et al., 2011], en laissant libre l’identification des deux paramètres
mais en contraignant la perméabilité intrinsèque à des valeurs comprises entre [10−22,
10−20]m2. D’après Zhang [Zhang et al., 2016], les matériaux cimentaires présentant
des e/c proche de 0,4-0,5 ont une perméabilité intrinsèque de l’ordre de 10−21m2.
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3.2 Prise en compte de l’historique de chargement hydrique

Dans les différentes campagnes, les éprouvettes sont gardées dans des environnements
et des atmosphères contrôlés en hygrométrie et température différentes. Bien qu’un certain
nombre de dispositions expérimentales aient été mises en place pour obtenir des conditions
les plus homogènes possibles, des variations de consigne ont été mesurées dans le cas des
campagnes 1 et 3. À l’inverse des machines climatiques, la salle régulée présente un volume
important. Il est donc ardu, comme l’illustre la figure 2.2.2a, d’obtenir des conditions homo-
gènes et constantes sur de longues périodes. Il devient alors nécessaire de recenser l’impact de
telles variations sur la prédiction de l’état hydrique des matériaux.

Pour cela, on s’intéresse à la campagne 1 qui présente les plus fortes variations sur trois
géométries (G1, G3 et G5). Les conditions imposées seront d’un coté les évolutions de tempé-
rature et d’hygrométrie mesurées dans le cadre de la campagne 1, et de l’autre coté une tempé-
rature et une hygrométrie constantes. Les paramètres matériaux utilisés seront les mêmes que
ceux pris dans la partie « virtual testing », résumés dans le tableau 2.3.1.

3.2.1 Modélisation du processus de dessiccation

Les données de modélisation reprises dans cette partie sont similaires à celles de la partie
3.1.5. Les résultats de modélisation, en supposant une humidité relative externe soit constante
(valeur moyenne mesurée), soit variable (cf. figure 2.2.2 et 2.2.4), sont présentés sur la figure
2.3.9a.
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FIGURE 2.3.9 – Résultats de simulation à humidité variable versus constante

De prime abord, on constate que, pour des géométries avec des tailles de section relati-
vement proches, l’impact de la variation hydrique est sensiblement équivalent. La prise en
compte de conditions évoluant dans le temps n’est pas nécessaire dans le cas présent. La fi-
gure 2.3.9b illustre l’erreur relative entre les deux courbes, en prenant comme référence pour
chaque géométrie la courbe à humidité variable. Initialement, l’erreur oscille fortement malgré
une similitude des courbes. Cela s’explique à la fois par les variations de conditions imposées
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3.2.2 Conclusion

La prise en compte de l’historique de chargement hydrique semble superflue dans le cadre
de la modélisation des processus de dessiccation. Le travail présenté dans cette partie s’in-
téresse à des échantillons d’une épaisseur de l’ordre de quelques centimètres. Lorsque l’on
s’intéresse à des éléments d’épaisseurs plus importantes, du fait des faibles perméabilités des
matériaux cimentaires, les variations de conditions d’environnement ne vont pas pouvoir im-
pacter fortement le processus hydrique. Enfin, il est important de noter que dans la modéli-
sation développée, les reprises de masses s’effectuent à la même cinétique que les pertes de
masse. Les phénomènes d’hystérésis ne sont pas pris en compte, ce qui favorise la diminution
de l’écart entre les deux cas.

3.3 Identification des paramètres des campagnes expérimentales

Dans cette partie, l’identification des paramètres des différentes campagnes est réalisée.
On utilise les géométries présentées sur la figure 2.3.5. Sur les 10 paramètres à déterminer, les
différentes caractérisations expérimentales permettent d’obtenir 3 paramètres ⇢d, φ et hconv.
Dans l’identification, les valeurs déterminées sont soit fixées soit autorisées à varier à ± un
écart type. On considère, d’autre part, que les paramètres de diffusivité sont fixés. Le tableau
2.3.3 résume les valeurs des paramètres déjà identifiés.

⇢ [kgm−3] φ [%] hconv [m3 s] amq bmq Dint [m2 s−1]
Campagne 1 2396 ± 31 15,2 ± 0,8 48⇥ 10−14 2,74 4,20 2, 55⇥ 10−5

Campagne 2 2415 ± 35 14,4 ± 0,3 48⇥ 10−14 2,74 4,20 2, 55⇥ 10−5

Campagne 3 2433 ± 39 14,8 ± 0,3 48⇥ 10−14 2,74 4,20 2, 55⇥ 10−5

TABLE 2.3.3 – Paramètres du modèle de dessiccation identifiés

3.3.1 Identifications des profils hydriques

Pour illustrer l’impact du choix de stratégie d’identification, deux méthodes sont présen-
tées. La première correspond à une démarche où l’isotherme est identifiée une fois. Les pa-
ramètres identifiés sont ensuite gardés fixes. Il reste donc nk et Kint à identifier. La seconde
approche est moins contrainte, on identifie de concert les 4 paramètres. Dans les deux cas, on
autorise la variation de la porosité et de la masse volumique apparente d’une valeur de plus ou
moins un écart-type.



104 Prédiction de l’état hydrique des matériaux cimentaires

3.3.1.1 Illustration de la convergence des identifications

Pour illustrer la convergence de la méthode d’identification, deux cas représentatifs des
différentes identifications sont représentés sur la figure 2.3.11. Les figures 2.3.11a et 2.3.11b
correspondent à l’identification sur la géométrie G1 pour la campagne 1 et les deux autres
correspondent à l’identification de la géométrie G2 pour la campagne C2.
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(c) Résidu de la fonction objectif G2

0 5 10 15 20
10−5

10−4

10−3

10−2

10−1

Itération [u]

Va
ri

at
io

n
pa

ra
m

èt
re
[-
]

(d) Variation relative de paramètres

FIGURE 2.3.11 – Exemple de deux cas de convergence de l’identification

La première identification s’arrête après la convergence à 10−3 de la norme du résidu. Si
on regarde l’évolution de la variation relative des paramètres, on remarque qu’elle n’atteint
pas le critère et qu’elle est à peu près constante à partir de la 20e itération. Des légers sauts
s’observent au moment de l’actualisation des paramètres. La deuxième identification s’arrête
lorsque le critère de variation de paramètre est atteint. Le résidu n’est pas minimal lors de l’ar-
rêt de l’algorithme d’identification. Dans ce cas, le jeu de paramètres pour la valeur minimale
du résidu est prise comme valeur identifiée.

Enfin, une remarque sur la méthode de minimisation : on constate dans les deux cas que
l’évolution du critère d’erreur sur le résidu est fort jusqu’aux alentours de 1, 5⇥ 10−3, puis de-
vient très lente voire réaugmente. Avec la méthode utilisée, lorsque l’on approche la solution,
la vitesse de convergence de l’algorithme diminue fortement avec la diminution de la matrice
de sensibilité.
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3.3.1.2 Identification des paramètres par la méthode 1

Les paramètres identifiés pour les différentes géométries sont résumés dans le tableau
2.3.4. Les valeurs des paramètres de l’isotherme β et P0 sont respectivement égales à 0,48
et 24,2 MPa pour toutes les identifications de cette partie.

Campagne Géométrie
Kint⇥10−21

nk φ [-]
⇢

[m2] [kgm−3]

1
G1 4,4 -0,23 0,159 2365
G2 6,8 0,33 0,160 2365
G5 7,3 0,5 0,144 2427

2
G1 3,7 -0,64 0,162 2380
G2 6,0 -0,33 0,162 2428
G3 1,6 -2,45 0,148 2450

3

G1 1,6 -1,83 0,14 2472
G2 0,7 -0,33 0,148 2439
G3 0,6 -2,89 0,138 2468
G5 4,3 -0,46 0,17 2366

TABLE 2.3.4 – Identification paramètres hydriques par la méthode 1

On peut moyenner les paramètres en fonction des différentes campagnes et les résumer
dans le tableau 2.3.5.

Kint ⇥10−21

nk φ [%]
⇢d

[m2] [kgm−3]
Campagne 1 6,2 ± 1,6 0,2 ±0,4 15,4 ± 0,9 2385 ± 35
Campagne 2 3,8 ± 2,2 -1,14 ± 1,1 15,7 ± 0,8 2419 ± 36
Campagne 3 1,8 ± 1,7 -1,99 ± 1,2 15,1 ± 1,4 2436 ± 49

TABLE 2.3.5 – Valeurs moyennes identifiées

3.3.1.3 Identification des paramètres par la méthode 2

Dans le cas de la seconde méthode, toutes les identifications ne sont pas détaillées. Seules
celles relatives à la géométrie G1 pour les différentes campagnes ainsi que celles de la géomé-
trie G3 pour la campagne 3 sont présentées dans le tableau 2.3.6.

Les paramètres identifiés restent dans les gammes prescrites initialement. Néanmoins, on
constate que pour des jeux de paramètres complètement différents, les critères d’identifications
sont respectés. De plus, bien que les valeurs de départ choisies pour le paramètre nk puissent
être positives initialement, toutes les identifications convergent vers des valeurs négatives de
nk

7.

7. Il est cependant possible de trouver des couples de paramètres fonctionnant avec un nk positif.
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Méthode Campagne Géométrie β
P0 Kint ⇥10−21

φ [-]
⇢

nk

[MPa] [m2] [kgm−3]
1 C1 G1 0,48 24,2 4,36 0,159 2365 -0,2
2 C1 G1 0,52 35,9 2,09 0,16 2405 -0,6
1 C2 G1 0,48 24,2 3,74 0,162 2380 -0,6
2 C2 G1 0,46 22,2 4,25 0,162 2370 -0,7
1 C3 G1 0,48 24,2 3,29 0,14 2472 -1,8
2 C3 G1 0,40 16,7 2,30 0,14 2464 -2,6
1 C3 G3 0,48 24,2 0,61 0,138 2468 -2,89
2 C3 G3 0,52 7,4 0,42 0,156 2341 -0,8

TABLE 2.3.6 – Identification paramètres hydriques par la seconde méthode comparée à la
première méthode

3.3.2 Analyses des données identifiées

3.3.2.1 Isothermes de désorption

L’identification de l’isotherme de désorption est réalisée par deux biais différents. Sur la
base des données expérimentales d’isotherme puis sur la base des mesures de pertes en masse
uniquement. La figure 2.3.12 présente les résultats obtenus par les deux méthodes.

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

Humidité relative [%]

D
eg

ré
de

sa
tu

ra
ti

on
[-
]

Campagne 1

Laboratoire Mécanique de Lille (LML)

Modèle BSB [Brunauer et al, 1969]

β =0,30 ; P0 = 8, 0MPa

β =0,39 ; P0 = 17,0MPa

β =0,48 ; P0 = 24,2MPa

(a) Isotherme méthode 1

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

Humidité relative [%]

D
eg

ré
de

sa
tu

ra
ti

on
[-
]

Campagne 1
LML
β =0,48 ; P0 = 24, 2MPa
β =0,40 ; P0 = 16, 7MPa
β =0,52 ; P0 = 35, 9MPa
β =0,46 ; P0 = 22, 2MPa
β =0,52 ; P0 = 7, 4MPa

(b) Isotherme libre

FIGURE 2.3.12 – Isothermes de désorption identifiées

Si on s’intéresse dans un premier temps à l’identification sur la base d’une isotherme de
désorption expérimentale, on constate bien une unicité de la solution. Sur la figure 2.3.12a,
l’isotherme tracée en tiret noir correspond à la solution qui minimise l’écart entre le modèle et
l’isotherme issue de la caractérisation expérimentale réalisée dans cette thèse (cf. section 2.3).
Les premières identifications ont été réalisées avec cette isotherme, toutefois la perte en masse
expérimentale n’a pas pu être retrouvée. Outre le fait que cette solution présente des singula-
rités mathématiques (tangente horizontale proche de 98% non représentée ici), la désorption
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rapide aux hautes humidités ne semble pas être représentative du comportement hydrique du
matériau. Pour remédier à cela, une seconde isotherme (en tiret bleu) a été identifiée en ne pre-
nant en compte que les points en dessous de 80% d’humidité relative. Cette seconde approche
a été encore une fois non fructueuse. La prédiction à long terme de la perte en masse est pilotée
par les paramètres Sl, ⇢ et φ. En fixant les deux derniers paramètres, il est possible de détermi-
ner la valeur de Sl au point d’humidité relative considérée. Ce constat a orienté l’identification
vers une troisième isotherme proche de celle déterminée expérimentalement par le Laboratoire
de Mécanique de Lille.

La deuxième approche s’intéresse à la caractérisation de l’isotherme sur la base de me-
sures de pertes en masse. Si on reprend les différentes isothermes identifiées avec la seconde
méthode, figure 2.3.12b, on constate une similitude des isothermes dans 3 cas. Si on restreint
l’observation sur une plage d’humidité relative comprise entre quelques pourcent et 45%, on
constate, à l’exception d’une courbe, que les isothermes sont quasi-similaires. Cela s’explique
de la même manière que précédemment : lorsque les valeurs de porosité et la masse volumique
restent dans des gammes similaires, la saturation en un point doit rester similaire. C’est ce que
l’on observe au droit des points à 30% et 45% de HR.

Enfin, la dernière isotherme présente des différences importantes par rapport aux autres.
Ces différences s’expliquent par la base expérimentale sur laquelle l’identification est effec-
tuée. La simulation s’effectue sur 70 jour, il est donc difficile de prédire l’évolution à long
terme de la perte en masse. Si on compare la valeur à l’équilibre de la perte en masse w1

n pour
une humidité donnée, dans le cas de l’isotherme identifiée par la première méthode et cette
dernière isotherme, on constate que les valeurs prédites à équilibre sont très différentes.

cas 1 : w1

45%,1 =
φ1 ⇥ ⇢w

⇢1
(1− S45%

l,1 ) = 4, 24% (2.3.19a)

cas 2 : w1

45%,2 =
φ2 ⇥ ⇢w

⇢2
(1− S45%

l,2 ) = 6, 26% (2.3.19b)

La solution pour discriminer cette isotherme, qui n’est pas représentative des propriétés du
matériau, est d’identifier sur une base expérimentale plus longue. En outre, 80 jours de perte
en masse semblent suffisants pour prédire la bonne valeur à l’infini.

Finalement, la méthode de détermination de l’isotherme par le biais des mesures de perte en
masse peut être proposée comme une alternative aux méthodes standards, plus longues à mettre
en œuvre. Sur des éprouvettes de faible taille, la mesure de la perte en masse jusqu’à équilibre,
sous deux conditions d’humidité relative différentes, l’isotherme de désorption pourrait être
caractérisée sous les hypothèses de modélisation faites.

3.3.2.2 Perte en masse

Les différentes pertes en masse prédites par la méthode 1 sont présentées sur la figure
2.3.13. Après identification, les pertes en masse expérimentales sont bien reproduites. Elles
sont toutes comprises dans un fuseau de ±σ ou ±(min;max) expérimentaux suivant les cas 8.

8. Dépendant du nombre d’éprouvettes cratérisées expérimentalement.
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FIGURE 2.3.13 – Identification des pertes en masse (méthode 1)

Si on compare maintenant dans le cas de la géométrie 1 (figure 2.3.14a) et 3 (figure
2.3.14b), on remarque des prédictions similaires par les deux méthodes. Dans le cas de la
géométrie 1, les courbes se superposent. Cette similitude des identifications s’explique es-
sentiellement par un nombre de minimums locaux importants. Ainsi, pour plusieurs jeux de
paramètres, il est possible de trouver la même solution au niveau de la perte en masse. Sans
discriminations supplémentaires les données identifiées ne peuvent être garanties.
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4 Influence de la forme des éprouvettes sur le processus de
dessiccation

Comme développé dans la premier partie de ce chapitre, le processus de dessiccation peut
être assimilé à l’équation diffusive 2.4.1.

⇢lCh
@Pc

@t
= div(λhrPc) (2.4.1)

Dans ce cadre, il est possible de déterminer l’équivalent du nombre adimensionnel de Fou-
rier en thermique pour le transport hydrique. Ce dernier s’exprime comme un nombre propor-
tionnel à la diffusivité hydraulique du matériau, du temps ainsi que d’une longueur caractéris-
tique du système étudié.

Fh =
↵ht

l2car
avec ↵h =

λh

⇢lCh

(2.4.2)

À matériau équivalent (↵h constant), deux éprouvettes pourront être comparées par le biais
de ce nombre adimensionnel Fh. Une éprouvette d’une longueur caractéristique l1car aura une
cinétique de dessiccation proportionnelle à une seconde éprouvette de dimension l2car et la
relation de proportionnalité sera donnée par l’équation 2.4.3.

p
t1 =

l1car
l2car

p
t2 (2.4.3)

Cette dépendance de la cinétique de dessiccation à la géométrie de l’éprouvette se retrouve
également dans le cadre du retrait de dessiccation [Samouh, 2012, RILEM, 1995]. Néanmoins,
la détermination de la longueur caractéristique, aussi appelée rayon moyen, varie suivant les
utilisateurs. On trouve parmi ces approches :

— l’approche issue de l’eurocode 2, utilisée par [Samouh, 2012], qui donne rm = 2V
S

,
avec V le volume de l’éprouvette et A l’aire d’échange ;

— l’approche proposée par [RILEM, 1995], qui donne rm = ks
V
S

, avec ks qui prend les
valeurs présentées dans le tableau 2.4.1.

Géométrie ks [-]

Dalle infinie 1,00
Cylindre infini 1,15
Prisme infini 1,25

Cube 1,55

TABLE 2.4.1 – Facteurs de forme selon [RILEM, 1995]
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4.1 Étude numérique des facteurs de formes

Dans les travaux de thèse de [Hilaire, 2014], une étude sur l’impact de géométries diffé-
rentes, tant en termes de rayon équivalent que de morphologie (prisme par rapport à cylindre)
est menée. L’impact du sens du flux, unidirectionnel ou bidirectionnel est également investi-
gué. Dans la continuité de ce travail, cette partie s’intéresse à l’impact d’un flux multidirec-
tionnel. Pour mener cette étude sur les facteurs de formes, les paramètres hydriques considérés
sont les mêmes que dans la partie 3.1.5.

4.1.1 Influence de la forme et de l’élancement

Dans cette partie trois géométries sont étudiées. Une première, cubique de dimension
7 cm⇥ 7 cm⇥ 7 cm, une seconde prismatique de 7 cm⇥ 7 cm⇥ 350 cm et une dernière cy-
lindrique de 11 cm⇥ 350 cm. Toutes les éprouvettes présentent un séchage sur toutes les faces.
Dans le cas des deux dernières éprouvettes, très élancées, l’impact du séchage par les faces la-
térales est moins important que dans le cas du cube. La figure 2.4.1a présente l’évolution de
la perte en masse des trois géométries. On constate que la cinétique de séchage est corrélée
à la taille de la structure. Les valeurs finales dans les trois cas sont similaires (⇡ 4, 4%), seul
le temps de séchage change. Pour illustrer cela, si on norme les différentes courbes par leurs
rayons équivalents (résumé dans le tableau 2.4.2) et qu’on les trace en fonction de la racine
carrée du temps divisée par le rayon équivalent (corrigé de la forme) on constate, figure 2.4.1b,
que toutes les courbes se superposent. Il est ainsi montré que le processus de séchage est bien
régi par une équation parabolique, comme cela était attendu.
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FIGURE 2.4.1 – Pertes en masse moyenne de chaque géométrie

Les différentes caractéristiques des géométries sont résumées dans le tableau 2.4.2. Tous
les facteurs de formes sont déterminés sur la base de la perte en masse du cube normé. Le ks
choisi pour ce cas est celui préconisé par [RILEM, 1995]. Les autres facteurs sont ajustés en
fonction, pour que toutes les courbes se superposent.
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Géométrie
V S V/S ks Req

[m3] [m2] [m] [-] [m]
Cube 3,4⇥10−4 2,9⇥10−2 1,2⇥10−2 1,55 1,8⇥10−2

Prisme 1,7⇥10−2 9,9⇥10−1 1,7⇥10−2 1,4 2,4⇥10−2

Cylindre 5,2⇥10−2 1,9 2,7⇥10−2 1,33 3,6⇥10−2

TABLE 2.4.2 – Caractérisation géométrique des éprouvettes numériques

Si on compare les résultats obtenus numériquement par rapport aux préconisations de la
RILEM, on constate que les rapports des coefficients ne sont pas similaires 9 :

— kcube
s /kprisme

s = 1,10 par rapport à 1,24 ;
— kcube

s /kcylindre
s = 1,17 par rapport à 1,35 ;

— kprisme
s /kcylindre

s = 1,05 par rapport à 1,09.

4.1.2 Influence des géométries étudiées

On se place maintenant dans le cas des géométries étudiées dans la partie expérimentales.
Les caractéristiques de volumes et de sections permettant de calculer le rayon équivalent sont
reportées dans le tableau 2.4.3. Pour pouvoir caractériser numériquement les coefficients de
forme et ne pas obtenir une validation expérimentale biaisée, les paramètres hydriques utilisés
ne prédisent pas la même évolution de perte en masse. Ceci permet de décorréler l’identifica-
tion des coefficients de forme de l’état hydrique du matériau.

Géométrie
V S V/S ks Req

[m3] [m2] [m] [-] [m]
G1 2,2⇥10−3 9,7⇥10−2 2,2⇥10−2 1,00 2,2⇥10−2

G2 2,9⇥10−3 1,4⇥10−1 2,1⇥10−2 0,92 1,9⇥10−2

G3 8,4⇥10−3 3,6⇥10−1 2,4⇥10−2 1,00 2,2⇥10−2

G5 1,4⇥10−3 8,8⇥10−3 1,6⇥10−3 1,03 1,6⇥10−2

TABLE 2.4.3 – Caractéristiques géométriques des éprouvettes

9. Pour rappel, la RILEM considère un élancement des éprouvettes infini.
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La figure 2.4.2 présente les différentes pertes en masse numériques. La géométrie G1 sert
de référence pour obtenir les coefficients des autres géométries.
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FIGURE 2.4.2 – Évolution de la perte en masse en fonction de la racine carrée du temps divisée
par les rayons équivalents

Ainsi, la perte en masse normée par les différents rayons équivalents, en tenant compte
des facteurs de forme, présente bien une évolution similaire en fonction de la racine du temps.
Si on compare les rapports de coefficient de forme entre la géométrie G1 (cylindre) et G5
(prismatique), le rapport est égal à 1,03. Si on met en perspective cette valeur à celle obtenue
dans le cas précédent, qui est proche du 1,05, les deux valeurs sont cohérentes.

Enfin, si on compare le rapport des coefficients de forme entre le cylindre et le prisme
G3, on constate une similitude des coefficients de forme. Cela s’explique potentiellement par
la différence d’élancement entre les deux géométries. Comme la première géométrie G1 est
moins élancée (2 contre 8,4 pour G3), l’influence des surfaces du bord est plus importante.
Ainsi, si on effectue un passage de l’un à l’autre on obtient :

kG3
s

kG1
s

=
kprisme
s

kcylindre
s

⇥ kprisme
s

kcube
s

= 1, 05⇥ 0, 90 = 0, 95 (2.4.4)

L’équation 2.4.4 n’est qu’une approche du vrai rapport des coefficients de forme. En effet,
le prisme dans ce cas n’est pas vraiment infini, et le cylindre n’est pas tout à fait à un élance-
ment de 1. Cependant, on constate que la morphologie ainsi que l’élancement des géométries
impactent les coefficients de forme.
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4.2 Impact expérimental de la morphologie des éprouvettes

Dans le cadre des campagnes expérimentales, plusieurs géométries (G1 : cy-
lindre 11 cm⇥ 22 cm, G2 : dogbone 10 10 cm⇥ 10 cm⇥ 35 cm, G3 : parallélépipédique
10 cm⇥ 10 cm⇥ 84 cm, G5 : parallélépipédique 7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm) ont été utilisées.

4.2.1 Impact de la géométrie sur la perte en masse non normée

Il est possible d’analyser les pertes en masse de chaque campagne par le spectre des géom-
tries étudiées. Les figures 2.4.3 présentent les relevés de campagne obtenus pour chaque géo-
métrie, sous les conditions des trois campagnes.
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(b) Courbe moyenne Campagne 2
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(c) Courbe moyenne Campagne 3

FIGURE 2.4.3 – Pertes en masse moyenne de chaque géométrie

En observant les différentes courbes, par exemple en prenant la figure 2.4.3c, il est possible
de remarquer une cinétique similaire mais décalée des différentes géométries dans le temps.
Si on suppose que le séchage est proportionnel à une longueur, certaines géométries semblent
incohérentes. C’est le cas de la géométrie 5 de la première campagne qui, avec un rayon de
séchage le plus faible et un élancement faible, devrait présenter une cinétique de perte en

10. Éprouvette en forme d’os.
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masse plus rapide. Les effets parasites décrits auparavant (partie 2.1.2) viennent perturber la
comparaison des géométries sur ces échantillons.

4.2.2 Courbe de perte en masse normée

Intéressons nous maintenant à normer les différentes courbes par les rayons équivalents dé-
terminés dans la partie numérique. Les figures 2.4.4 ordonnent les résultats normés par rapport
aux rayons équivalents de séchage.
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(c) Courbe moyenne normée campagne 3

FIGURE 2.4.4 – Pertes en masse moyenne « normée »

Si on s’intéresse dans un premier temps à la campagne 1, figure 2.4.4a, on constate que
les géométries G1 et G2 suivent la même cinétique. En ce qui concerne la géométrie 5, la
cinétique est cohérente jusqu’à 180 jours en temps équivalent. Puis, on observe bien un fort ra-
lentissement du séchage qui en l’état inexpliqué, mais était attendu compte tenu des remarques
formulées auparavant.
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Les courbes de la campagne 2, figure 2.4.4b et 3, figure 2.4.4c mettent en évidence la
cohérence des facteurs de forme identifiés numériquement. Les courbes se superposent à la
variabilité expérimentale près. Encore une fois, la géométrie 5 pose problème dans la der-
nière campagne. La cinétique de dessiccation évolue de manière trop rapide. Deux hypothèses
viennent à l’esprit : soit les facteurs de forme ont été mal identifiés, soit les matériaux ne sont
pas similaires. La deuxième hypothèse semble cependant être à privilégier. En ce qui concerne
la première campagne et l’écart sur G5, peu d’hypothèses peuvent être formulées quant aux
raisons d’une telle différence. Dans le cas de la dernière campagne, lorsque l’on regarde les
valeurs de perte en masse à l’équilibre, on est proche de 5, 45%, tandis que pour les autres
géométries la perte en masse à l’équilibre tend vers une valeur d’environ 4, 45%. Cet écart ne
peut pas être causé par une différence de géométrie (différence de cinétique mais pas de valeur
finale) mais bien soit par un problème d’homogénéité du matériau, soit par un effet de paroi.

4.3 Synthèse de l’influence de la forme des éprouvettes

L’influence des formes géométriques des éprouvettes séchantes a été mise en évidence
dans cette partie. Que ce soit d’un point de vue numérique ou bien expérimental, les cinétiques
d’éprouvettes de tailles différentes peuvent être comparées en les exprimant en fonction du rap-
port

p
t/Req. Le rayon équivalent, calculé comme le rapport entre le volume de l’éprouvette sur

la surface séchante, est influencé par différents facteurs tels que l’élancement, la forme (carré,
cylindrique, dogbone...) et la nature des échanges (unidirectionnel, multi-directionnel). Dans le
cas où le problème conserve des caractéristiques similaires (i.e. même forme, élancement, sens
d’échange...) et que seule la taille change, ce rapport peut être considéré. Néanmoins, lorsque
d’autres paramètres évoluent, il devient nécessaire de tenir compte de facteurs de forme. Des
valeurs sont proposées par la RILEM [RILEM, 1995]. Ici, l’approche utilisée est une caracté-
risation de ces facteurs par éléments finis. Les facteurs de forme ainsi obtenus ont été utilisés
sur des mesures expérimentales, permettant de conclure sur la pertinence des valeurs prédites.

Enfin, dans le cadre de l’étude menée ici, un seul type de matériau est investigué. Des
comparaisons sur des éprouvettes de formes différentes et de matériaux différents pourraient
enrichir la prédiction de ces facteurs de forme.



118 Prédiction de l’état hydrique des matériaux cimentaires

5 Synthèse

L’objectif de cette partie était de caractériser l’état hydrique des différentes géométries
investiguées. Dans cette optique, une modélisation de la dessiccation multi-phasique reprise
et adaptée de [Benboudjema, 2002, Hilaire, 2014] a été utilisée. La perméation de la phase
liquide, ainsi que la diffusion de la phase vapeur, sont les deux mécanismes d’échanges pris en
compte. Ce parti pris conduit à déterminer un nombre important de paramètres plus ou moins
faciles à calibrer.

Pour réaliser cette opération et investiguer différents états hydriques, des campagnes ex-
périmentales ont été menées. L’évolution des pertes en masse, la caractérisation de la porosité
accessible à l’eau ainsi que l’isotherme de désorption du matériau d’étude sont les principales
quantités étudiées. L’impact des conditions hydriques, du temps d’exposition et des géométries
ont pu être analysés et récoltés, pour finalement former une base expérimentale sur laquelle
les paramètres du modèle hydrique ont été calibrés.

Une fois la base expérimentale déterminée, une procédure d’identification basée sur une
méthode de recalage des modèles éléments finis [Kavanagh et Clough, 1971] a été dévelop-
pée. Après une étude de sensibilité qui a mis en lumière les corrélations et la différence de
sensibilité des paramètres, la méthode a été validée par une procédure de Virtual Testing. Des
prescriptions sur les stratégies d’identifications à adopter ont ainsi pu être tirées. L’impact de
l’évolution des conditions hydriques extérieures a été considéré, pour conclure sur le faible
changement induit par cette prise en compte dans le cas d’étude. Tout cela a permis de ca-
ractériser les profils hydriques numériques des campagnes expérimentales sur la base de la
perte en masse et de l’isotherme de désorption. Les gradients au sein du matériau ont pu être
déterminés et la non unicité du problème a été mise en lumière. Pour une cinétique de des-
siccation, plusieurs jeux de paramètres différents peuvent satisfaire aux conditions imposées.
Ceci conduit par la même occasion une incertitude sur la détermination des profils de gradients
hydriques qui conditionnent, entre autres, l’évolution du retrait de dessiccation [Di Bella et al.,
2016]. Le manque d’information locale est ici un facteur limitant quant à l’identification de
l’état hydrique. Des études complémentaires par des méthodes de gamma-densimétrie [Ni-
zovtsev et al., 2008], de tomographie à neutron [Pel et al., 1993] ou simplement par le biais de
capteurs d’humidité intégrés dans les éprouvettes, peuvent être intéressantes pour caractériser
l’état des gradients internes et s’assurer de la validité des identifications réalisées.

Enfin, une étude annexe sur l’impact de la géométrie et de l’élancement sur les cinétiques
de dessiccation a été réalisée. Ces influences ont été prospectées numériquement et validées
expérimentalement. Des coefficients de forme ont été caractérisés et comparés à ce qui était
proposé dans la littérature.



Chapitre 3

Détermination de l’état de contrainte
interne induit par la dessiccation

Après avoir déterminé l’état hydrique du matériau, l’objectif de
cette partie est d’identifier l’état de contrainte interne généré par
les déformations différées. Pour ce faire, des modèles de retrait

de dessiccation seront dans un premier temps investigués et
comparés aux données expérimentales déterminées dans le cadre
de cette thèse ainsi que dans le cadre du projet VeRCoRs. Dans
un second temps, la prise en compte et l’apport des phénomènes

de fluage seront développés pour enfin ouvrir vers une
modélisation de la pression capillaire dans le processus de retrait

de dessiccation.
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1 Modèles de retrait de dessiccation

1.1 Données expérimentales de calibration

1.1.1 Essais de retrait de dessiccation

Bien que des données expérimentales sur le retrait de dessiccation soient disponibles dans
le cadre du projet VeRCoRs, des essais complémentaires ont été réalisés sur un lot de trois
éprouvettes parallélépipédiques 7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm âgées de 28 jours afin de juger de la
représentativité des essais. Ces éprouvettes sont issues de la gâchée de la campagne 3. Les
caractéristiques du béton de cette campagne sont présentées dans l’annexe A. Pour donner
une vision synthétique des paramètres, voici quelques repères : le béton présente une valeur
de compression moyenne (obtenue sur cylindre 11 cm⇥ 22 cm) de 32,9 MPa, un module de
Young moyen de 37GPa et une masse volumique apparente moyenne de 2400 kgm−3.

1.1.1.1 Protocole expérimental

Après avoir été coulées dans un moule en acier muni de réservation au niveau des extré-
mités pour insérer des plots de mesure de retrait, les éprouvettes protégées de la dessiccation
parasite par un film plastique sont décoffrées après 7 jours. Après le décoffrage, elles sont
conservées jusqu’au 28e jour dans une eau à pH basique pour éviter tout problème de lixi-
viation. À la fin de cette période, il est supposé que pour le béton considéré, l’hydration est
complète et que le retrait d’auto-dessiccation n’est plus prépondérant. Dans la suite, le retrait
total mesuré sera supposé être entièrement dû au retrait de dessiccation et le retrait endogène
négligé. Ainsi, après être sorties du bac de conservation, les éprouvettes sont légèrement sé-
chées à l’aide d’un chiffon humide pour enlever l’eau superficielle puis pesées et mesurées
pour suivre la perte en masse et la déformation de retrait de dessiccation.

(a) Étalonnage (b) Prise de mesures

FIGURE 3.1.1 – Dispositif de mesure de retrait de dessiccation
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Pour obtenir la variation de masse, le protocole de mesures correspond en tout point à celui
présenté dans le chapitre 2. En ce qui concerne la mesure du retrait, le dispositif de mesure
est présenté sur la figure 3.1.1. Après un étalonnage du dispositif de mesure, figure 3.1.1a, les
mesures de retrait de dessiccation sont réalisées sur les trois éprouvettes par le biais d’un com-
parateur électronique d’une précision de mesure de ±1 µm. La longueur d’intégration utilisée
pour obtenir les déformations associées est déterminée en moyennant la longeur de chaque face
latérale des éprouvettes. Enfin, lors de chaque mesure, les conditions de conservation (tempé-
rature, hygrométrie) présentées sur la figure 3.1.2, sont relevées au droit des éprouvettes pour
un contrôle plus précis de l’ambiance de conservation.
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FIGURE 3.1.2 – Mesures des conditions extérieures

Comme illustré dans le cadre des mesures de dessiccation, les consignes imposées dans la
salle de 50% HR et 23 ◦C n’ont pu être respectées. Pour prendre en compte ces variations dans
la simulation du retrait de dessiccation, les conditions imposées seront prises égales à : une
humidité relative moyenne de 45% avec un écart type de 2,6 % et une température moyenne
de 21,5 ◦C avec un écart type de 0,9 ◦C. Les simulations présentées dans le chapitre 2 ont
montré que les pertes en masse prédites sont peu différentes avec soit l’humidité supposée
variable (expérimentalement relevée), soit constante (valeur expérimentale moyenne).

1.1.1.2 Évolution du retrait de dessiccation

L’évolution du retrait total a été suivi durant une période de 440 jours. La figure 3.1.3 pré-
sente la perte en masse des échantillons et la figure 3.1.4 l’évolution du retrait de dessiccation
associé. Si on étudie les résultats de perte en masse, on remarque une certaine homogénéité
de deux éprouvettes, tandis qu’une troisième semble présenter une perte en masse plus faible.
L’écart est assez important pour suspecter une différence au niveau de la composition du ma-
tériau. Malgré le protocole de fabrication mis en place pour obtenir des éprouvettes les plus
homogènes possible, les résultats varient. Puisque les éprouvettes ont suivi le même protocole
de conservation, l’écart ne peut être dû qu’à des différences au niveau du matériau lui-même.
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Lors de la fabrication, les éprouvettes de retrait de dessiccation ont été réalisées en dernier.
Cela a pu engendrer des éprouvettes avec un béton ne présentant plus l’homogénéité des pre-
mières éprouvettes. Ainsi, il est possible que, lors de la fabrication, la quantité de pâte de
ciment et de granulat présente dans chaque éprouvette ne soit pas restée constante, influençant
les paramètres matériau (porosité, rapport pâte de ciment/granulats) ou rendant les effets de
parois plus ou moins prépondérants. D’autre part, comme la dessiccation s’opère essentielle-
ment dans la pâte de ciment, une augmentation du volume de pâte entraîne une dessiccation
plus importante. Ce qui devrait conduire à un retrait de dessiccation plus faible de l’éprouvette
3.
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FIGURE 3.1.3 – Pertes en masse des éprouvettes de retrait

En ce concerne les valeurs en elles-mêmes, on constate une première phase de forte des-
siccation jusqu’à 50 jours puis la dessiccation ralentit. La valeur moyenne atteinte après 200
jours est de l’ordre 5,3 % puis après 250 jours, la masse ne varie quasiment plus pour atteindre
la valeur finale de 5,4 %.

Si on s’intéresse maintenant au résultat de retrait de dessiccation présenté sur la figure
3.1.4, on remarque que de manière analogue à la dessiccation, deux éprouvettes présentent un
retrait similaire tandis que la troisième développe un retrait d’une amplitude moins importante.
Jusqu’à 30 jours, le retrait des différentes éprouvettes est similaire. Puis au-delà, la différence
commence à s’accentuer. L’éprouvette qui présente une perte en masse plus faible développe
un retrait de dessiccation moindre. La valeur à 200 jours est proche de la valeur finale d’ap-
proximativement 600 µmm−1. Entre 200 jours et 440 jours, le retrait de dessiccation est stable.
On relève quelques variations dues à l’évolution des conditions de température de la pièce. Par
exemple, on note qu’au 250e jour, la température est proche 23,2 ◦C ce qui produit des légères
variations dimensionnelles de la barre d’étalonnage bien qu’elle soit en invar 1.

1. Coefficient de dilatation proche de 1,0-2,0 ⇥10−6.
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FIGURE 3.1.4 – Retrait de dessiccation mesuré

Pour illustrer la corrélation entre perte en masse et retrait de dessiccation, on peut tracer
sur la figure 3.1.5 l’évolution du retrait de dessiccation en fonction de la perte en masse des
éprouvettes. Sur cette figure on observe différentes phases du retrait de dessiccation.
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FIGURE 3.1.5 – Évolution du retrait total en fonction de la perte en masse

En tout premier lieu, pour des valeurs de perte en masse 2 [0; 1, 5%] la dessiccation s’ob-
serve sans un retrait apparent élevé. Cette phase dormante est le résultat de l’évaporation surfa-
cique rapide de l’eau ainsi qu’à la micro-fissuration induite qui vient s’opposer à la contraction
du solide [Granger, 1995, Yurtdas, 2003]. S’ensuit une zone où le retrait de dessiccation de-
vient proportionnel à la perte en masse. On trouve dans cette zone une linéarité du retrait de
dessiccation en fonction de la variation de la teneur en eau [Benboudjema et al., 2005]. Dans
la gamme d’humidité étudiée, le mécanisme principal, moteur du retrait de dessiccation est
souvent supposé être associé à la pression capillaire [Soroka, 1980]. Bien que l’équilibre hy-
drique ne soit pas complètement atteint, on constate un ralentissement du retrait entre 5 et 6 %
de variation de masse, les gradients de teneur en eau sont moins importants ce qui implique
un ralentissement du retrait, également observé par [Granger, 1995]. Finalement, bien que
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présentant des différences notables en terme de perte en masse ou retrait de dessiccation par
rapport aux deux autres éprouvettes, on observe un comportement de l’éprouvette 3 similaire
dans cette représentation.

1.1.2 Comparaison données VeRCoRs

Dans le cadre du projet VeRCoRs, des mesures de retrait de dessiccation ont été réali-
sées. Les essais ont été menés par EDF CEIDRE TEGG 2, sur des éprouvettes cylindriques
de dimensions 16 cm⇥ 100 cm. Pour valider la démarche expérimentale entamée jusqu’ici, on
s’intéresse dans cette partie à comparer les données obtenues dans le cadre des campagnes ex-
périmentales de cette thèse et celles du projet VeRCoRs. Peu d’informations sont disponibles
sur le protocole de conservation post-fabrication, néanmoins, les éprouvettes du projet VeR-
CoRs sont protégées de la dessiccation pendant une période de 90 jours permettant de faire
l’hypothèse que l’hydration est quasiment complète. Elles sont ensuite exposées à la dessicca-
tion pendant une période de 294 jours dans des conditions de 50% HR à 20 ◦C. Les conditions
d’humidité relative sont légérement différentes mais avec une moyenne de conservation à 45%
HR, l’écart est de seulement 5% HR. Cet écart reste dans une limite acceptable puisque les
mécanismes de dessiccation restent sensiblement les mêmes sur ces deux plages d’humidité
relative. En ce qui concerne la température, un écart de 1,5 ◦C ne devrait pas avoir d’impact
significatif sur le processus de dessiccation 3.

Les éprouvettes n’étant pas de taille similaire, il est nécessaire d’adimensionner les résul-
tats pour pouvoir comparer les données. Le retrait de dessiccation étant associé au séchage
qui est un phénomène diffusif, il est possible de tracer l’évolution du retrait en fonction de la
racine carrée du temps divisée par le rayon équivalent de l’éprouvette [Samouh, 2012]. Cette
variable est homogène à [T 0.5.L−1]. Les valeurs utilisées pour comparer les données entre
elles sont présentées dans le tableau 3.1.1. Comme illustré dans le chapitre 2, un coefficient de
forme est nécessaire pour passer de l’une à l’autre des géométries. Le coefficient de forme des
éprouvettes de VeRCoRs est déterminé numériquement.

Géométrie
V S V/S ks Req

[m3] [m2] [m] [-] [m]
Cylindre VeRCoRs 2,0⇥10−2 0,5 4,0⇥10−2 0,95 3,8⇥10−2

G5 1,4⇥10−3 8,8⇥10−3 1,6⇥10−3 1,03 1,6⇥10−2

TABLE 3.1.1 – Détermination des rayons équivalents des deux géométries

La figure 3.1.6 présente l’évolution du retrait de dessiccation mesurée (en trait pointillé)
comparée à celle obtenue du projet VeRCoRs (en rouge) en fonction du temps équivalent. En
tout premier lieu, on observe que la cinétique du retrait de dessiccation est plus lente dans
le cas des éprouvettes de plus forte taille. Après 230 jours de dessiccation les éprouvettes

2. Département Technique d’Essais en Géologie, Géotechnique et de Génie Civil
3. D’après [Granger, 1995] une augmentation de 1,5◦C va augmenter le coefficient de diffusion effectif de

l’ordre de 8%.
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parallépipédiques atteignent un retait de 580 µmm−1 tandis qu’après 290 jours les éprouvettes
16 cm⇥ 100 cm présentent seulement un retrait de 475 µmm−1. Un développement plus lent
du retrait dans les éprouvettes de taille supérieure est cohérent. Si on regarde la cinétique
générale des deux groupes d’éprouvettes, on découvre que les résultats sont similaires. Seules
les valeurs à court terme présentent des variations. Ces écarts initiaux peuvent s’expliquer
par l’augmentation des incertitudes relatives de mesure dans les premiers jours puisque les
variations absolues de longueur sont de quelques micromètres. De manière générale, le retrait
de dessiccation du projet VeRCoRs et les résultats obtenus dans la thèse sont concordants. Cela
permet de faire l’hypothèse que le matériau réalisé au sein du laboratoire et celui fabriqué dans
le cadre du projet VeRCoRs sont relativement similaires.
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FIGURE 3.1.6 – Comparaison de l’évolution du retrait de dessiccation entre les données expé-
rimentales et les données VeRCoRs

1.1.3 Comparaison retrait de dessiccation, retrait endogène

Dans ce travail, l’hypothèse émise est que le retrait total mesuré équivaut au retrait de
dessiccation. Cependant cela est inexact. Le retrait de dessiccation correspond à la part du
retrait total mesuré auquel le retrait endogène est soustrait. La figure 3.1.7 présente l’évolution
des différentes déformations mesurées sur les éprouvettes des campagnes VeRCoRs.

Le cas présenté ici illustre l’évolution des différents retraits. Si en tout premier lieu on
se focalise sur le retrait endogène, la figure présente une évolution linéaire de la déformation
endogène. Ceci a pour conséquence une augmentation progressive de l’écart entre le retrait
total et le retrait de dessiccation. À court terme, ici 50 jours, l’écart entre les deux courbes
est quasiment nul. De plus, si comme dans le cas présent, l’intérêt des mesures se place avant
respectivement 70 jours et 180 jours, l’écart augmente à 14 µ✏ puis à 40 µ✏. Dans le cadre des
mesures expérimentales présentées dans ce travail, l’écart entre la plus grande valeur de retrait
et la plus faible est d’approximativement de 60 µ✏. Ainsi, la variabilité relevée dans les mesures
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FIGURE 3.1.7 – Évolution des déformations de retrait sur éprouvettes VeRCoRs

est d’une valeur plus importante que celle due à l’hypothèse réalisée. Enfin, l’écart à 200 jours
correspond à 10% de la valeur finale, ce qui en première approximation reste acceptable.

D’autre part, les éprouvettes présentées sur la figure 3.1.7 ont subi 90 jours de conservation
pour permettre une hydration complète. Cette conservation a pour conséquence un développe-
ment moindre du retrait endogène après 90 jours. De manière générale, le retrait endogène d’un
ciment Portland classique dans le cas d’une formulation d’un béton ordinaire est plutôt faible,
de l’ordre de 50-100 µ✏ après 5 ans [Ollivier et Vichot, 2008]. Dans le cas de l’étude conduite
dans cette thèse, la conservation dans une solution à haut pH a duré 28 jours. Bien que ce
temps soit très inférieur aux 90 jours de VeRCoRs, les déformations endogènes pourront être
elles aussi négligées puisque, pour des rapports eau/ciment élevés (supérieurs à 0,4-0,45), ces
déformations sont négligeables comparées aux déformations de retrait de dessiccation [Jensen
et Hansen, 2001]. Notons également que le retrait endogène mesuré peut contenir une partie
liée au retrait de dessiccation parasité si l’étanchéité n’est pas parfaitement assurée.

1.1.4 Synthèse des mesures de retrait de dessiccation

Pour caractériser l’évolution du retrait de dessiccation du matériau réalisé, des mesures de
retrait sur une période de 440 jours ont été réalisées sur trois éprouvettes. Après 440 jours on
constate que la perte en masse atteint un équilibre. Le même constat peut être établi quant
au retrait de dessiccation. De plus, lorsqu’on trace l’évolution du retrait de dessiccation en
fonction de la perte en masse, on constate que malgré une première phase où le retrait présente
une phase de faible déformation sous variation de masse, une seconde phase offre une certaine
linéarité avec la variation de masse. D’autre part, la comparaison avec les données de retrait
relevées dans le cadre du projet VeRCoRs met en lumière une similitude entre le matériau
d’étude et le matériau VeRCoRs. Ce constat permettra de s’appuyer sur les données fournies
en termes de déformations différées. Enfin, l’hypothèse de considérer le retrait total comme
issu du seul retrait de dessiccation, semble être acceptable dans le cadre de l’étude présentée.
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1.2 Influence des choix de modélisation sur le retrait de dessiccation

Il existe dans la littérature un panel de modèles de retrait de dessiccation plus ou moins
complexes à mettre en œuvre. Dans cette partie, nous allons nous intéresser à caractériser la
réponse des différents modèles en nous focalisant précisément sur quatre modèles différents.
Les modèles basés sur la poro-mécanique : modèle de Schrefler [Gawin et al., 2007] puis mo-
dèle de Coussy [Coussy et al., 2004] ; et les modèles répondant à des observations phénoméno-
logiques [Bažant et Xi, 1994, Benboudjema et al., 2005]. Ces modèles ont été préalablement
introduis dans le chapitre 1 (cf. paragraphe 3.1.4).

1.2.1 Éléments de modélisation

Pour étudier l’influence des modèles, des simulations tridimensionnelles sur les éprou-
vettes G5 de tailles 7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm soumises au retrait de dessiccation sont réalisées.
Compte tenu du problème imposé et de la dessiccation sur toutes les faces de l’éprouvette, il
est possible de modéliser seulement un huitième du problème en tenant compte des plans de sy-
métrie. Ainsi, le maillage comprend 2187 éléments cubiques linéaires (CUB8 sous CAST3M).

(a) Problème de dessiccation

X

Z

Y

blocage suivant Y

blocage suivant x

blocage suivant z

0,14 m

0,035 m

0
,0

3
5
 m

(b) Problème de retrait de dessiccation

FIGURE 3.1.8 – Géométries et conditions aux limites du problème de retrait de dessiccation

1.2.2 Prédiction de l’état hydrique

La prédiction des transferts d’eau au sein de l’éprouvette est déterminée par le biais des
modélisations introduites dans le chapitre 2. Pour résoudre le problème, les échanges considé-
rés sont de type convectif sur les surfaces d’échanges tandis qu’on considère un flux nul sur
les plans de symétrie.

Les conditions aux limites imposées sur les surfaces séchantes sont celles mesurées durant
la campagne expérimentale et présentée sur la figure 3.1.2 : soit une valeur d’humidité rela-
tive moyenne de 45% HR et d’une température moyenne de 21,5◦C. Bien qu’aux humidités
relatives imposées, les choix de modélisation mettent la perméation comme mécanisme prin-
cipal, la prédiction de l’état hydrique se fait en modélisant également la diffusion en phase
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gazeuse. Les paramètres du modèle utilisés, identifiés sur les éprouvettes de la campagne 3,
sont présentés dans le tableau 3.1.2.

Jeu β P0 [MPa] nk Kint [m2] φ amq bmq Dint [m2 s−1]
1 0,45 11,4 -1,42 5,81⇥10−21 0,16 2,95 4,26 2,51⇥10−05

2 0,48 24,2 -0,46 4,35⇥10−21 0,17 2,74 4,2 2,55⇥10−05

TABLE 3.1.2 – Paramètres matériau dessiccation (définis dans le chapitre 2)

La modélisation du problème de dessiccation couvre une période de 440 jours. La figure
3.1.9 présente l’évolution de la perte en masse de l’échantillon simulé. Comme ce qui a pu
être présenté dans le chapitre 2 sur la partie caractérisation de l’état hydrique du matériau, la
perte en masse moyenne de l’échantillon est bien prédite par le modèle de dessiccation. Deux
jeux de paramètres sont utilisés pour estimer l’erreur éventuelle que l’on réalise lorsqu’aucune
information n’est connue quant aux gradients hydriques internes. Il est à noter que le premier
jeu de paramètres a été identifié sur 200 jours de dessiccation. Une prédiction à 80 jours aurait
pu être suffisante pour déterminer la perte en masse à l’équilibre.

0 50 100 150 200 250 300 350 400 450

−6

−4

−2

0

Temps [j]

Va
ri

at
io

ns
de

m
as

se
[%
]

Jeu de paramètres 1
Jeu de paramètres 2
Moy. experimentale
Min/Max expérimentaux

FIGURE 3.1.9 – Évolution de la perte en masse après 440 jours de dessiccation

La modélisation est quasi-similaire jusqu’au 100e jour puis le second jeu de paramètres
présente une perte en masse légèrement moins importante. La prédiction de l’état hydrique
d’un matériau ne se résume pas à la perte en masse de l’échantillon. Bien qu’une prédiction
juste de la variation en masse soit importante, une bonne représentation de l’état des gradients
internes (humidité, teneur en eau) est primordiale dans le processus de modélisation du re-
trait de dessiccation. Quel que soit le modèle utilisé, la répartition des gradients va jouer un
rôle majeur dans l’impact du retrait de dessication sur les propriétés du matériau. Dans le cas
présent, la figure 3.1.10 présente le champ d’humidité relative après 70 jours de dessiccation.
Le second jeu de paramètres présente un profil d’humidité relative plus faible que le premier,
synonyme de dessiccation plus importante.





Modèles de retrait de dessiccation 131

1.2.3 Étude de la réponse des différents modèles

Une fois que l’état de dessiccation et les gradients hydriques sont déterminés, il est possible
de regarder la réponse des différents modèles présentés dans la bibliographie. Pour rappel on
retrouve d’une part, les modèles issus de la poromécanique tels que le modèle de Schrefler
[Gawin et al., 2007] et celui de Coussy [Coussy et al., 2004], et d’autre part les modèles
phénoménologiques [Bažant et Xi, 1994, Benboudjema et al., 2005].

Pour pouvoir réaliser ces études, il est nécessaire de définir un modèle mécanique associé.
Dans cette partie, le modèle mécanique utilisé dans l’étude des différents modèles de retrait
est le modèle de Mazars régularisé [Mazars, 1986, Feenstra et De Borst, 1996] présenté dans
le premier chapitre (cf. partie 1.5.2.1). Pour se prémunir des problèmes de localisation il sera
régularisé en énergie de fissuration. Les paramètres utilisés dans cette étude sont ceux présen-
tés dans le tableau 3.1.3. Ces derniers ont été identifié sur les données mécaniques présentées
dans le chapitre 1.3.

ft [MPa] E [GPa] ⌫ GF [Jm−2] acomp bcomp atrac β

3,4 36,2 0,24 75 1,39 1776 -1 1

TABLE 3.1.3 – Paramètres matériau du modèle de Mazars

La figure 3.1.12 présente l’évolution du retrait en fonction des modèles avec la seconde
prédiction hydrique. Les valeurs affichées sont celles qui minimisent l’écart entre les valeurs
expérimentales et les prédictions numériques.
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FIGURE 3.1.12 – Retrait de dessiccation numérique en fonction des différents modèles

On constate sur cette figure que la modélisation phénoménologique proportionnelle à la
variation de la teneur en eau permet une bonne prédiction de l’évolution du retrait. La ci-
nétique ainsi que la valeur finale sont respectées. Des écarts subsistent néanmoins dus à la
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non-linéarité expérimentale du retrait vis-à-vis de la perte en masse. En ce qui concerne le
modèle proportionnel à l’humidité relative, la prédiction semble cohérente jusqu’à 70 jours
environ puis la valeur finale du retrait est légèrement surestimée. Si on s’intéresse maintenant
aux modèles poro-mécaniques, les modèles de Schrefler ainsi que de Coussy permettent de
prédire correctement l’évolution du retrait de dessiccation. Les paramètres de retrait utilisés
dans les différents modèles sont résumés dans le tableau 3.1.4.

Modèle Coefficients
Schrefler b1 = 1,05 ; b2 = 21
Coussy b1 = 0,84 ; b2 = 1

Phéno dw kw
rd = 4,75 ⇥10−6m3 L−1

Phéno dh kh
rd = 1,4 ⇥10−3

TABLE 3.1.4 – Paramètres modèles de retrait de dessiccation avec le jeu de paramètres 1

Dans le cas des deux premiers modèles, deux coefficients de Biot sont utilisés. Un en
supposant que le retrait est lié à la déformation élastique sous pression capillaire et le second
relatif à la part additionnelle liée au fluage sous pression capillaire. En reprenant les équations
des deux modèles, Eq. 3.1.1a et 3.1.1a, on peut scinder les contributions en deux parties.

✏rdschref = (1− 2⌫)

 

b1
SlPc

E
+ b2

Z t0=t

t0=0

J(t− t0, t0)
d(SlPc)

dt0
dt0

!

(3.1.1a)

✏rdcous = (1− 2⌫)Sl

Z t0=t

t0=0

✓
b1
E

dPc

dt0
+ b2J(t− t0, t0)

dPc

dt0

◆

dt0 (3.1.1b)

Il peut paraître surprenant d’utiliser deux coefficients de Biot, toutefois on pourrait consi-
dérer que les deux mécanismes n’interviennent pas aux mêmes échelles. Les coefficients iden-
tifiés sont importants voire supérieurs à 1 ce qui n’est normalement pas acceptable 4 cependant
ici seuls les mécanismes associés à la pression capillaire sont pris en compte ; d’autres mé-
canismes non modélisés (énergie surfacique, pression de disjonction) peuvent apporter une
déformation additionnelle non prise en compte ici.

De manière générale, la difficulté dans la calibration des différents modèles de retrait est de
choisir quelle partie de la courbe est préférentiellement modélisée. En effet tout ne peut pas être
simulé avec ces modèles. Le retrait final peut être retrouvé mais toute la cinétique d’évolution
sera sous estimée ou surestimée suivant le cas. Excepté le retrait initial, pour atteindre la valeur
finale, le modèle surestime le retrait entre le 1er jour et le 20e jour. Si cette partie avait été
identifiée la valeur finale aurait été sous estimée, résultat que l’on trouve classiquement dans
la littérature pour des pâtes de ciment [Vlahinić et al., 2009, Grasley et Leung, 2011, Di Bella
et al., 2016].

Si on s’intéresse également au profil d’endommagement présenté après 200 jours de dessic-
cation, les figures 3.1.13 présentent les profils associés au retrait d’après les différents modèles.

4. Le coefficient de Biot prend des valeurs 2 [0,1].
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Si on zoome plus précisément sur la diagonale du profil (appelée ici le « rayon ») on
constate que les profils d’endommagement sont différents. Excepté les quelques millimètres
initiaux, on constate qu’à déformation équivalente le profil numéro 1 est endommagé plus à
cœur que le second. On peut ainsi penser que dans les études qui nous intéressent, l’endomma-
gement est impacté par la prédiction du champ hydrique. Ainsi en accord avec [Di Bella et al.,
2016] la détermination des champs hydriques et notamment du degré de saturation semble être
d’une importance majeure.
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FIGURE 3.1.16 – Évolution de l’endommagement le long du « rayon », 0 étant la surface et 5
le cœur de l’éprouvette

1.3 Synthèse

Dans cette partie, la modélisation du retrait de dessiccation a été investiguée. Pour
ce faire, une étude expérimentale sur l’évolution du retrait de dessiccation d’éprouvettes
7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm a été menée. Les données expérimentales ont permis de mettre en lu-
mière la concordance avec les valeurs relevées dans les mesures du projet VeRCoRs. Sur cette
base expérimentale, différentes simulations utilisant des modèles de retrait de dessiccation de
la littérature ont été exécutées. Le modèle proportionnel à la teneur en eau a été retenu pour
illustrer l’impact de la prédiction hydrique sur les résultats de retrait tant en termes d’ampli-
tude de déformation que de l’état d’endommagement. Il en ressort qu’à coefficient kw

rd constant
l’amplitude du retrait de dessiccation est diminuée lorsque l’état de saturation est plus faible
(cas 2). De même l’effet est notable sur le profil d’endommagement ce qui amène à penser que
la détermination de l’état de saturation et des gradients est d’une importance cruciale.
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2 Fluage

L’état d’endommagement généré par les fortes contraintes présentées ci-avant n’est pas
représentatif de l’état réél du matériau. En effet, le retrait associé à la dessiccation n’est pas
le seul mécanisme qui entre en jeu dans le processus. Sous le chargement hydrique, le fluage
(propre et de dessiccation) vient relaxer les contraintes et ainsi les diminuer, ce qui a pour effet
de limiter l’endommagement. Il est donc important de prendre en compte les mécanismes de
fluage pour avoir un état représentatif du matériau.

2.1 Modélisation du fluage

2.1.1 Fluage propre

Le modèle de fluage propre utilisé ici est un modèle de fluage de Burgers avec un amor-
tisseur vieillissant ⌘am(t) [Benboudjema, 2002, Hilaire et al., 2014]. Le schéma rhéologique
de ce modèle est représenté sur la figure 3.2.1. Le choix de ce modèle repose sur sa simplicité
et son faible nombre de paramètres à déterminer. Il permet avec l’amortisseur vieillissant de
retrouver l’évolution du fluage propre du jeune âge au long-terme.

FIGURE 3.2.1 – Schéma rhéologique du modèle de fluage propre [Hilaire et al., 2014]

Les équations constitutives du modèle sont données par les équations 3.2.1.

✏̇fp = ✏̇kv + ✏̇am (3.2.1a)

✏̇kv =
σ̇ − σ̇⌘

kkv
(3.2.1b)

✏̇kv =
σ⌘

⌘kv
(3.2.1c)

✏̇am = ↵bc
< σ >+

⌘am(t)
+

< σ >−

⌘am(t)
(3.2.1d)

avec ↵bc un paramètre permettant de prendre en compte la différence entre fluage en traction
et en compression. Ici, cette différence ne sera pas prise en compte et ↵bc sera pris égal à 1. La
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prise en compte de l’aspect vieillissant du processus est intégré par un amortisseur vieillissant.
L’évolution de la viscosité est prise proportionnelle au temps (Eq.3.2.2).

⌘am(t) = ⌘1am ⇥ t (3.2.2)

Le système d’équations 3.2.1 amène à résoudre une équation différentielle du second ordre
Eq.3.2.3.

σ̇

kkv
= ⌧ ✏̈kv +

 

1 +
k̇kv
kkv

⌧

!

✏̇kv avec ⌧ =
kkv
⌘kv

et σ̇ = ⌘am(t) ˙✏am (3.2.3)

Dans le cas d’un chargement constant, l’expression analytique du modèle est donnée par
l’équation 3.2.4.

✏fp = σ0

 

1− exp
−

t
τkv

kkv
+

ln( t+t0
t0

)

⌘1am

!

(3.2.4)

où σ0, ✏fp correspondent respectivement au chargement appliqué et à la déformation de fluage
propre résultant. Quatre paramètres sont nécessaires pour ce modèle. La calibration de ces
derniers s’appuie sur la base expérimentale de VeRCoRs.

2.1.2 Fluage de dessiccation

La déformation de fluage de dessiccation est considérée dans ce travail comme une défor-
mation additionnelle.

✏̇fd = λfd|✏̇rd|σ (3.2.5)

avec λfd un coefficient dont les valeurs sont comprises entre [0 ; 0,25] (cf. figure 3.2.2), ✏̇rd la
variation de retrait de dessiccation et σ le chargement appliqué.
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FIGURE 3.2.2 – Recueil de valeurs du coefficient λfd issu de la littérature d’après [Hilaire
et al., 2014]
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Les résultats obtenus sont présentés sur la figure 3.2.4. Parmi ces résultats, on retrouve la
courbe de retrait endogène qui est la seule à débuter à 0 jour, et ensuite la courbe de retrait
séchant et celle des fluages non-séchant et séchant. Les essais se poursuivent actuellement,
néanmoins, les données à 300 jours sont suffisantes pour la calibration des modèles de fluage
utilisés dans cette étude.
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FIGURE 3.2.4 – Courbes brute des déformations différées après 380 jours

2.2.2 Identification des paramètres de fluage

2.2.2.1 Courbe de fluage propre et de dessiccation

Pour identifier les paramètres de fluage, la courbe de fluage propre et de dessiccation sont
extraites des informations brute. En tout premier lieu, on peut extraire de la courbe de fluage
non séchant 5, la courbe de fluage propre (3.2.6).

✏fp = ✏nsf − ✏el − ✏nsr (3.2.6)

De manière analogue, on obtient la courbe de fluage de dessiccation (3.2.7).

✏fd = ✏sf − ✏el − ✏sr − ✏fp (3.2.7)

Ce qui permet d’obtenir respectivement la courbe de fluage propre spécifique présentée sur
la figure 3.2.5a et celle de fluage de dessiccation spécifique sur la figure 3.2.5b.

5. ✏ns
f

correspond aux déformations de fluage non-séchant (ns) et inversement séchant pour (s).
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FIGURE 3.2.5 – Courbes de fluage spécifique (chargement appliqué de 12MPa)

D’autre part, on peut exprimer l’évolution du fluage de dessiccation en fonction du retrait
de dessiccation sur la figure 3.2.6. On constate une bilinéairité de la relation. On peut tracer
soit la régression linéaire qui passe au mieux par tous les points, soit celle qui passe par tous
les points et l’origine. On peut ainsi faire une première approximation du coefficient λfd.
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2.2.2.2 Protocole d’identification

L’identification des paramètres de fluage sur la base expérimentale se fait en plusieurs
étapes. Les paramètres de fluage étant homogènes, ils sont identifiés sur un seul élèment. En
revanche le fluage de dessiccation nécessite quant à lui la détermination de l’évolution de la
dessiccation et du retrait associé.

Fluage propre :

Le fluage propre est identifié sur une éprouvette 4 cm⇥ 4 cm⇥ 16 cm avec un seul élé-
ment. Le fluage propre étant homogène au sein de l’éprouvette il n’est pas nécessaire de cali-
brer le modèle sur un maillage avec une nombre d’éléments supérieurs. La simulation est réa-
lisée sur CAST3M et une vérification analytique du modèle sur un point de Gauss est menée
en parallèle. La figure 3.2.7 présente les résultats d’identification. La courbe analytique ainsi
que le résultat de la simulation donnent les mêmes évolutions de fluage propre spécifique.

0 50 100 150 200 250 300
0

5

10

15

20

25

Temps [j]

Fl
ua

ge
pr

op
re

sp
éc

ifi
qu

e[
Pa
−

1
]

Fluage propre VeRCoRS

Courbe modèle analytique
Courbe Castem
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Les paramètres identifiés sont résumés dans le tableau 3.2.1.

Paramètre élastique Fluage propre
E ⌫ t0 ⌘1 kkv ⌧kv

36,2 GPa 0, 2 90 jours 130GPa s−1 135 GPa 15 jours

TABLE 3.2.1 – Paramètres fluage propre
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Une fois la dessiccation et le retrait de dessiccation prédits, il est possible en ajoutant la
modélisation du fluage propre de venir identifier la déformation totale longitudinale et radiale.
Les déformations sont données par les relations 3.2.8. La déformation est considérée en r=R.

✏rr =
||Ux +Uy||2
||x+ y||2

✏zz =
||Uz||2
||z||2

(3.2.8)

Ainsi avec un λfd = 7, 24 ⇥ 10−2 MPa et un coefficient de poisson de fluage de 0,1 on
obtient les courbes présentées sur la figure 3.2.10. Si on reprend la figure 3.2.2 on constate que
la valeur prédite d’après la courbe de tendance est de λfd = 7, 75⇥ 10−2 MPa.
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2.3 Illustration de l’impact du fluage

2.3.1 Éléments de modélisation

L’impact du fluage sur le comportement du matériau est étudié via une simulation numé-
rique tridimentionnelle d’une éprouvette 4 cm⇥ 4 cm⇥ 16 cm. Le problème étudié est symé-
trique, il est ainsi possible de ne prendre en compte qu’un quart de l’éprouvette. Un seul élé-
ment cubique avec huit points de Gauss est utilisé. La géométrie et les conditions aux limites
du problème mécanique sont présentées sur la figure 3.2.11.
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FIGURE 3.2.11 – Géométrie du problème de fluage

L’élément est bloqué au niveau de ses plans de symétrie et un blocage additionnel suivant
la direction ~x est mis en place pour empécher les déformations de retrait. Sur cet élément, un
champ de retrait de dessiccation virtuel homogène (figure 3.2.12) est appliqué. Pour prendre
en compte le fluage de dessiccation, le degré de saturation est déduit de l’évolution du champ
de retrait en inversant le lien phénoménologique qui lie le degré de saturation au retrait de
dessiccation. Le degré de saturation est homogène dans l’élément. La déformation de retrait
de dessiccation est également appliquée de manière homogène.
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Dans cette étude, le modèle mécanique reste élastique. L’influence du fluage est analysée
par le biais de trois calculs. Un premier basé seulement sur le retrait de dessiccation en né-
gligeant le fluage propre et le fluage de dessiccation, un second qui ajoute le fluage propre et
un dernier modélisant l’ensemble des mécanismes. Pour les simulations, les paramètres des
différents mécanismes sont résumés dans le tableau 3.2.3.

Fluage
Paramètres élastiques Propre Dessiccation

E ⌫ ⌧am ⌘1 kkv ⌧kv λfd

36,2 GPa 0,24 90 jours 74,1 GPa s−1 160,7 GPa 2,6 jours 1.10−2MPa−1

TABLE 3.2.3 – Paramètres matériau de l’illustration

2.3.2 Résultats

L’évolution de l’intensité de la contrainte σxx est prise comme valeur de référence pour
comparer les différents cas. Les résultats sont présentés sur la figure 3.2.13.
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FIGURE 3.2.13 – Évolution de σxx avec le temps.

L’influence du fluage sur le développement des contraintes au sein du matériau est nette-
ment mise en lumière. Si on se place à 70 jours, la contrainte maximale est de 18 MPa pour
la première modélisation, de 12,2 MPa pour la seconde modélisation et de 11,7 MPa pour
la dernière. On remarque d’autre part, que la contrainte au sein du matériau diminue à partir
de 35 jours. Ainsi, le fluage propre est le mécanisme qui apporte le plus de redistribution de
contraintes puisqu’on observe une diminution de 32 %, soit presque un tiers des contraintes.
La modélisation au minimum du fluage propre est donc indispensable sous peine de surestimer
l’état de contrainte au sein du matériau dans le cas d’une modélisation continue.
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2.4 Prise en compte du fluage dans le calcul de retrait

Dans cette partie, on s’intéresse à prendre en compte le fluage propre et le fluage de des-
siccation dans le calcul du processus de retrait de dessiccation de l’éprouvette prismatique.
Pour ce faire on compare les résultats initiaux issus de la modélisation du retrait de dessicca-
tion à une modélisation identique (maillage, conditions aux limites, paramètres mécaniques du
matériau) incorporant du fluage dont les paramètres sont rappelés dans le tableau 3.2.4.

Fluage propre Fluage de dessiccation
⌧am ⌘1 kkv ⌧kv λfd ⌫fp

90 jours 130GPa s−1 135GPa 15 jours 7, 82.10−2MPa−1 0,10

TABLE 3.2.4 – Paramètres matériau de fluage identifiés sur les données VeRCoRs

On peut comparer les deux simulations sur plusieurs plans. En ce qui concerne les dé-
formations, aucune différence n’est à noter. Les amplitudes de retrait restent inchangées. En
revanche si on s’intéresse à l’évolution des contraintes normales à la section centrale σxx des
différences apparaissent. La figure 3.2.14 présente ces évolutions.
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FIGURE 3.2.14 – Évolution de σxx en fonction du temps, à la surface en traits pointillés et en
cœur de l’éprouvette en (traits pleins)

Les résultats obtenus montrent l’influence du fluage sur l’évolution de la contrainte nor-
male en sein de l’éprouvette. Si on observe l’évolution de la contrainte en peau, on constate que
les deux modélisations atteignent la limite de résistance puis dans un cas le matériau s’adoucit
jusqu’à être totalement endommagé tandis que dans l’autre, la contrainte diminue avec une
redistribution des efforts dans l’éprouvette. D’autre part, on s’aperçoit que les contraintes de
compression atteintes en cœur de l’éprouvette sont plus faibles dans le second cas. Enfin on
constate qu’après 30 jours la contrainte en cœur dépasse celle en surface pour finalement pas-
ser en traction. Ce changement de signe n’est pas observé dans le premier cas.
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3 Pression capillaire

Dans certains modèles tels que celui proposé par Sellier [Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009],
la pression capillaire est implicitement prise en compte comme une amélioration de la trans-
mission des contraintes au squelette solide. Dans la modélisation adoptée ici, il est nécessaire
de la considérer explicitement pour la prendre en compte.

3.1 Description du modèle

Pour décrire le modèle de pression capillaire exploité dans le cadre de ce travail, on se
place dans le cadre de la mécanique des milieux poreux. Considérons dans un premier temps
un volume représentatif extrait d’un milieu poreux incompressible. Ce volume présente une
porosité initiale φ0 et une température donnée T0. En faisant l’hypothèse que le milieu est
linéaire, isotrope et isotherme, l’équation qui donne la contrainte du problème poro-élastique
sous une pression p est donnée par :

σ = K✏− bp1 (3.3.1)

où σ, ✏ sont respectivement la contrainte moyenne et la déformation volumique, K le module
tangent, b le coefficient de Biot enfin 1 correspond au tenseur identité d’orde 2. Quand la
contrainte appliquée est nulle, on se retrouve dans le cas des modélisations poromécaniques
du retrait de dessiccation. La pression moyenne est ici déterminée de manière analogue et
on arrive finalement à l’équation 3.3.2 qui régit l’évolution de la contrainte appliquée sur le
matériau, en tenant compte de la pression capillaire.

σ = Kb✏− SlPc 1 (3.3.2)

Le modèle est implémenté dans CAST3M en modifiant la fonction seuil f du modèle de
Mazars [Mazars, 1986]. Initialement f = ✏eq − , avec  = max(✏eq, ✏d0) et ✏d0 le seuil
d’endommagement en traction correspondant à ft

E
. Dans la formulation utilisée ici le seuil

d’endommagement est pris tel que :

✏d0 =
ft
E

− 1− 2⌫

E
bSlPc avec Pc < 0 (3.3.3)

Excepté cette différence avec la version originale, le reste du modèle est similaire. Seule la
fonction seuil est modifiée.
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3.2 Détermination du coefficient de Biot

Pour pouvoir prendre en compte la pression capillaire, il est nécessaire de déterminer le
coefficient de Biot. Pour ce faire, il est possible dans un premier temps, de lier les équations
de la poromécanique aux propriétés matériau du solide.

FIGURE 3.3.1 – Partition des contraintes au sein du squelette solide

En se basant sur la figure 3.3.1, on peut rappeler la partition des déformations ainsi que
celles des contraintes pour des transformations infinitésimales :

✏ = (1− φ)✏s + φ (3.3.4a)

σ = (1− φ)σs − φ p (3.3.4b)

φ = b✏+
p

N
(3.3.4c)

En combinant les équations scalaires 3.3.4a, 3.3.4b, 3.3.4c et 3.3.1 on obtient la relation
suivante :

σ


1− b

K
− 1

Ks

]

= p


1

N
+

φ

Ks

− b− (1− b)

K

]

(3.3.5)

Comme σ et p sont des variables indépendantes, les facteurs de ces deux variables doivent
être égaux à zéro pour que les relations soient compatibles. Cela permet de définir b comme :

b = 1− K

Ks

(3.3.6)

où K est le module tangent du matériau et Ks le module tangent de la matrice solide. La
détermination du paramètre de Biot peut se réaliser par essais expérimentaux, rare dans le
cadre des matériaux cimentaires, on peut citer à titre d’exemple les travaux de [Obeid et al.,
2002]. Le principe est de considérer que lors d’une transformation isotherme, sans chargement
extérieur, la variation de pression interstitielle induit une variation de déformation. Ainsi si on
reprend l’équation (3.3.1) sous une forme incrémentale on trouve :

d✏ =
b

K
dP 1 (3.3.7)
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En utilisant la loi de Kelvin Laplace modifiée ainsi que la loi des gaz parfaits on obtient l’ex-
pression du coefficient de Biot en fonction des paramètres matériau et la pente de la courbe
reliant le retrait de dessiccation à la variation d’humidité relative.

b =
3Kd

⇢rT

d✏

dh
(3.3.8)

Une autre approche consiste à avoir une représentation micromécanique du problème. Les
paramètres macroscopiques sont déterminés non plus par mesure directe mais par homogénéï-
sation des propriétés des différents constituants. Dans ce cadre là, Souyris exprime l’évolution
du coefficient de Biot en fonction du degré d’hydratation [Souyris, 2012].
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FIGURE 3.3.2 – Évolution du paramètre de Biot en fonction du degré d’hydratation [Souyris,
2012]

Les courbes présentées sur la figure 3.3.2, illustrent l’impact de l’augmentation de la frac-
tion de granulats. Plus elle est importante, plus le coefficient de Biot diminue. La valeur du
coefficient de Biot n’est pas bien définie. En fonction du type de béton, sa valeur peut évoluer.
Si on se réfère aux travaux numériques de [Tognevi, 2012], ce coefficient est proche de 0,18.
[Souyris, 2012] quant à lui estime que cette valeur est de 0,25. Dans les travaux numériques
de [Burlion et al., 2005], bien que légèrement différent d’un coefficient de Biot, ce coefficient
est de 0,084. Si on applique l’équation (3.3.8) au cas de retrait de dessiccation présenté dans la
première partie de ce chapitre, on trouve une valeur de 0,81. Cette valeur semble légèrement
surestimée puisque le calcul présenté ne prend en compte que l’apport du mécanisme de pres-
sion capillaire. Les mécanismes de fluage ne sont eux pas modélisés. D’après [Coussy, 2004],
b 2 [0, 07; 0, 37]. Dans le travail présenté ici, le coefficient de Biot sera pris dans cette gamme
de valeurs.
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3.3 Apport de la pression capillaire

Pour mettre en lumière l’impact de la pression capillaire sur le comportement mécanique,
un essai sur un élément cubique linéaire de dimension 0,1x0,1x0,1m est réalisé. Les paramètres
utilisés dans cette modélisation sont les mêmes que ceux présentés dans le tableau 3.1.3 de la
partie sur le retrait de dessiccation. L’humidité relative, ainsi que la pression capillaire et le
degré de saturation sont supposés uniformes au sein du cube. Les paramètres de l’isotherme
de sorption sont présentés également dans la partie sur le retrait, dans le tableau 3.1.2. Dans
cette application le coefficient de Biot a été pris égal à 0,20. Le chargement est respectivement
imposé en traction puis compression. La figure 3.3.3 récapitule les résultats obtenus dans les
deux cas. La courbe de référence (sans pression capillaire) est la courbe avec un HR égal à
100%.
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FIGURE 3.3.3 – Courbes caractéristiques sous différentes humidités relatives

Dans le cas de la traction ou de la compression, le module tangent initial n’est pas affecté
par la pression capillaire. En revanche, la figure 3.3.3a illustre l’impact de la diminution de
l’humidité relative au sein du matériau sur le pic en traction ainsi que la partie post-pic. Plus
l’humidité relative est faible, plus l’effort au pic est important. Dans le cas de la traction, la
pression capillaire entraîne une augmentation de l’effort au pic de 67%. En ce qui concerne la
compression, l’apport de la pression capillaire est moins important. Les non-linéarités pré-pic
apparaissent plus lentement, ce qui amène une légère augmentation au niveau du pic d’effort
de 2,6 %. Cet écart entre les deux cas s’explique probablement par le fait que les déformations
d’extension ne sont plus directes, mais induites par le chargement dans le cas de la compression
diminuant l’impact de la pression capillaire. Enfin, l’apport de la diminution de l’humidité
relative n’est pas linéaire. Ceci s’explique par le fait que le produit SlPc moteur du phénomène
de pression capillaire est un produit non linéaire.

Enfin pour finir d’illustrer l’apport de la modélisation de la pression capillaire, la figure
3.3.4 détaille la réponse du cube sous un chargement de traction puis de compression.
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FIGURE 3.3.4 – Comportement traction / compression avec pression capillaire

Les conclusions sont identiques au cas de la traction, le module tangent initial ne change
pas et l’effort au pic augmente. L’intérêt va porter ici sur le comportement en décharge du
cube. Comme celui-ci va présenter une résistance apparente plus élevée, l’endommagement
qui va se développer au sein du matériau va être moins important. Ainsi, la raideur tangente
endommagée est impactée positivement. Pour illustrer cela, si on compare la raideur de la
courbe référence et celle de la courbe à 0% de HR dans la dernière décharge, on constate que
la raideur est deux fois plus importante avec la prise en compte de la pression capillaire.

3.4 Application sur l’éprouvette 7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm

Dans cette dernière partie, on complexifie la modélisation en ajoutant la pression capillaire
présente au sein des pores de l’éprouvette au mécanisme de fluage. La figure 3.3.5 reprend
l’évolution des contraintes normales en fonction du temps des trois modélisations.
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FIGURE 3.3.5 – Évolution de σxx en fonction du temps, à la surface en traits pointillés et en
cœur de l’éprouvette en (traits pleins)
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4 Synthèse sur l’état de contrainte post-dessiccation

L’objectif de ce chapitre était d’étudier l’état de contrainte interne et l’endommagement
induit générés par les déformations différées. Ces contraintes internes dans le cas présent sont
issus des changements de volume non uniformes induits par la dessiccation. Pour les caracté-
riser, des modèles de retrait de dessiccation issus de la littérature ont été investigués. Calibrés
sur une base expérimentale développée dans le cadre de la thèse qui a montré la similitude
de comportement entre le matériau d’étude et le béton VeRCoRs, les différents modèles ont
montré plus ou moins d’aptitude à représenter le comportement évolutif du matériau.

Dans un second temps, une fois un modèle choisi, l’impact du profil hydrique a été exa-
miné. Pour cela deux profils hydriques issus de modélisations présentant la même perte en
masse ont été comparés en termes d’endommagement généré avec un modèle proportionnel
à la teneur en eau. Il en ressort que la profondeur d’endommagement évolue bien avec l’in-
tensité des gradients. Même si l’un des profils a séché plus puisqu’il présentait au cours de la
dessiccation des gradients plus faibles l’endommagement résultant fut plus faible.

Une fois l’état de référence déterminé, l’apport du fluage dans la modélisation continue a
été étudié. Pour ce faire le modèle proposé par [Hilaire et al., 2014] a été utilisé. Puisque le
matériau présentait un comportement proche de celui utilisé dans le cadre du projet VeRCoRs,
le modèle de fluage a été calibré sur les données de fluage disponibles du projet VeRCoRs.
Après avoir montré l’impact du fluage sur l’évolution des contraintes dans une éprouvette res-
treinte, les modifications volumiques des éprouvettes prismatiques en tenant compte du fluage
(propre et de dessiccation) ont été simulées. Il en ressort que la redistribution des contraintes
en peau entraîne une diminution des contraintes en surface ce qui diminue l’endommagement
final.

Le fluage n’est pas le seul phénomène qui joue un rôle dans le processus. Lorsque l’on
se place dans des conditions où la phase liquide est continue dans les capillaires, la pression
au sein des pores rigidifie le matériau. Après avoir développé le modèle utilisé, caractérisé
le coefficient de Biot d’après des données de la littérature et illustré l’apport de la pression
capillaire dans des cas de modélisations simples (traction et compression uniaxiales sur un
cube) l’éprouvette prismatique a été modélisée en tenant compte des trois phénomènes décrits
jusqu’ici. Le comportement observé diffère peu de la modélisation basée sur le fluage. Une
différence s’observe seulement sur le seuil d’endommagement. Comme ce dernier est forte-
ment augmenté par la formulation du modèle choisi, l’endommagement en est réduit. On se
retrouve avec seulement quelques millimètres impactés par la dessiccation.
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Chapitre 4

Dessiccation et comportement à
fissuration

Dans ce quatrième chapitre, l’impact de la dessiccation sur le
comportement mécanique est discuté. Après avoir présenté les
campagnes expérimentales mécaniques et analysé les résultats
obtenus, les essais expérimentaux sont modélisés. La démarche

de couplage est exposée puis appliquée à certains essais.
L’objectif final étant l’élaboration d’une modélisation numérique
prédictive. Une méthode de post-traitement de fissure sur la base

du modèle mécanique précédent est développée.
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1.2 Présentation des essais

1.2.1 Essai de compression

Les essais de compression ont été réalisés sur une presse hydraulique Perrier® d’une ca-
pacité de 2500 kN. La figure 4.1.2 présente les différents organes de la machine. On retrouve
de droite à gauche, la presse hydraulique, puis le boîtier de commandes ainsi que la pompe
hydraulique et enfin l’ordinateur et le boîtier d’acquisition.

FIGURE 4.1.2 – Dispositif de compression uniaxiale

Pour réaliser l’essai, les éprouvettes cylindriques 11 cm⇥ 22 cm sont rectifiées puis pla-
cées dans la presse hydraulique. Afin de mesurer la déformation longitudinale, elles sont mu-
nies d’un extensomètre « J2P » (trois capteurs LVDT 1 disposés à 120 ° mesurant le déplace-
ment relatif de deux couronnes en aluminium séparées initialement d’une longeur d’intégra-
tion de 10,5 cm). L’extensomètre est monté sur les éprouvettes par le biais de vis pointeaux.
La déformation est calculée comme le déplacement moyen des deux couronnes divisé par la
longueur d’intégration initiale. L’essai est réalisé en effort imposé à une vitesse de montée en
charge de 5 kN s−1. Une première phase de charge/décharge à 10 % de la charge maximale
(⇡ 100 kN), estimée sur la base des essais de fendage (ft ⇡ 0, 10fc), est réalisée. Le module
de Young est déduit de cette première phase puis l’essai est mené à son terme pour obtenir la
résistance à la compression qui est calculée comme suit :

fc =
Fmax

Sépr
(4.1.1)

avec Fmax l’effort à rupture et Sépr la section de l’éprouvette.

1. Linear Variable Differential Transformer.
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1.2.2 Essai de fendage

Les essais de fendage sont réalisés sur le même dispositif expérimental que les essais de
compression(cf. figure 4.1.2). L’essai est réalisé en effort imposé. Conformément à la norme
[NF-EN-12390-6, 2012], la vitesse de montée en charge est fixée à 1,0 kN s−1. Pour limiter
autant que possible la variabilité une attention particulière est apportée au centrage des éprou-
vettes (cf. figure 4.1.3a). Le chargement se réalise sur des baguettes en bois d’une largeur de
0,1D (soit 1,1 cm).

(a) Centrage des éprouvettes et
mise en place

(b) Rupture de l’éprouvette

FIGURE 4.1.3 – Essai de fendage

La résistance de l’éprouvette, ainsi sollicitée, est donnée par la formule 4.1.2.

ft,sp =
20Fmax

⇡DL
(4.1.2)

avec Fmax [kN] l’effort à rupture, D [cm] le diamètre de l’éprouvette et L [cm] la longueur de
la génératrice.
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(a) Centrage des éprouvettes et mise en place (b) Rupture de l’éprouvette

FIGURE 4.1.5 – Dispositif de traction uniaxial

Pour la réalisation de l’essai, les éprouvettes en forme de dogbone sont rectifiées puis col-
lées sur des plateaux en aluminium par le biais d’une colle epoxy bi-composants. Un contrôle
du centrage est réalisé par le biais de centreurs mis en place sur les plateaux supports. Après
une phase de polymérisation de la colle, un extensomètre (cf. figure 4.1.5b) muni de deux
LVDT 3 est placé sur l’éprouvette par l’intermédiaire de vis pointeaux. La longeur d’intégra-
tion des LVDT est de 10 cm. Après une première phase de chargement permettant la mise
en place de l’éprouvette l’essai est réalisé en déplacement imposé du vérin à une vitesse de
0,2 µms−1 jusqu’à rupture. La résistance ft,td est calculée dans la section centrale par l’équa-
tion 4.1.3.

ft,td =
Fmax

Sres

(4.1.3)

avec Sres la section efficace de l’éprouvette en os soit ici 8 cm⇥ 8 cm et Fmax l’effort au pic.
Enfin l’extensomètre permet d’obtenir la module en traction.

3. Linear Variable Differential Transformer.
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A B C

Y

X

Portée = 80 cm

FIGURE 4.1.7 – Dispositif de marquage réalisé avant l’essai

FIGURE 4.1.8 – Dispositif de flexion trois points (entaillée et non entaillée)

1.2.4.2 Dispostif de mesures

Pour éviter d’intégrer dans la mesure des déplacements parasites dus à des tassements
d’appuis, les points A et C présents sur la figure 4.1.7 servent de base de référence pour la me-
sure du déplacement vertical du point B. Le dispositif de mesure de flèche est constitué d’une
poutre de mesure en aluminium qui repose au niveau des appuis (A et C) sur deux rouleaux en
aluminium fixés à l’aide de deux serre-joints ainsi que d’un capteur de déplacement de type
LVDT. Illustré sur la figure 4.1.9 le capteur mesure le déplacement d’une équerre fixée à la
section centrale de la poutre par un serre-joint (point B). Ce capteur de déplacement présente
une incertitude de mesure relative de 0,1 %.
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FIGURE 4.1.9 – Dispositif de mesure de flèche et d’ouverture de fissure

Dans le cas des géométries entaillées, un capteur additionnel d’ouverture de fissure de type
CMOD 4 est utilisé pour quantifier l’ouverture de l’entaille au centre de la section (illustré sur
la figure 4.1.9). Les données obtenues par celui-ci ne sont pas présentées dans le manuscrit. Un
faux contact au niveau du capteur a faussé les résultats obtenus. En ce qui concerne la mesure
de l’effort, un capteur d’effort fourni avec la machine est utilisé. Il est d’une capacité de 50 kN
et présente une incertitude de mesure de 0,5 % de la valeur lue.

1.2.4.3 Pilotage de l’essai

Seules des prescriptions sont données quant aux vitesses et méthodes de pilotage pour les
essais de flexion trois points. L’essai est ici piloté en déplacement de la traverse de la machine
afin d’obtenir la partie post-pic de l’essai la plus stable possible. La vitesse est définie afin
d’atteindre le pic d’effort en environ 2 minutes d’après les recommandations de la RILEM
[Hillerborg, 1985]. Ainsi on retrouve :

1. Une précharge pour corriger les jeux : vitesse de montée en charge de 60 mmmin−1 et
un effort maximum de 10 N ;

2. 3 cycles à une vitesse de 0,2 mmmin−1 pour un effort maximal 200 N ;

3. Essai jusqu’à rupture totale de l’éprouvette à une vitesse de 0,2 mmmin−1.

1.2.4.4 Post-traitement des données

Pour la caractérisation des courbes de flexion (entaillée et non entaillée) trois grandeurs
vont nous intéresser : la résistance en flexion, le module de Young et enfin l’énergie dissipée.
Dans le cas de la flexion non entaillée, l’obtention de ces quantités ne pose pas de problème
particulier. Pour la résistance la valeur est déterminée à l’aide de l’équation 4.1.4.

ft,fl =
3

2

FmaxL

b⇥ h2
(4.1.4)

4. Crack Mouth Opening Displacement.
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avec Fmax la force maximale, L la portée entre appuis de la poutre, b la largeur de la poutre et
h sa hauteur. Pour la mesure du module de Young, on utilise la relation qui lie l’évolution de
l’effort en fonction du déplacement dans la partie élastique du comportement de la poutre (Eq.
4.1.5a). Ceci permet, en caractérisant la pente ↵ de cette droite élastique, d’obtenir le module
de Young (Eq. 4.1.5b).

48EI

L3
=

F

uy

(4.1.5a)

E =
↵⇥ L3

48I
(4.1.5b)

Enfin pour ce qui est de l’énergie dissipée, correspondant dans le cas de la flexion entaillée
stockée en condition humide à l’énergie de fissuration, elle se calcule par la relation 4.1.7
d’après [Hillerborg, 1985].

w0 =

Z δmax

0

F (u)du (4.1.6)

GF =
w0 +m⇥ g ⇥ δ0

Srupt

(4.1.7)

avec w0 l’aire sous la courbe représentant l’évolution de la force F en fonction du dépla-
cement u de l’axe neutre, mgδ0 le travail des forces dû au poids propre de la poutre et des
équipements, non mesurés [Elices et al., 1992] et Srupt la surface de rupture projetée dans un
plan perpendiculaire à la fibre moyenne.

Cas de la flexion entaillée :
Dans le cas de la flexion entaillée, les relations 4.1.4 et 4.1.5b ne sont plus valables car

l’inertie le long de la poutre n’est plus constante. Il faut donc calculer l’inertie équivalente de la
poutre pour caractériser les propriétés mécaniques du matériau. Pour ce faire, deux démarches
peuvent être envisagées : par calcul éléments finis, ou bien par calcul analytique. Ici seul la
première démarche est présentée. Si on considère un modèle élastique isotrope d’une poutre
de 8500 éléments cubiques à 20 noeuds en faisant varier la géométrie de l’entaille on peut
déterminer l’équation 4.1.8 :

Ipoutre =
KL3

48E
(4.1.8)

avec K la pente élastique de la courbe force, déplacement, L la portée de la poutre et E le
module de Young utilisé dans l’identification numérique. Finalement le rapport entre la section
initiale sans entaille et la même section après entaille de 20 mm est donnée par l’équation
4.1.9a et le module en flexion entaillée est déduit de l’équation 4.1.9b.

Ip = 0, 872I0 (4.1.9a)

Eexp =
KexpL

3

48⇥ 0.872⇥ I0
(4.1.9b)



168 Dessiccation et comportement à fissuration

Pour la résistance, la contrainte est calculée à l’aide de la formule 4.1.4 en prenant h comme
la hauteur totale moins la hauteur de l’entaille.

1.2.5 Propagation d’ondes ultrasonores

L’essai de propagation d’ondes ultrasonores est un essai non destructif utilisé dans le cadre
d’auscultation d’ouvrages ou de caractérisation de l’évolution des propriétés mécaniques du-
rant l’hydratation [Jones, 1949]. Le principe de cet essai, est de disposer de part et d’autre
d’un matériau des transducteurs d’ondes ultrasonores (céramique piézoélectrique). Les me-
sures s’opèrent à travers une surface de contact imparfaite elles nécessitent donc un coupleur
(vaseline pour les ondes de compression et une matière plus visqueuse pour les ondes de ci-
saillement) entre l’émetteur et le matériau afin d’éviter toute atténuation du signal [Piwakowski
et al., 2004]. L’un des transducteurs émet un signal qui après avoir parcouru l’échantillon est
reçu par le second. Le temps mis par le signal est caractérisé à l’aide d’un oscilloscope. En
connaissant la distance à parcourir on remonte à la vitesse de l’onde dans le milieu.

Protocole expérimental : Les mesures de propagation d’ondes ultrasonores sont réalisées
sur les éprouvettes de flexion. Pour ce faire, trois points sont déterminés sur l’une des faces
latérales de la poutre. Les points face à ces trois premiers points sur la surface opposée sont
caractérisés. La distance séparant chaque point deux à deux est mesurée. Les transducteurs
sont appliqués de part et d’autre de la poutre et la vitesse est relevée sur l’oscilloscope. La
vitesse est calculée comme le rapport :

C(L,T ) =
∆d

∆t(L,T )

(4.1.10)

avec ∆d la distance entre les capteurs et ∆t(L,T ) le temps de parcours de l’onde respective-
ment longitudinale et transversale. Ainsi, si on se place dans un milieu homogène et isotrope,
les vitesses longitudinales et transversales des ondes sont reliées aux coefficients matériau (E,
⌫ et ⇢) par les équations 4.1.11.

Edyn =
⇢(1 + ⌫)⇥ (1− 2⌫)⇥ C2

L

1− ⌫
(4.1.11a)

⌫ =
C2

L − 2C2
T

2(C2
L − C2

T )
(4.1.11b)

avec ⇢ la masse volumique de l’échantillon à l’instant de mesure, ⌫ le coefficient de Poisson,
CL la célérité des ondes longitudinales et CT la célérité des ondes transversales. Pour caracté-
riser les ondes transversales, il est nécessaire d’avoir un dispositif qui permet la transmission.
Dans le cas présent, le coupleur utilisé (vaseline) atténue fortement l’onde. Cette atténuation ne
permet pas d’observer les ondes transversales ce qui oblige à postuler une valeur du coefficient
de Poisson arbitraire, ici ⌫ = 0, 23 pour obtenir le module de Young dynamique.
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1.3 Résultats expérimentaux

1.3.1 Essai de compression

Les figures 4.1.10 présentent l’évolution des contraintes en fonction de la déformation dans
le cas humide (conservation dans l’eau) en bleu et dans le cas séchant en rouge pour les trois
campagnes. De manière générale, peu de variabilité s’observe sur les différents graphiques.
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(a) Éprouvettes humides C1
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(b) Éprouvettes séchantes C1
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(c) Éprouvettes humides C2
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(d) Éprouvettes séchantes C2
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(e) Éprouvettes humides C3
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(f) Éprouvettes séchantes C3

FIGURE 4.1.10 – Courbes contrainte-déformation en compression pour les différentes cam-
pagnes expérimentales
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Les différentes courbes présentent une partie post-pic non représentative du comportement
du matériau puisque ici l’essai est piloté en effort imposé. Les caractéristiques relevées de ces
différentes courbes sont présentées dans le tableau 4.1.1. Dans le cas humide, la contrainte
maximale et le module élastique correspondent respectivement à la résistance en compression
fc et au module de Young.

Éprouvettes Contrainte maximale [MPa] Module élastique [GPa]
campagne 1 Humide Séchante Humide Séchante

1 41,3 37,3 33,4 28,2
2 42,4 38,3 33,2 27,2
3 41,2 38,9 30,2 27,3

Moyenne 41,2 38,2 32,3 27,6
Écart-type 1,3 0,8 1,8 0,5
COV [%] 3,0 2,1 5,5 1,9

Éprouvettes Contrainte maximale [MPa] Module élastique [GPa]
campagne 2 Humide Séchante Humide Séchante

1 32,9 35,4 33,5 33,2
2 33,1 34,8 38,4 34,8
3 33,9 34,7 36,0 31,9

Moyenne 33,3 35,0 36,0 33,3
Écart-type 0,5 0,4 2,4 1,4
COV [%] 1,6 1,1 6,8 4,3

Éprouvettes Contrainte maximale [MPa] Module élastique [GPa]
campagne 3 Humide Séchante Humide Séchante

1 31,9 36,7 35,9 37,2
2 32,8 35,1 33,5 40,8
3 33,0 37,8 35,9 36.7

Moyenne 32,6 36,6 35,9 38,2
Écart-type 0,6 1,4 2,4 2,2
COV [%] 1,7 3,7 6,7 5,9

TABLE 4.1.1 – Valeurs en compression des contraintes maximales et des modules élastiques
(toutes campagnes)

La valeur moyenne de la résistance en compression humide de la campagne 1 est cohérente
avec la valeur (non publiée) obtenue par le laboratoire SIAME 5 (40,7 ± 0,7 MPa) sur le même
matériau. En revanche elle semble légèrement faible par rapport aux valeurs moyennes relevées
sur les éprouvettes coulées sur le chantier VeRCoRs (48,3 ± 5,2 MPa) mais reste proche. En
ce qui concerne les campagnes 2 et 3, on observe une bonne homogénéité des valeurs relevées
que cela soit en termes de contrainte ou de module d’élasticité. Les valeurs de résistance sont
faibles mais présentent peu de variabilité. Pour ce qui est du module d’élasticité, si on ne
considère que les valeurs humides, on relève une raideur plus élevée pour les campagnes 2 et

5. Laboratoire des sciences pour l’ingénieur appliquées à la mécanique et au génie électrique, Université de
Pau.
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3 qui est proche de la valeur caractérisée sur le site de construction (36,8 ± 3,2 GPa).

1.3.2 Essai de fendage

En parallèle des essais de compression, les essais de fendage ont été réalisés. Les valeurs
de résistance à la traction par fendage pour les différentes campagnes sont résumées dans le
tableau 4.1.2. Sur les différentes valeurs de résistance relevées dans les conditions humides,
on constate une certaine proximité des valeurs mesurées permettant de conclure sur une as-
sez bonne homogénéité du matériau des différentes campagnes. Les faibles variabilités rele-
vées (sur 3 échantillons) permettent également de mettre en lumière la qualité du protocole
expérimental utilisé et d’affecter les différences aux phénomènes étudiés (i.e. le séchage du
matériau).

Éprouvettes
Campagne 1 Campagne 2 Campagne 3

Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante
1 3,9 3,6 3,4 3,7 3,6 4,1
2 3,7 3,8 3,7 3,8 3,0 4,1
3 3,9 3,9 3,5 3,9 3,8 3,9

Moyenne 3,8 3,8 3,5 3,8 3,4 4,1
Écart-type 0,1 0,2 0,2 0,1 0,4 0,1
COV [%] 3,6 4,4 4,4 2,7 13 2,4

TABLE 4.1.2 – Valeurs de contraintes de traction maximales obtenues par essai de fendage en
MPa

On retrouve les différences observées sur les essais de compression. Les valeurs moyennes
mesurées sont proches des valeurs chantier du site de VeRCoRs (4,3 ± 0,4 MPa) sur la cam-
pagne 1 et un peu plus faibles dans le cas des deux autres campagnes. L’homogénéité des deux
dernières campagnes se retrouve aussi sur les mesures de résistance à la traction par fendage.

1.3.3 Essai de traction directe

Les résultats des essais de traction sont succincts et incomplets en l’état 6. Dans les diffé-
rentes campagnes, une difficulté importante a été rencontrée pour réaliser les essais de traction
directe. De nombreuses ruptures au droit des appuis ont été obtenues. Pour tous les cas sauf un,
les ruptures étaient fragiles. La rigidité de l’éprouvette dans l’épaisseur était probablement trop
importante. Les éprouvettes des campagnes 1 et 2 ont été caractérisées. Seul un essai (éprou-
vette gardée en condition séchante) a permis d’obtenir un comportement post-pic adoucissant,
les autres essais présentaient tous un comportement de rupture fragile (figure 4.1.11).

6. Les éprouvettes de la campagne 3 sont non caractérisées au moment de la rédaction.
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Campagne Éprouvettes
Résistance [MPa] Module élastique [GPa]

Humide Séchante Humide Séchante

1
1 2,2 2,0 33 25,4
2 - 2,6 - 22,1
3 - 2,1 - 22,7

2
1 - 2,7 - 34,1
2 - - - -
3 - - - -

Moyenne C1 - 2,2 - 22,4
Écart-type C1 - 0,2 - 0,4
COV C1 [%] - 11 - 1,9

TABLE 4.1.3 – Valeurs de contraintes maximales en traction directe en MPa

Comme l’illustre le tableau 4.1.3, les éprouvettes humides n’ont pas pu être caractérisée.
Le choix de scellement chimique des éprouvettes sur les plateaux n’était pas compatible avec la
forte humidité des éprouvettes malgré un séchage préalable des surfaces scellées avant collage.
Seule une éprouvette humide a donné des résultats. La figure 4.1.11 présente les courbes de
contrainte-déformation obtenues en traction.
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FIGURE 4.1.11 – Exemples d’essai de traction directe sur éprouvette en forme d’os de la
campagne 1

Les essais présentent des ruptures fragiles. Les résultats ne sont ici présentés qu’à titre
indicatif, il est difficile de conclure sur les phénomènes au regard des essais réalisés. En gardant
en tête les effets de la dessiccation qui vont être discutés ci-après, la courbe présente une
partie post-pic qui semble cohérente par rapport aux données de la littérature (voir par exemple
[Terrien, 1980]). La déformation au pic est de l’ordre de 1,3⇥10−4.
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1.3.4 Essai de flexion sur poutre non entaillée

Les figures 4.1.12 présentent les courbes expérimentales de flexion non entaillée obtenues
lors des différentes campagnes.
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(a) Éprouvettes humides C1
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(b) Éprouvettes séchantes C1
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(c) Éprouvettes humides C2
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(d) Éprouvettes séchantes C2
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FIGURE 4.1.12 – Courbes effort/déplacement pour les essais de flexion sur poutre non en-
taillée
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Sur les différentes figures présentées, on note de manière générale que la partie post-pic
de la courbe est assez peu adoucissante. L’instabilité de la fissuration est bien plus importante
pour les essais de flexion non entaillée que pour les essais entaillée. En ce qui concerne la cam-
pagne 3 humide (figure 4.1.12e) seules deux éprouvettes ont été caractérisées complètement.
L’éprouvette 2 n’a permis d’obtenir que quelques points initiaux qui permettent le calcul de la
raideur élastique. On constate d’autre part sur la figure 4.1.12f, la nette différence de réponse
de l’éprouvette 3 par rapport aux deux autres. Les valeurs issues de cette courbe sont caracté-
risées mais ne seront pas comptabilisées dans les différentes moyennes. Cette différence était
intuitée d’après le comportement hydrique relevé dans la partie 2 du chapitre 2. Finalement les
paramètres matériau sont résumés dans les tableaux 4.1.4.

Éprouvettes Résistance [MPa] Raideur [GPa] Énergie dissipée [Jm−2]
campagne 1 Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

1 5,9 6,4 32,9 28,7 145 198
2 6,0 5,3 32,7 27,3 142 150
3 4,8 5,0 36,2 24,9 120 153

Moyenne 5,5 5,6 34,0 27,0 136 167
Écart-type 0,7 0,7 2,0 1,9 14 27
COV [%] 12 13 5,8 7,1 10 16

Éprouvettes Résistance [MPa] Raideur [GPa] Énergie dissipée [Jm−2]
campagne 2 Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

1 4,7 4,5 32,2 28,0 98,1 157
2 4,4 4,6 33,5 26,1 97,2 197
3 4,8 4,3 33,6 24,4 133 132

Moyenne 4,6 4,5 33,1 26,2 115 162
Écart-type 0,2 0,2 0,8 1,8 24 33
COV [%] 3,7 3,9 2,3 2,0 1,9 4,6

Éprouvettes Résistance [MPa] Raideur [GPa] Énergie dissipée [Jm−2]
campagne 3 Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

1 5,1 5,5 33,5 32,9 121 181
2 - 5,2 28,1 33,7 - 132
3 5,0 1,0 32,3 18,3 123 53

Moyenne 5,1 5,3 33,1 33,3 122 156
Écart-type 0,1 0,2 0,5 0,6 1,3 35,3
COV [%] 1,9 4,6 1,6 1,8 1,0 22

TABLE 4.1.4 – Valeurs de contraintes maximales, de raideurs élastiques et d’énergies dissipées
par la fissuration en flexion sur poutre non entaillée
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1.3.5 Essai de flexion sur poutre entaillée

Les figures 4.1.13 présentent les courbes expérimentales de flexion sur poutre entaillée
obtenues lors des différentes campagnes.
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FIGURE 4.1.13 – Courbes effort/déplacement pour les essais de flexion sur poutre entaillée
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Les caractéristiques post-traitées des différentes courbes présentées sont résumées dans les
tableaux 4.1.5.

Éprouvettes Résistance [MPa] Raideur [GPa] Énergie dissipée [Jm−2]
campagne 1 Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

1 4,2 4,8 34,7 27,3 83,4 119
2 4,7 5,1 34,8 26,9 107 127
3 4,6 5,5 35,5 27,7 111 160

Moyenne 4,5 5,2 35,0 27,3 101 135
Écart-type 0,3 0,3 0,4 0,4 15 22
COV [%] 6,4 6,4 1,2 1,6 15 16

Éprouvettes Résistance [MPa] Raideur [GPa] Énergie dissipée [Jm−2]
campagne 2 Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

1 3,8 5,2 31,8 27,3 72,5 136
2 - 5,0 32,1 27,2 - 119
3 3,7 4,8 31,4 25,7 75,3 93.5

Moyenne 3,8 4,9 31,8 26,7 73,9 116
Écart-type 0,1 0,3 0,4 0,9 1,9 21
COV [%] 1,1 5,4 1,1 3,4 2,6 18

Éprouvettes Résistance [MPa] Raideur [GPa] Énergie dissipée [Jm−2]
campagne 3 Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

1 4,0 4,4 32,4 29,0 122 104
2 3,8 4,9 32,6 29,5 83,8 150
3 4,0 4,7 31,8 30,2 88,6 157

Moyenne 3,9 4,7 32,3 29,6 97,9 137
Écart-type 0,1 0,2 0,4 0,6 20,9 28,7
COV [%] 2,3 4,5 1,6 1,8 21 21

TABLE 4.1.5 – Valeurs des contraintes maximales, raideurs élastiques et énergies dissipées par
la fissuration des éprouvettes entaillées sur 20 % de leur hauteur

Les valeurs mesurées dans le tableau 4.1.5 permettent de retrouver les différences obser-
vées en compression. La campagne 1 présente des résultats de résistance à la traction plus
importants que les campagnes 2 et 3 qui elles présentent des résultats proches en termes de ré-
sistance et de module élastique. Excepté pour la campagne 2, l’énergie dissipée par la fissura-
tion est proche de 100 Jm−2, ce qui est classiquement mesuré sur béton ordinaire [Hillerborg,
1985].
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1.3.6 Mesures de propagation d’ondes ultrasonores

Les résultats de mesures sont synthétisés dans le tableau 4.1.6. Les valeurs de la campagne
1 ne sont pas présentées car lors de la réalisation des essais, elles n’ont pas pu être relevées.

Éprouvettes
Campagne 2 Campagne 3

CL [ms−1] Module Dynamique [GPa] CL [ms−1] Module Dynamique [GPa]
Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante Humide Séchante

G3-1
4784 4626 34,7 31,8 4837 4757 36,3 34,3
4878 4644 36,0 32,0 4849 4897 36,5 36,3
4755 4640 34,2 32,0 4903 4812 37,3 35,1

G3-2
4841 4690 36,3 32,0 4943 4853 37,9 36,0
4841 4690 36,3 32,0 4995 4996 38,7 38,1
4871 4600 36,7 30,7 4905 4864 37,3 36,1

G3-3
4854 4635 36,1 29,5 4850 4688 36,1 31,6
5062 4594 39,2 29,0 4895 4892 36,8 34,4
4911 4631 36,9 29,5 5109 4676 40,1 31,5

G4-1
4759 4626 35,0 32,0 4544 4821 32,0 34,6
4776 4778 35,3 34,1 4850 4698 36,4 32,8
4687 4679 34,0 32,7 5026 4752 39,1 33,6

G4-2
4716 4704 35,1 32,9 4845 4811 36,3 34,5
4958 4701 35,8 32,8 4889 4846 37,0 35,0
4690 4801 34,7 34,2 4766 4762 35,1 33,8

G4-3
4804 4776 36,1 33,9 5006 4855 38,7 35,1
4657 4567 33,9 31,0 4851 4858 36,4 35,2
4737 4607 35,1 31,5 4904 4794 37,2 34,3

Moyenne 4810 4666 36,0 32,0 4887 4813 37 35,0
Écart-type 104 67 1,0 2,0 118,9 81,6 1,8 1,6
COV [%] 2,1 1,4 4,1 4,8 2,4 1,7 4,8 4,7

TABLE 4.1.6 – Mesures ultrasonores sur les éprouvettes de flexion 10x10x84 cm pour les
campagnes 2 et 3

On relève une bonne cohérence des valeurs mesurées sur les deux campagnes. Le module
dynamique dans le cas humide (sans impact de la dessication) est sensiblement le même pour
les différentes campagnes.

1.4 Influences des paramètres des différents essais

Dans cette partie, l’influence des conditions de conservation, du temps de dessiccation et
des types d’essais vont être discutés. Pour ce faire, les différents résultats sont rassemblés dans
des graphiques dans lesquels la variable investiguée sera en abscisse et les résultats en ordon-
nées. Parmi ceux-ci on retrouvera : les résistances en compression et en traction, différents
modules élasticité caractérisés en traction, compression, flexion et essais ultrasonores et enfin
l’énergie dissipée par la fissuration. Les valeurs des différents paramètres seront normées par
les valeurs humides, considérées comme valeurs de référence. Enfin notons que les résultats
obtenus sont relevés sur des éprouvettes qui ne sont pas à l’équilibre hydrique.
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1.4.1 Influence des conditions de dessiccation

Les conditions de dessiccation sont investiguées dans cette section. Les résultats présentés
correspondent aux campagnes 2 et 3. Le temps de conservation est ici de 70 jours et les condi-
tions de dessiccation sont respectivement de 30 % et 45 % HR. Les figures 4.1.14 présentent
les différents résultats expérimentaux obtenus.
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FIGURE 4.1.14 – Évolution des valeurs relatives des paramètres investigués en fonction des
conditions de dessiccation après 70 jours

La figure 4.1.14a présente l’évolution des valeurs de résistance en compression normée.
Sur cette figure on constate l’impact positif de la dessiccation sur la résistance par rapport à
un HR de 100 %. Dans les deux cas, les valeurs obtenues sont supérieures aux cas humides.
Ces constatations expérimentales sont cohérentes avec les résultats trouvés par [Wittmann,
1968, Burlion et al., 2005, Yurtdas et al., 2006]. On notera qu’il existe un optimum, ce qui
rest à confirmer en investiguant d’autres valeurs de HR. L’augmentation de la résistance est
attribuée à l’accroissement de la pression capillaire. Cette dernière, comme illustré dans le
chapitre 3 partie 3, apporte une augmentation de la résistance par des effets de succion dans
les pores du matériau [Yurtdas et al., 2006]. Sur les figures 4.1.15 on constate que l’humidité
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n’est pas constante dans l’éprouvette. Des gradients d’humidité entre le cœur de l’éprouvette
et les bords sont présents. Cette observation amène un effet de confinement supplémentaire
qui favorise la rigidification de l’éprouvette [Popovics, 1986, Bartlett et MacGregor, 1994].
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FIGURE 4.1.15 – Illustration de l’état de l’humidité au sein du matériau en fonction du temps
à différents endroits de l’éprouvette (obtenus numériquement)

Dans les travaux de Burlion [Burlion et al., 2005] 7, l’apport de la pression capillaire n’est
bénéfique que sur les résistances en compression. Cette constatation n’est pas retrouvée ici.
Cette différence peut s’expliquer essentiellement par la figure 4.1.14b. Cette dernière repré-
sente l’évolution du module d’élasticité normé pour les différents essais réalisés. Excepté en
flexion non entaillée et en compression pour les conditions à 45 % HR, le module d’élasti-
cité moyen semble être impacté par la dessiccation. La diminution du module semble suivre
la baisse des conditions hydriques. À court terme, cette diminution est le fruit d’un effet de
structure. La micro-fissuration surfacique induite par l’état d’autocontrainte généré par les
gradients hydriques [Acker et al., 1987] amène une diminution de la section résistante. Bien
que très superficielle, de l’ordre de 5 mm d’après [Wu et al., 2017], elle impacte les propriétés
apparentes de l’échantillon. Dans le cas de 30 % HR, contrairement à 45 % HR, la diminution
de module est d’environ 8 % dans le cas de la compression. Ce constat tend à diminuer l’ef-
fet positif de la capillarité sur la résistance mécanique apparente mais rend le matériau moins
fragile (déformation au pic de contraintes plus importante).

Quant à la résistance en traction normée, présentée sur la figure 4.1.14c, un constat différent
peut être dressé suivant les méthodes de caractérisation. Notons que la dessiccation entraîne
après 70 jours une augmentation plus ou moins significative de la résistance en traction appa-
rente suivant les méthodes de caractérisation. Elle est importante pour les essais de flexion sur
poutre entaillée et les essais de fendage et est négligeable pour l’essai de flexion sur poutre non

7. Mortier fabriqué avec un CEM II gardé 80 jours à 60 % HR
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entaillée. Cette constatation est en accord, pour le cas du fendage, avec les travaux de [Han-
son, 1968]. À court terme, la résistance en traction obtenue par fendage semble augmenter.
Ceci s’explique selon Yurtdas par la sollicitation diamétrale de l’éprouvette [Yurtdas, 2003].
Dans cette configuration, l’effet de confinement structurel et l’augmentation de la résistance
dus aux effets de succion capillaire sont prépondérants par rapport à la micro-fissuration super-
ficielle. De plus, cette micro-fissuration est localisée dans une zone comprimée lors de l’essai
de fendage ce qui diminue l’impact de la fissuration. En ce qui concerne les essais de flexion
non entaillée, la résistance apparente n’apparaît pas impactée par la dessiccation. Les valeurs
sont proches de 1 à la variabilité près des résultats expérimentaux. Dans les cas présentés, on
ne retrouve pas les constatations de la littérature [Mills, 1960] par exemple. Il semblerait que
les conditions mêmes de l’essai ne permettent pas l’observation d’une quelconque variation.
En effet, à court terme la micro-fissuration semble être le mécanisme dégradant prépondérant
devant les incompatibilités de déformation. Son impact n’est que de quelques millimètres sur
les bords des échantillons. Si on considère que seulement 10 % de la hauteur de la section 8

est touchée, alors on peut penser que la forte localisation de la fissuration mécanique imposée
lors d’un essai de flexion 3 points devient majoritaire devant les autres effets. Le même constat
ne peut être effectué pour les essais de flexion entaillée, où on remarque une augmentation
importante de la résistance apparente (au minimum 20%). Plus le séchage est important plus
la résistance est forte. Au regard des résultats précédents, cette observation est contre-intuitive.
En localisant encore plus la fissuration la résistance augmente. On s’attendrait à avoir moins
d’effets du fait que la zone micro-fissurée présente dans la partie sollicitée en traction, soit
supprimée par l’entaille effectuée. Cependant, il semblerait que l’entaille amène un surcroît
de résistance. Cette dernière réalisée quelques jours avant l’essai modifie la répartition des
contraintes internes. Une autre explication serait que l’effet de succion capillaire combiné à
l’équilibrage de la section entraînent un état de contrainte favorisant l’augmentation de l’ef-
fort au pic. Une investigation numérique des différents états de contraintes n’a pas permis
de conclure sur cet effet. Pour valider cette tendance, il pourrait être intéressant de réaliser
d’autres essais.

Enfin la figure 4.1.14d présente l’évolution de l’énergie dissipée par la fissuration en fonc-
tion de l’humidité relative imposée. On constate qu’après 70 jours, cette énergie augmente
fortement. Cette constatation qui est observé avec l’augmentation de la température. [Menou
et al., 2006] illustre par exemple l’augmentation de l’énergie de fissuration avec l’augmenta-
tion de la température. Deux raisons peuvent éventuellement expliquer cette augmentation :

— en tout premier lieu, l’état de succion des pores est équilibré par une compression
hydrostatique [Benboudjema, 2002, Kallel et al., 2017], cette compression va rendre
la propagation de la fissure plus difficile et l’énergie pour rompre l’éprouvette s’en
trouvera augmentée ;

— une seconde explication en rapport avec l’état de micro-fissuration peut être avancée.
La présence de la micro-fissuration voire des incompatibilités entre la pâte de ciment
et les granulats va entraîner la création d’un réseau de micro-fissurations internes.
Lorsque la fissuration sous la charge mécanique va intervenir, la trajet sera d’autant

8. Ici les éprouvettes font 10 cm de hauteur et la micro-fissuration n’impacte qu’environ 1 cm de cette der-
nière.
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plus tortueux que la micro-fissuration aura été préalablement développée augmentant
par la même l’énergie dissipée.

1.4.2 Influence du temps de dessiccation

Dans cette partie, l’influence du temps de dessiccation est étudiée. Les figures 4.1.16 pré-
sentent les résultats obtenus pour les campagne 1 et 2 sous respectivement 36 % et 30 % HR.
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FIGURE 4.1.16 – Évolution des valeurs relatives des paramètres investigués en fonction du
temps de dessiccation

Sans revenir sur les commentaires déjà réalisés sur la campagne 2 on constate qu’après
l’augmentation de la résistance en compression on observe, sur la figure 4.1.16a, une diminu-
tion après 180 jours de dessiccation. Cette diminution de l’ordre de 7,5 % peut s’expliquer à
la fois par la diminution de la succion capillaire avec le temps et par l’apparition plus en pro-
fondeur des incompatibilités de déformation. On constate sur la figure 4.1.17, qui présente une
illustration numérique de l’état d’humidité au sein du matériau, une baisse de l’humidité au
cœur plus importante après 180 jours. Ce constat entraîne l’apparition à cœur des incompati-
bilités de déformation. Ces incompatibilités sont d’autant plus fortes que les granulats utilisés



182 Dessiccation et comportement à fissuration

sont de tailles importantes (φmax = 12 mm) [Bisschop et Van Mier, 2002]. Combiné à la
micro-fissuration, l’apparition des incompatibilités tend à réduire le module élastique apparent
(cf. figure 4.1.16b) rendant le matériau moins fragile mais également moins résistant.
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FIGURE 4.1.17 – Évolution numérique des profils d’humidité en fonction du temps au sein
des éprouvettes G3 de la campagne 1

Les résistances apparentes à la traction sont également diminuées après 180 jours de des-
siccation. Sur la figure 4.1.16c, on constate qu’après une augmentation, la résistance relative
déterminée en fendage tend à revenir proche de 1. Ce constat est en accord avec les expéri-
mentations de [Hanson, 1968]. La succion capillaire après 180 jours tend à diminuer et par la
même rend le matériau moins résistant. La flexion non entaillée semble toujours peu influencée
par les conditions de conservation tandis qu’on observe une diminution de l’augmentation de
résistance en flexion entaillée. Cela confirme l’hypothèse de l’impact bénéfique de la pression
capillaire dans l’état de contrainte pré-essai mécanique. Avec le temps, la succion capillaire se
relâche diminuant par la même occasion l’effet positif.

On constate également une diminution de l’énergie dissipée par la fissuration sur la figure
4.1.16d. La baisse de la pression capillaire est ici pointée comme le principal argument de cette
diminution.

1.4.3 Influence du type d’essai

Il a été constaté dans la littérature que tous les essais ne présentaient pas la même sensibilité
à l’évolution des conditions de conservation. Dans cette partie, l’impact du type d’essai, bien
que légèrement entrevu dans les deux autres parties est mis en lumière. Sur les figures 4.1.18
les différentes courbes moyennes (humides et séchantes) sont tracées.
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(b) Flexion non entaillée C1
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(c) Flexion entaillée C1
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(f) Flexion entaillée C2
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(g) Compression C3

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3
0

2

4

6

Déplacement [mm]

E
ff

or
t
[k

N
]

Moyenne humide
± écart type
Moyenne séchante
± écart type

(h) Flexion non entaillée C3
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(i) Flexion entaillée C4

FIGURE 4.1.18 – Comparaison des courbes moyennes humides et séchantes pour les diffé-
rentes campagnes et les différentes géométries

On remarque sur cette figure que tous les essais ne sont pas impactés de manière homogène.
L’essai de flexion trois points ne présente pas dans le cas illustré de sensibilité aux conditions
de conservation. Pour investiguer l’impact des conditions de conservation sur les essais de
flexion, il aurait pu être intéressant d’utiliser un essai de flexion 4 points. Cette dernière confi-
guration offre plus de liberté au lieu d’initiation de la fissuration. Cela aurait peut être permis
d’observer des différences entre les deux conditions. D’autre part, cette non sensibilité permet
de faire l’hypothèse que peu importe les conditions de conservation, les résultats de ce type
d’essai seront similaires. Aucune attention particulière quant à la conservation des éprouvettes
n’est alors à prendre.

En ce qui concerne les essais de compression, les différentes campagnes mettent en lu-
mière l’impact de la dessiccation sur le comportement mécanique résultant. Ce constat jus-
tifie les recommandations de la norme [NF-EN-12390-2, 2012] concernant les conditions de
conservation (i.e. température de 20 ± 2 ◦C et humidité ≥ 95 % HR).

Enfin les essais de flexion entaillée semblent être les plus impactés par les conditions de
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conservation. Comme décrit préalablement, l’effet de l’entaille et la répartition des contraintes
internes induites par la dessiccation peuvent perturber les résultats et notamment l’énergie
dissipée par la fissuration. Pour déterminer cette dernière, des recommandations sont propo-
sées par [Hillerborg, 1985]. Ces recommandations englobent les géométries des éprouvettes
testées, le type de matériau ainsi que les méthodes de calcul mais aucun égard n’est porté
quant aux conditions de conservation. Il pourrait être judicieux d’ajouter aux différentes spé-
cifications des recommandations concernant la témpérature et l’humidité de conservation des
éprouvettes.

1.5 Synthèse des campagnes expérimentales mécaniques

Dans cette partie, l’impact des conditions de conservation sur les résultats mécaniques a
été investigué. Différents essais comprenant des essais de compression, de fendage, de traction
directe ainsi que de flexion non entaillée et entaillée et des essais de mesure de propagation
d’ondes ultrasonores ont été réalisés. Pour chaque essai, humide et séchant, 3 éprouvettes ont
été caractérisées.

Après avoir détaillé les protocoles expérimentaux des essais, ainsi que les conditions et
temps de conservation, les résultats expérimentaux ont été présentés. Les différents essais réa-
lisés présentent des variabilités faibles dans la plupart des cas. Ce résultat a permis par la
suite d’examiner l’effet des conditions de conservation (30 % HR VS 45 % HR), du temps
de conservation (70 jours VS 180 jours) et enfin des types d’essais. Dans les différents essais
trois phénomènes se développent : la pression capillaire au sein des pores induite par la désa-
turation de ces derniers, la micro-fissuration superficielle créée par l’effet de structure et les
incompatibilités de déformation entre la pâte et les granulats. Il en ressort :

— à court terme (ici 70 jours) et dans des conditions ambiantes standards à sévères, la
pression capillaire amène une augmentation des pics de résistance pour tous les essais
sauf pour l’essai de flexion non entaillée tandis que la micro-fissuration entraîne pour
la condition la plus sèche une baisse des modules d’élasticité ; les énergies dissipées
par la fissuration augmentent également ;

— à plus long terme et dans des conditions sèches, les effets de la succion capillaire fai-
blissent et la dessiccation interviennent plus à cœur. Le retrait induit par cette dessic-
cation, plus en profondeur, entraîne l’augmentation de l’effet des incompatibilités de
déformation de retrait entre les constituants. Ce constat amène une diminution de la
raideur des différents essais, effet majeur dans le cas des essais de compression ;

— enfin, les essais de compression et de flexion entaillée sont les deux essais les plus
impactés.

Quelques essais de traction directe ont pu être réalisés. Les résultats relevés sont présentés
mais ne permettent pas de tirer des conclusions sur les phénomènes qui se développent. Finale-
ment, il serait intéressant de compléter ces essais par des essais de flexion 4 points pour laisser
une liberté plus importante à l’initiation de la fissuration et capter les « les maillons faibles »
sur la zone d’étude.





186 Dessiccation et comportement à fissuration

Le séchage (présenté dans le chapitre 2) est dans un premier temps considéré de manière
indépendante. Les contraintes internes générées par les changements volumiques sont suppo-
sées ne pas créer de dessiccation additionnelle sous contrainte. Cette hypothèse semble vérifiée
puisque la dessiccation sous contrainte n’est pas modifiée tant que la contrainte reste dans des
gammes ne générant pas de fissuration importante [Lassabatère et al., 1997, Hilaire, 2014]. Les
champs hydriques sont calculés pour ensuite être imposés à la modélisation des changements
volumiques.

Dans l’étape des « changements volumiques » (développés dans le chapitre 3), l’impact des
déformations différées est considéré. Simulées en parallèle elles génèrent un état mécanique
interne (endommagement, déformations, contraintes). Finalement, les différents essais expé-
rimentaux présentés dans la partie 1.2 de ce chapitre sont simulés en tenant compte de l’état
mécanique induit par les changements volumiques. Une dernière étape de post-traitement ba-
sée sur l’état d’endommagement post-mécanique permet d’obtenir les ouvertures de fissures.

2.1.2 Cas particuliers

Dans le cadre général présenté, les maillages utilisés pour les simulations sont tous iden-
tiques dans les différentes étapes de modélisation. Néanmoins les géométries d’éprouvette uti-
lisées dans la réalité ne sont pas parfaitement identique. Les éprouvettes de compression sont
par exemple rectifiées, les éprouvettes de flexion entaillées ne le sont qu’avant les essais. Enfin,
pour ne pas avoir de baisse de propriétés sur les interfaces due à de la laitance, les éprouvettes
de traction directes présentent des zones aux extrémités découpées avant les essais. Ainsi pour
ces différents essais, les maillages pour les étapes de séchage et de changement volumique
ne sont pas similaires à ceux de la partie essai mécanique. Dans les différentes modélisations
seuls les essais de traction directe et de flexion entaillé ont été modifiés. Les changements
de géométrie des essais de compression ont été négligés. Pour réaliser ces changements de
maillage, les étapes suivantes ont été mises en place :

1. modification du maillage ;

2. projection des champs d’endommagement, de contraintes et application des déplace-
ments au niveau des blocages ;

3. équilibrage des contraintes internes alors générées sans chargements extérieur ;

4. finalement simulation de l’essai mécanique.

Cette méthode permet de passer d’un maillage à l’autre sans avoir de problème de compati-
bilité entre les deux problèmes. Pour illustrer cela, la figure 4.2.2 présente l’endommagement
avant et après la réalisation de l’équilibrage des contraintes internes. On constate qu’aucun
endommagement supplémentaire n’a été créé. On peut ensuite s’intéresser aux contraintes. La
figure 4.2.3a présente une illustration de l’évolution des contraintes normales avant et après
équilibrage dans une coupe du plan (x,y) en z=0,05cm. On constate sur cette figure une modi-
fication de la contrainte normale suivant ~x au droit de l’entaille.
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Les éléments utilisés sont tous des éléments cubiques linéaires. Les conditions aux limites
mécaniques seront détaillées dans la section 2.3 de ce chapitre, toutefois elles correspondent à
celles réalisées expérimentalement.

Une fois les moyens d’identification (modélisation, fonction objectif) mis en place, il est
nécessaire de choisir sur quels essais vont être identifiés les paramètres. En effet, il apparaît lo-
gique que tous les paramètres ne sont pas sensibles aux mêmes essais. La figure 4.2.5 présente
la sensibilité des différents paramètres en fonction des essais. Un seuil arbitraire a été fixé à
10−4. En dessous les paramètres sont considérés comme très peu sensibles.

10−8

10−7

10−6

10−5

10−4

10−3

10−2

10−1

ft E ν G f
acomp bcomp β

Paramètres du modèle

Se
ns

ib
ili

té
[-
]

Essai de compression Essai de traction directe Essai de flexion G3/G4

FIGURE 4.2.5 – Sensibilité des différents paramètres mécaniques en fonction des essais nu-
mériques réalisés

Comme attendu, les paramètres relatifs à la traction sont essentiellement sensibles sur les
essais de traction directe et de flexion. De même les paramètres de compression (acomp, bcomp)
ainsi que les paramètres élastiques sont fortement sensibles sur l’essai de compression. En ce
qui concerne les sensibilités des paramètres de compression, en flexion on constate que leurs
effets sont mineurs. La sensibilité du coefficient de Poisson pendant l’essai de traction directe
semble étonnant. On s’attendrait plutôt à ne pas avoir d’effet du coefficient de Poisson pour
une sollicitation de traction uniaxiale cependant la forme de l’éprouvette induit peut être des
effets structuraux.

Bien que sensibles, les essais de traction directe expérimentaux ne sont pas nombreux. Lors
de cette identification le choix de ne pas prendre dans l’identification cet essai a été retenu.
Il en ressort une stratégie d’identification mécanique reposant sur une pré-identification des
paramètres relatifs à la compression sur un modèle analytique. Cette première minimisation
(au sens des moindres carrés) permet d’obtenir une estimation des paramètres (E, ⌫, acomp,
bcomp). Puis les paramètres sont ajustés sur les essais de compression. Enfin, les deux derniers
paramètres (ft et Gf ) sont calibrés sur les essais de flexion et flexion entaillée.



190 Dessiccation et comportement à fissuration

2.2.2 Résultats d’identification

Les figures 4.2.6 présentent les résultats d’identification des courbes expérimentales. Les
éprouvettes de traction directe ne sont pas identifiés dans cette section.
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(a) Géométrie G1 Campagne 1
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(b) Géométrie G1 Campagne 2
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(c) Géométrie G1 Campagne 3

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
0

2

4

6

Déplacement [mm]

E
ff

or
t
[k

N
]

Moyenne humide
± écart type
Modèle Mazars identifié

(d) Géométrie G3 Campagne 1
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(e) Géométrie G3 Campagne 2
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(f) Géométrie G3 Campagne 3
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(g) Géométrie G4 Campagne 1
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(h) Géométrie G4 Campagne 2
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(i) Géométrie G4 Campagne 3

FIGURE 4.2.6 – Identification des courbes humides moyennes des différents essais méca-
niques différentes géométries

On peut voir sur la figure 4.2.6 que les essais sont bien identifiés. Le comportement en com-
pression est légèrement plus ductile que les observations expérimentales néanmoins la valeur
de résistance maximale est bien respectée. Cette légère différence ne pose pas de problème,
puisqu’à part en compression, le modèle mécanique ne travaillera jamais dans ces gammes de
contrainte. Les paramètres ainsi identifiés sont résumés dans le tableau 4.2.1.
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Campagne Géométrie
E

⌫ acomp bcomp
ft Gf atrac β

[GPa] [MPa] [Jm−2]

1
G1 32,1 0,24 1,42 1326 3,8 77 -1 1
G3 37,8 0,24 1,42 1326 2,8 93 -1 1
G4 37,0 0,24 1,42 1326 2,9 77 -1 1

2
G1 36,9 0,24 1,33 1682 3,5 73 -1 1
G3 37,1 0,24 1,33 1682 2,5 88 -1 1
G4 38,0 0,24 1,33 1682 2,0 73 -1 1

3
G1 36,7 0,24 1,38 1777 3,4 75 -1 1
G3 37,1 0,24 1,38 1777 2,9 95 -1 1
G4 38,0 0,24 1,38 1777 2,1 75 -1 1

TABLE 4.2.1 – Paramètres mécaniques du modèle de Mazars modifié identifiés pour les diffé-
rentes campagnes

Au regard des différentes identifications on constate que :
— Les valeurs identifiées de module élastique sont plus importantes que les données ex-

périmentales. Cet écart est probablement dû à l’impact des différences au niveau des
géométries modélisées. Ici on considère une section 10 cm⇥ 10 cm alors que les sec-
tions réelles sont légèrement différentes ;

— Les valeurs de résistance à la traction sont comprises entre 2 et 3 MPa en flexion. Ce
constat est cohérent si on considère les effets d’échelles. Présentées dans la partie 1.4
du chapitre 1, les recommandations de [CEOS.fr, 2015] donne une valeur proche de
2,4 MPa les échantillons de flexion sur la base des mesures de fendage ;

— L’énergie dissipée par la fissuration est proche de 75 Jm−2 dans le cas de la flexion
entaillée. Elle est légèrement plus importante dans le cas de la flexion non entaillée.
Cela écart peut s’expliquer par l’augmentation de la surface de rupture non prise en
compte de la flexion non entaillée.

2.3 Simulations des essais expérimentaux

Dans cette partie, la dernière étape du cadre de modélisation hydro-mécanique présenté
dans la partie 2.1.1 de ce chapitre va être développée. Pour ce faire, les essais expérimentaux
vont être simulés. Seuls les résultats des essais de compression et de flexion (entaillé et non
entaillée) seront présentés. Les paramètres du modèle de Mazars régularisé pour les diffé-
rentes géométries simulées ont été calibrés dans la partie précédente. Toutes les simulations
présentées sont des simulations tridimensionnelles. Les différents résultats présentés dans les
chapitre 2 et 3 sont pris comme conditions initiales pour les différentes simulations. Ainsi,
après avoir présenté les caractéristiques des modélisations, les résultats numériques seront ex-
posés et discutés.
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avec ce coefficient de Biot. Notons que dans le cas des essais entaillés une légère baisse de
la raideur s’observe. Dans la modélisation proposée, comme dans le cas de la compression,
l’effet unilatéral n’est pas modélisé. La prise en compte de la refermeture des fissures lors de
l’essai apporterait probablement un léger gain au niveau de la raideur. Enfin, l’augmentation
de l’énergie dissipée par la fissuration semble être légèrement sous-estimée.
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FIGURE 4.2.12 – Prédictions des courbes forces-déplacements pour la campagne 2
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FIGURE 4.2.13 – Prédictions des courbes forces-déplacements pour la campagne 3
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2.4 Synthèse des modélisations

Dans cette partie la prédiction du comportement mécanique après dessiccation a été entre-
pris. Pour ce faire, le cadre de modélisation mis en place a été présenté puis le cas particulier
de la réalisation numérique de l’entaillage des éprouvettes a été exposé. Par la suite, les pa-
ramètres du modèle mécanique ont été identifiés en suivant une démarche similaire à celle
présentée dans le chapitre 2. La sensibilité des paramètres aux différents essais a été entrevues
et une stratégie d’identification a été déterminée. Les paramètres identifiés sont cohérents au
regard des phénomènes d’effet d’échelle (passage d’une éprouvette de faible volume à une
éprouvette plus importante).

Finalement, sur la base de ces identifications, les essais de compression et de flexion (en-
taillés et non entaillés) ont été simulés à l’aide de modélisations tridimensionnelles. Le com-
portement des différents essais est globalement bien retrouvé en utilisant le même coefficient
de Biot pour tous les essais d’une valeur de 0,09.

3 Extraction des ouvertures de fissure

Une fois le comportement mécanique caractérisé, on s’intéresse dans cette partie aux ou-
vertures de fissure du modèle continu. Celles-ci sont un indicateur de la durabilité (parmi
d’autres) du matériau puisque la fissuration augmente la perméabilité ainsi que la diffusivité
du matériau.

3.1 Revue de la littérature

Il existe dans la littérature différentes approches pour obtenir des faciès et des ouvertures
de fissure dans le cas des matériaux fragiles. En tout premier lieu on retrouve le modèle de la
fissure fictive 9. Proposée par [Hillerborg et al., 1976] cette approche repose sur la mécanique
linéaire de la rupture. Elle est basée sur la description explicite de la fissure au sein du ma-
tériau. Un lien entre l’ouverture et la contrainte appliquée est ensuite introduit. En plus de la
nécéssité d’algorithmes singuliers pour la propagation de la fissure, ce type d’approche ne per-
met pas de déterminer le point d’initiation de la fissuration. La méthode X-FEM [Moës et al.,
1999] permet aussi de décrire explicitement la fissuration mais elle alourdit considérablement
le calcul surtout dans le cas de branching par exemple. La méthode E-FEM [Ortiz et al., 1987]
est une approche plus satisfaisante mais elle n’a pas été choisie dans le cadre de cette thèse.

Une alternative à cela est de ne pas modéliser explicitement la fissuration mais d’obte-
nir seulement une estimation de l’ouverture de fissure. Dufour et al. proposent une méthode
de calcul de la fissuration basée sur un modèle continu [Dufour et al., 2008]. L’idée ici est
de comparer les résultats d’un modèle continu à éléments finis à un calcul analytique d’une
fissure représentée par une discontinuité forte. L’écart entre les champs de déformations des
deux méthodes est alors minimisé en ajustant l’ouverture de fissure. Cette méthode nécessite

9. Fictitious crack model.
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néanmoins de connaître a priori l’emplacement de la fissure initiale. Ce problème a ensuite
été résolu par un complément de la première approche dans [Dufour et al., 2012].

Dans le cas des modèles régularisés en énergie de fissuration, [Matallah et al., 2010] pro-
posent une approche d’extraction de fissure qui repose sur la « théorie de la bande de fissura-
tion » [Bažant et Oh, 1983]. Dans cette théorie, on considère que la fissuration se développe
de manière diffuse dans une bande d’éléments. Ainsi en considérant que la déformation méca-
nique est séparée en une partie élastique et une partie anélastique on obtient :

✏fij = ✏ij − ✏eij =
D

1−D
C−1

ijklσkl (4.3.1a)

w = nihe✏
f
ijnj (4.3.1b)

avec σij la contrainte appliquée, ✏fij la déformation anélastique, ✏ij la déformation totale, ✏eij la
déformation élastique, D la variable d’endommagement isotrope, w l’ouverture de fissure et ~n
le vecteur normal à la surface considérée.

Finalement une dernière approche basée sur les modélisations discrètes peut être consi-
dérée. Cécile Oliver-Leblond propose une méthode de réanalyse locale de calculs continus
basés sur l’endommagement [Oliver-Leblond et al., 2013]. Après un calcul continu, les zones
endommagées sont localisées pour être réanalysés par le biais d’un modèle discret. Les dépla-
cements nodaux issus du modèle continu sont imposés sur le calcul discret.

Dans le cadre présenté ici, les deux dernières techniques ont commencé à être investiguées.
La méthode basée sur l’endommagement dans la bande de fissuration sera présentée par la
suite.

3.2 Présentation du modèle proposé

Dans le cas du modèle proposé par [Matallah et al., 2010], l’extraction de fissure se base
sur l’état de déplacement à un pas de temps donné. Cela fonctionne lorsque le déplacement
n’est issu que d’une sollicitation mécanique, néanmoins lorsque des déplacements additionnels
(thermique, retrait, fluage) sont présents, la fissure résultante ne peut plus être calculée. Dans la
version proposée, l’extraction de fissure du modèle, se base sur l’état de contrainte mécanique
de l’élément i, σi. Ici, σi est la réponse du modèle aux différentes sollicitations (mécanique,
retrait de dessication, fluage, pression capillaire).
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FIGURE 4.3.1 – Illustration d’une courbe force-déplacement numérique

8

><

>:

Utot = Umec + Ure + Uth + Urd + Ufp + Ufd

✏tot = ✏mec + ✏re + ✏th + ✏rd + ✏fp + ✏fd

σij = (1−D)Cijkl✏kl

(4.3.2)

avec les indices respectivement égaux « mécanique », « retrait endogène », « thermique », « re-
trait de dessiccation », « fluage propre » et « fluage de dessiccation ». On trouve également σ
la contrainte dans un élément, D la variable d’endommagement, C le tenseur d’élasticité et ✏
le tenseur des déformations mécaniques. En partant des équations 4.3.2 on peut développer le
raisonnement suivant :

1. De l’état de contrainte au pas i, on peut en inversant le tenseur de raideur endommagé
obtenir la déformation totale du modèle d’endommagement utilisé.

✏kl = [(1−D)Cijkl]
−1σij (4.3.3)

2. Si on fait l’hypothèse que la déformation mécanique est séparée en une partie élas-
tique et une autre anélastique, on peut calculer de manière analogue la déformation
élastique associée à la contrainte au pas i, en prenant le tenseur de raideur initial (non
endommagé).

✏elaskl = [Cijkl]
−1σij (4.3.4)

3. Et la déformation anélastique en soustrayant la déformation élastique.

✏aneij = ✏ij − ✏elasij (4.3.5)

4. Une fois la déformation anélastique caractérisée, il est possible de venir calculer une
ouverture de fissure par élément en prenant la taille des éléments comme longueur
initiale.

U ouv
j = Lelem

i ✏aneij (4.3.6)
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3.3 Application sur un cube

Pour valider le modèle proposé ici, on applique la procédure à un cube muni d’une bande
de faiblesse.

3.3.1 Éléments de modélisation

Pour étudier l’influence des modèles, une simulation tridimensionnelle sur un cube de taille
0,1 m de coté soumis à une sollicitation de traction uniaxiale est réalisé. La figure 4.3.2 pré-
sente le maillage composé de 343 éléments cubiques linéaires (CUB8 sous CAST3M).

Surface Chargée

Surface Bloquée

Bande de faiblesse 

FIGURE 4.3.2 – Maillage du cube pour application du post-traitement

La surface inférieure est bloquée suivant l’axe vertical ~z. De plus un point de la surface
est encastré. Pour ce qui est du chargement, un champ de déplacement porté suivant ~z est mis
en œuvre. Pour la simulation, les paramètres utilisés sont résumés dans le tableau 4.3.1. Une
bande de faiblesse est utilisée pour localiser l’endommagement. La résistance appliquée dans
cette bande est de 0,95ft.

ft [MPa] E [GPa] ⌫ GF [Jm−2] acomp bcomp atrac β

3,4 36,8 0,235 70 1,42 1326 -1 1,06

TABLE 4.3.1 – Paramètres matériau du modèle de Mazars régularisé pour la traction sur le
cube
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réalisé. Il apparaît une micro-fissuration superficielle sur les bords de l’éprouvettes pas encore
localisée mais présente.

4 Synthèse

Dans ce chapitre, l’effet de la dessiccation sur le comportement du matériau et sa fissuration
a été présenté. Pour effectuer cette tâche, trois axes ont été suivis.

En tout premier lieu, le comportement mécanique d’éprouvettes soumises à la dessiccation
a été caractérisé. Après avoir présenté le cadre d’expérimentation et les divers moyens d’essais
utilisés, les résultats ont été affichés. L’impact des conditions de conservation a été étudié à
travers trois paramètres : les conditions de conservation, le temps de conservation et enfin le
type d’essai. En fonction des conditions fixées, trois phénomènes principaux se développent.
Tout d’abord, la pression capillaire au sein des pores induite par leurs désaturations. Cette
dernière englobe tous les mécanismes tels que les énergies surfaciques, la pression de disjonc-
tion ou les modifications de la microstructure. Puis, la micro-fissuration superficielle créée par
l’effet de structure et enfin les incompatibilités de déformation entre la pâte et les granulats.
Au regard des essais on observe qu’à court terme la pression capillaire et l’effet de structure
sont majoritaires puis à plus long terme, la pression capillaire se dissipe et les incompatibilités
apparaissent de plus en plus importantes. On note, que dans les essais réalisés, les essais de
compression et de flexion entaillée sont les deux essais les plus impactés.

Une fois la caractérisation expérimentale de l’impact de la dessiccation effectuée, la simu-
lation des essais sur la base d’une modélisation élasto-endommageable est ménée. Le cadre
général de couplage qui tient compte des travaux menés dans les chapitre 2 et 3 est présenté.
Après avoir identifié les paramètres du modèle de Mazars régularisé [Mazars, 1986, Feenstra
et De Borst, 1996] par l’utilisation dans une version mécanique de la méthode d’identification
présentée dans le chapitre 2, les essais de compression, de flexion entaillées et non entaillées
sont simulés. Excepté pour deux modélisations, on prédit correctement l’ensemble des essais
en tenant compte à la fois du retrait, de la redistribution des contraintes générées par le fluage
et l’apport positif des effets de pression capillaire. Le coefficient de Biot est calibré une fois
pour toute sur un essai choisi au hasard, ici l’essai de flexion entaillée de la campagne 3, as-
surant un certain coté prédictif au cadre de modélisation utilisé. Notons néanmoins que l’effet
du caractère unilatéral du matériau béton doit être intégré aux simulations.

Finalement une méthode de post-traitement de fissure a été développée. Basée sur le post-
traitement des zones endommagées, la routine permet de tenir compte des déformations ad-
ditionnelles (thermique, retrait, fluage...). Une validation par comparaison au post-traitement
proposé par [Matallah et La Borderie, 2006] dans un cas mécanique classique est entreprise
pour ensuite montrer l’apport dans le cas de déformations générées par la dessiccation. Pour
terminer une application sur le cas particulier de la poutre non entaillée de la campagne 2 est
menée.



Conclusion générale

L’objectif principal de ces travaux de thèse était de réaliser un cadre de modélisation pré-
dictif qui tient compte du couplage entre le comportement mécanique et l’évolution hydrique
d’un matériau à matrice cimentaire. Pour atteindre cette objectif, le champ d’investigation de-
vait balayer un grand nombre de sujets.

Afin de mieux cerner le sujet, un état de l’art relatif au comportement hydro-mécanique
des matériaux cimentaires a été effectué. Au cours de l’étude, trois axes principaux ont été
retenus : le comportement statique du matériau, puis le développement des processus hydriques
et enfin son comportement différé. La discordance des résultats mécaniques expérimentaux
disponibles dans la littérature a orienté les choix de travail vers la réalisation de campagnes
expérimentales. Elles ont été réalisées sur des essais standard en utilisant le béton de VeRCoRs.
Trois facteurs ont été retenus : le temps de dessiccation, les conditions de dessiccation et le type
d’essai. En parallèle, des choix de modélisation ont été effectués. Le processus hydrique a été
modélisé par une approche multiphasique [Thiery et al., 2007], quant au modèle mécanique,
le choix s’arrête sur un modèle de Mazars régularisé en énergie de fissuration [Mazars, 1986,
Feenstra et De Borst, 1996]. Différents modèles de déformations de retrait de dessiccation ont
été investigués et les déformations de fluage propre et de dessiccation ont été considérées pour
modéliser la redistribution des contraintes.

Le second chapitre traitait plus particulièrement de la dessiccation des matériaux cimen-
taires. Dans ce cadre, une modélisation du séchage multi-phasique adaptée de [Benboudjema,
2002, Hilaire, 2014] a été utilisée. Deux mécanismes ont été pris en compte : la perméation de
la phase liquide et la diffusion de la phase vapeur. Le modèle a été calibré sur des campagnes
expérimentales menées dans le cadre de la thèse, par le biais d’une méthode de recalage de mo-
dèle : méthode développée dans ce travail. Les courbes expérimentales ont été bien prédites
mais l’état des gradients internes reste questionnable. Pour améliorer les prédictions hydriques
des mesures de quantités plus locales semblent nécessaires. De plus, certains couples de para-
mètres semblent très corrélés ce qui rend l’identification difficile et sans unicité. Deux études
annexes s’intéressent, la première à l’impact de la variation des conditions de conservation
(homogène vs variable) et la seconde aux effets d’échelle et de forme des éprouvettes. De
faibles écarts entre des simulations homogènes et celles qui tiennent compte de la variation
d’humidité existent mais paraissent négligeables. En ce qui concerne les effets de la forme, la
modélisation hydrique est capable de retrouver et prédire des coefficients de forme caractérisés
expérimentalement.

Le troisième chapitre s’intéresse à quantifier l’état de contrainte interne et à l’endommage-
ment générés par le retrait de dessiccation et les mécanismes associés. Ce chapitre a été divisé
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en trois sections. La première s’intéresse au phénomène de retrait de dessiccation d’un point de
vue expérimentale dans un premier temps, et numérique dans un second temps. Les données
expérimentales de mesure du retrait de dessiccation corroborent l’hypothèse de considérer le
matériau réalisé dans la thèse et celui du béton VeRCoRs similaires. Une modélisation phé-
noménologique du retrait de dessiccation a été utilisée par la suite pour étudier l’impact du
champ de dessiccation prédit sur l’endommagement généré. Il semble que lorsqu’on utilise un
modèle phénoménologique, l’endommagement soit modifié par le champ hydrique déterminé,
malgré la similitude des pertes en masse. L’apport du fluage dans la modélisation continue a
été étudié par le biais du modèle proposé par [Hilaire et al., 2014]. Les paramètres de fluage
ont été calibrés sur les données VeRCoRs. La modélisation du fluage relaxe les contraintes ce
qui diminue l’endommagement final. La profondeur impactée par l’endommagement en est
fortement réduite. L’apport bénéfique de la pression capillaire a ensuite été pris en compte.
Un surcroit de résistance permet de réduire l’endommagement pour seulement quelques mil-
limètres de la section.

L’ultime chapitre investiguait le comportement mécanique après dessiccation des éprou-
vettes. D’un point de vue expérimental les essais de compression, traction directe, fendage,
flexion entaillée et non entaillée ainsi que des essais de caractérisation ultrasonore ont été
menés. Pour chaque essai trois éprouvettes séchantes ont été comparées à trois éprouvettes
gardées en condition humide pendant un temps équivalent. Il en ressort qu’à court terme la
pression capillaire et les effets de micro-fissuration ont été prépondérants puis les effets bé-
néfiques de la pression capillaire se dissipent et les incompatibilités de déformations entre la
pate de ciment et les granulats prennent une part plus importantes. On constate également que
tous les essais ont été impactés (positivement ou négativement) par la dessiccation excepté
les essais de flexion non entaillée. La prédiction numérique des résultats expérimentaux a été
ensuite réalisée par le biais d’un modèle élasto-endommageable régularisé en énergie de fissu-
ration. Le coefficient de Biot a été calibré sur un essai et tous les autres ont été simulées avec le
même. On constate que les comportements obtenus ont été dans l’ensemble bien reproduits en
compression et dans les deux cas de flexion. Enfin, une méthode de post-traitement de fissure
qui tient compte des déformations additionnelles a ensuite été présentée.



Perspectives

Sur la base du travail mené dans le cadre de cette thèse des axes de recherche futur peuvent
être développés. Ils sont présentés ici en deux grandes catégories : celle relatif aux travaux
expérimentaux et celle portant sur les travaux numériques. Commençons par les perspectives
expérimentales :

— On a vu dans le chapitre 2 que la détermination d’un état hydrique représentatif de l’état
réel n’est pas aisée. La procédure d’identification permet de déterminer un état sur la
base de mesure de perte en masse et éventuellement d’isotherme de désorption mais
ces données sont globales. Dans ce cadre, la caractérisation de l’humidité relative in-
terne apparaît comme nécessaire puisque l’état d’endommagement généré dépend de la
prédiction hydrique. Une méthode de caractérisation fiable serait donc plus appropriée.

— On pourrait tenter de caractériser les isothermes de sorption par la méthode de reca-
lage. La détermination expérimentale des isothermes de sorption est un processus long
qui peut être soumis à de nombreux biais. L’objectif ici serait de caractériser sur des
échantillons, trois points de l’isotherme et de mesurer l’évolution de la perte en masse
à l’équilibre avec le milieu. En simulant le processus de dessiccation, l’isotherme pour-
rait être retrouvée (avec toutes les hypothèses de modélisation effectuées néanmoins).

— De nouvelles campagnes expérimentales qui compléterait les données déjà présentées
serait un plus pour obtenir des tendances encore plus franches. Dans ce cadre l’utilisa-
tion de la flexion 4 points pourrait apporter un réel plus par rapport à la flexion 3 points
qui semble ne pas laisser assez de place aux phénomènes.

— Il est nécessaire d’avoir une caractérisation multi-échelle expérimentale pour caracté-
riser la fissuration par incompatibilité.

D’un point de vue de la modélisation du problème hydro-mécanique des améliorations
peuvent être apportés aux différentes approches proposées.

— Pour déterminer l’état hydrique, un modèle de séchage qui considère plusieurs méca-
nismes a été utilisé. Dans cette modélisation, ces mécanismes ont été supposés tous
en série. Néanmoins, la physique réelle n’est pas simple. Il pourrait être intéressant de
considérer d’autre approche, par exemple en utilisant des modèles non plus en parallèle
mais en série, voir un mix des deux ou encore basé sur un schéma d’homogénéisation
de type Mori-Tanaka ou auto-cohérent. Cette modélisation changera peut être ou non
l’importance de chaque mécanisme dans le processus de dessiccation.

— La prise en compte de la pression capillaire modifie le seuil d’endommagement. Dans
les calculs réalisés, la résistance utilisée dans le calcul du paramètre adoucissant
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ne prend pas en compte l’augmentation de la pression capillaire. Il faudrait vérifier
qu’avec cette formulation la régularisation est bien conservée dans le cas contraire il
faudrait y remédier.

— L’augmentation de l’énergie dissipée par la fissuration n’est pas reproduite correc-
tement dans la modélisation proposée. Pour en tenir compte deux possibilités : soit
par l’augmentation de l’énergie de fissuration (paramètre GF ) par l’incorporation d’un
terme lié à la pression capillaire, soit par la prise en compte d’un autre mécanisme lié
plus à la tortuosité de la fissuration générée par la micro-fissuration.

— Pour modéliser les incompatibilités de déformation entre la pâte de ciment et les gra-
nulats, il pourrait être intéressant de prendre en compte un endommagement hydrique
tel que celui proposé par [Hubert, 2004]. La loi de comportement pourrait s’écrire de
la manière suivante :

σ = E(1−Dm)(1−Dh)✏

avec Dm l’endommagement mécanique et Dh l’endommagement hydrique dont l’évo-
lution reste à caractériser. Il pourrait être calibré sur la campagne 1 qui présente des
données à long terme. De même on pourrait imaginer un endommagement non plus
isotrope mais anisotrope. Du fait de l’orientation des gradients, la matériau ne s’en-
dommage pas de manière isotrope, le considérer dans la modélisation pourrait serait
plus réaliste pour la prédiction des propriétés mécaniques résiduelles ou de transfert
(cf. point ci-dessous).

— Dans les modélisations mécaniques l’effet unilatéral du matériau n’a pas été pris en
compte. En toute rigueur il serait nécessaire de le modéliser. Des travaux dans ce sens
ont déjà été entrepris avec le modèle de Vassaux [Vassaux et al., 2015] qui modélisent,
l’effet unilatéral, le frottement des fissures tout en gardant un cadre de modélisation
proche du modèle utilisé dans la thèse.

— Toutes les modélisations présentées ont été réalisées dans un cadre continu. Cependant,
la fissuration est une caractéristique qui ne l’est pas. Des travaux pour passer du modèle
continu à une modélisation discrète sont en cours d’étude. Les premiers résultats sont
prometteurs. Cette modélisation permettra d’obtenir des faciès de fissuration (voir de
l’écaillage sur la surface des éprouvettes) qui pourront être comparés à des données
expérimentales. Le faïençage pourra ainsi être investigué. Les ouvertures de fissure et
la tortuosité devraient être plus réalistes.

— Comme développé en introduction, la fissuration du matériau béton est complexe à dé-
terminer. Son étude a souvent pour but d’analyser la durabilité des ouvrages ou bien de
s’assurer de critère d’étanchéité dans le cas de structures à risque, prenons par exemple
les travaux de [Asali et al., 2016]. L’apparition de fissure peut amener une augmen-
tation de la perméabilité et ou diffusivité du matériau ce qui diminue l’étanchéité. Le
couplage du cadre de modélisation mis en place avec le modèle de transfert proposé
par X. Jourdain [Jourdain, 2014] offre des perspectives intéressantes.



Annexe A

Présentation du matériau d’étude

1 Projet VeRCoRs EDF

Dans le cadre du prolongement et de la sûreté des centrales nucléaires, EDF 1 a réalisé,
dans le cadre du projet VeRCoRs 2, une maquette expérimentale d’une enceinte de confine-
ment de réacteur nucléaire de 16m de diamètre et de 30m de hauteur [Galenne et Masson,
2012, de France, ]. Cette maquette réalisée à l’échelle 1/3 a été construite sur le site "Les Renar-
dières". Finement instrumentée, le comportement de l’enceinte est relevée depuis la construc-
tion jusqu’à la fin "théorique" d’exploitation. Au cours du programme de recherche, plusieurs
mesures seront collectées chaque jour sur chaque capteur. Des centaines d’échantillons de bé-
ton ont été préparés et testés pour déterminer leurs comportements et paramètres matériels, y
compris les modules et la résistance, le séchage, le retrait, le fluage et la perméabilité.

Les principaux objectifs du projet sont d’étudier :
— le comportement au jeune âge ainsi que dans son vieillissement,
— L’évolution des taux de fuites sous l’effet du vieillissement,
— le comportement sous des accidents sévères pendant lesquels les chargements thermo-

mécaniques sont maintenus pendant plusieurs jours.

2 Formulation du béton VeRCoRs

Dans le cadre du projet, les matériaux utilisés pour la construction ont été sélectionnés dans
le but d’être les plus représentatifs des technologies utilisées dans le Parc français. Ainsi, Ses
caractéristiques mécaniques sont : une résistance à la compression moyenne à 28 jours de 40,75
MPa, une résistance à la traction (par fendage) égale à 3,5MPa ainsi qu’un module d’Young
moyen de 32,2 GPa, le tout obtenu sur des éprouvettes cylindriques 16 cm⇥ 32 cm. Le béton
VeRCoRs est composé de ciment Portland (CEM I) avec une ratio (total) eau sur ciment de
0,62. De plus, un plastifiant est introduit pour améliorer la maniabilité. La composition et les
propriétés des granulats utilisés est donné dans la table A.2.1a.

1. Électrivité De France
2. Verification Réaliste du Confinement des Réacteurs
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Composant Nature Quantitée Unitée
Ciment CEM I 52,5 R 320 kgm−3

Sable (0-4mm) Siliceux 830 kgm−3

Granlutats (4-11mm) Calcaire 445 kgm−3

Granulats (8-16mm) Calcaire 550 kgm−3

Eau (total) 197,6 kgm−3

Plastifiant SIKAPLAST Techno 80 2,75 kgm−3

(a) Formulation du béton VeRCoRs
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FIGURE A.2.1 – Composition et courbes granulométriques du matériau VeRCoRs

La figure A.2.1b présente les courbes granulométriques des différents granulats de la for-
mulation du béton VeRCoRs.

3 Protocole expérimental de fabrication

Afin de minimiser la variabilité, les éprouvettes de chaque campagne sont réalisés avec la
même gachée soit 180 L de matériau pour chaque campagne. Pour la réalisation du béton, la
procédure décrite ci-dessous est utilisée :

1. Humidification du malaxeur puis introduction du sable et des gravillons ;

2. Introduction de 30 Lm−3 d’eau ;

3. Malaxage pendant 30 s ;

4. Attente de 5 minutes ;

5. Introduction du ciment ;

6. Malaxage pendant 1 minute ;

7. Introduction de l’eau restante et du plastifiant ;

8. Malaxage pendant 2 minutes.



Protocole expérimental de fabrication 211

Une fois réalisé, le matériau est mis en place dans les différentes éprouvettes (figure A.3.1).
Pour chaque campagne on trouve :

— 12 éprouvettes 11 cm⇥ 22 cm ;
— 12 éprouvettes 10 cm⇥ 10 cm⇥ 84 cm ;
— 6 éprouvettes de traction directe ;
— 3 ou 6 éprouvettes 7 cm⇥ 7 cm⇥ 28 cm ;

(a) (b)

FIGURE A.3.1 – Éprouvettes des différentes campagnes

Lors de la réalisation des différentes campagnes, l’affaissement au cône d’Abrams, la
masse volumique apparente et la teneur en air occlus ont été caractérisés. Les résultats sont
présentés dans le tableau A.3.1.

Affaissement 3

[cm]
Masse volumique
apparente [kgm−3]

Air
occlus [%]

EDF
Laboratoire 21 2360 2,4
Chantier 19 2395 2,0

Thèse
Campagne 1 71,3 2396 ± 31 0,5
Campagne 2 71 2415 ± 35 [-]
Campagne 3 63,5 2433 ± 39 [-]
Moyenne 69 2415 [-]
Ecart-type 6 15 [-]

TABLE A.3.1 – Caractéristiques du matériaux à l’état frais

Le béton VeRCoRs est dans sa formulation originale une béton de classe S5. Son affais-
sement est supérieur à 220 mm. Dans le cas présent, le matériau présente une rhéologie très
liquide. Une galette de type BAP 4 a été obtenu. Les mesures sont donc des diamètres d’étale-
ment et pas des affaissements.

4. Béton Auto-Plaçant
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