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Résumeé

Les réactions de gonflements internes (RGI) sont des pathologies qui dégradent le béton de
certains ouvrages tels que des barrages en étant a I’origine de gonflements. Electricité De
France (EDF) doit assurer la stireté des personnes et des biens situés a 1'aval de ses structures.
Ce travail a pour but d'améliorer la modélisation des phénoménes physiques liés a ces
dégradations notamment l'interaction entre le produit gonflant et le squelette solide. La
contrainte intraporeuse générée par la pression du produit peut créer un endommagement. Dans
le modele proposé, la fissuration peut avoir lieu a deux échelles :

- Au niveau microscopique c'est le produit gonflant qui comble le volume libre autour du site
de réaction avant de mettre en traction le matériau jusqu’a fissuration, ce qui provoque une
baisse des caractéristiques du matériau (résistances en traction et en compression, module
d'Young). Un critére de plasticité anisotrope et une loi d'écrouissage positif sont proposés pour
modéliser ce phénomene.

- Au niveau macroscopique, des gradients de gonflements peuvent se développer a l'intérieur
d'ouvrages dont les états de contraintes et les conditions d'humidité et de température ne sont
pas homogenes. Une fissuration localisée peut alors s'initier. Elle est la source de risques de
dislocations des structures pouvant mener a leur ruine, de concentrations de contraintes dans
les aciers structuraux, de chemins facilités pour les agents agressifs extérieurs et pour 1'eau,
composé essentiel au développement rapide de ces pathologies. La prise en compte des
couplages hydro-poro-mécaniques est nécessaire a la simulation de ces phénomenes. Cette
fissuration est modélisée par un critere plastique de Rankine anisotrope dont 1'énergie dissipée
par la fissuration est régularisée par la méthode d'Hillerborg.

Apres avoir présenté ce modele, il est validé et appliqué a différentes échelles pour des états de
contraintes et des conditions environnementales diverses, sur :

- des éprouvettes soumises a des contraintes et des blocages multi-axiaux,

- des poutres de laboratoire plus ou moins armées subissant des gradients d'humidité importants,
- des barrages dans des conditions réelles construits dans les années 1950.

Les résultats obtenus avec le modele permettent de retrouver les déplacements, les contraintes
et les résistances de ces structures apres vieillissement. Pour les poutres atteintes de réaction
alcali-silice, les résultats numériques obtenus montrent notamment une prise en compte réaliste
des contraintes induites par la présence d’armatures, ce qui est confirmé par la validation du
comportement a rupture. Néanmoins, des difficultés de calage subsistent pour les poutres
subissant la réaction sulfatique interne. Elles sont issues des grandes amplitudes d’expansion et
des couplages diffusion-fissuration qui rendent spécifique le comportement de ces structures
par rapport a des structures subissant des expansions moins importantes.

Ce modele est un outil pour la requalification des ouvrages dans le but d'assurer leur streté. Il
peut également servir de base de calcul a la simulation de diverses réhabilitations et travaux de
confortements.



Abstract

Internal swelling reactions (ISR) damage the concrete of structures such as dams. Electricité
De France (EDF) must ensure the safety of the people and goods located below the dam. This
work aims to improve the modeling of the physical phenomena related to these damages,
especially the interaction between the swelling product and the solid skeleton. The intraporous
stress generated by the product pressure can create cracking, which, in the proposed model, can
occur at two scales:

- At a microscopic scale, the swelling product fills the gaps around the reaction site, which
induces cracking and a decrease of the materials’ characteristics (tensile and compression
strengths, Young’s modulus). Numerically, an anisotropic plastic criteria and a hardening law
allow modelling this phenomenon.

- At a macroscopic level, swelling gradients can develop inside concrete structures whose stress
states and climatic conditions (humidity and temperature) are not homogeneous. A localized
cracking can begin. It is a source of structure dislocation risks and stress concentrations in
structural reinforcement. It may ease the way in for outside aggressive agents and water, an
essential component for these reactions. Hydro-poro-mechanical couplings need to be taken
into account when simulating these phenomena. The cracking is modelled by a Rankine plastic
criterion whose dissipated energy is regularized by the Hillerborg’s method.

After presenting the model, several stress states and environmental conditions are applied to
the model in order to validate it on:

- samples under multi-axial stresses and restraints,

- plain and reinforced beams submitted to moisture gradients in laboratory,

- 1950s dams in real conditions.

The results of the model make it possible to reproduce the displacements, the stresses and
residual strength of these structures after aging. For the beams submitted to alkali aggregate
reaction, the numerical results show a relevant prediction of the stress induced by
reinforcement, confirmed by the failure behaviour. Nevertheless, the model encounters
calibration difficulties for beams affected by delayed ettringite formation. They come from
large swelling amplitude and diffusion-cracking coupling which are inherent to these structure
behaviours.

This model is a tool for concrete structure requalification in order to ensure their safety. It can
also be a basis for diverse rehabilitations and reinforcement works simulation.
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INTRODUCTION GENERALE

Les réactions de gonflement interne (RGI) sont des pathologies pouvant remettre en cause
I’utilisation, voire la stabilité, d’un nombre significatif d’ouvrages stratégiques. Electricité de
France (EDF) étant le maitre d’ouvrage de barrages francais, la premiére de ses préoccupations
est la siireté des ouvrages. La compréhension et la prédiction des phénomenes d’expansion est
capitale pour la siireté des populations et des ouvrages mais aussi pour optimiser les cycles de
maintenance et de réparation. Cette thése a pour but d’améliorer les modeles de calcul aux
¢léments finis d’ouvrages atteints par des réactions de gonflement interne (RGI) regroupant la
réaction alcali-silice (RAS) et la formation d’ettringite différée (DEF). La simulation
numérique doit permettre de retrouver les déplacements et les faciés de fissuration in situ de
ces structures pour en valider la modélisation. Elle peut alors étre utilisée pour la prédiction des
dégradations du matériau et de la structure et pour 1’évaluation de la marge de sécurité de ces
ouvrages dans le temps, ce qui en fait un outil d’aide a la décision pour le maitre d’ouvrage.

Un des enjeux scientifiques est la prise en compte des paramétres influents dans les calculs,
dont I’humidité du matériau, et 1’histoire des températures depuis le coulage du béton. Les
avancements chimiques de la RAS et de la RSI sont trés sensibles a 1’état hydrique du matériau.
Pour ces réactions, 1’eau joue a la fois le role de milieu de diffusion des espéces chimiques mais
aussi celui de réactif. La gestion de 1’état hydrique du matériau dans les calculs est donc
primordiale. La présence d’eau est intimement liée a 1’état mécanique du matériau : la présence
de fissures facilite 1’intrusion d’eau provenant de I’extérieur ce qui accélere les réactions
chimiques a I’origine des dégradations. Par ailleurs, les réactions peuvent consommer 1’eau
présente localement et s’arréter si I’eau vient a manquer. La premiere étape consiste donc a
représenter fidélement la formation des produits a I’origine des gonflements du béton, puis 1’état
de fissuration (notamment 1’ouverture des fissures structurelles et la fissuration induite par les
RGI a I’échelle microscopique). Le travail de ce mémoire se concentre donc sur la simulation
numérique des effets mécaniques des gonflements issus de RGI. Une attention particuliere sera
portée a I’anisotropie des gonflements induite par des contraintes externes ou des armatures et
aux contraintes développées dans le béton et 1’acier.

Trois objectifs principaux sont visés :

- Le remplacement du mod¢le poro-mécanique endommageable de (Grimal, 2007) par un
modele poro-plastique endommageable initi¢ dans la thése de (Salgues et al., 2014) et
reformulé par (Sellier, 2015), dans Code Aster (code ¢léments finis développé par EDF)
(Figure 1). Le but est d’améliorer la stabilité des calculs et la vitesse de résolution pour
les ¢léments fortement endommagés en passant d’un modele endommageable a un
modele plastique pour étre en mesure de simuler plus rapidement de grands ouvrages en
3D, tels les barrages EDF. Ce modele doit étre capable de différencier les
endommagements diffus et localisés, de prendre en compte le fluage et I’anisotropie de
gonflement et d’endommagement.
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- L’intégration d’un mode¢le permettant le calcul de béton atteint de DEF (Sellier et
Multon, 2016). Le mod¢le de (Grimal, 2007) prenant uniquement en compte la RAS, les
travaux de (Salgues et al., 2014) ont permis d’établir les équations d’équilibre
thermodynamique nécessaires a la création de DEF. Dans un but d’utilisation rapide en
ingénierie, ce modele a ¢€té modifi€ : une partie des équations d’équilibre
thermodynamique a ét¢ remplacée par des équations semi-empiriques (Sellier et Multon,
2016) basées sur un ensemble de résultats expérimentaux.

- Les validations de ces mod¢les et I’applicabilité a des ouvrages réels. L’ensemble de ces
changements nécessite une phase de validation notamment au niveau des couplages
(fissuration diffuse et fluage, fissuration diffuse et fissuration localisée). L’applicabilité
a des ouvrages permettra de valider 1’utilisation de ces mod¢les sur des structures de
taille importante.

Figure 1 : Modéle endommageable de (Grimal, 2007) et modele plastique de (Sellier,
2015)

Dans un premier temps, 1’état de 1’art est exposé dans le but de répertorier tous les éléments
nécessaires a la compréhension des travaux de la theése. Les mécanismes réactionnels des deux
pathologies seront développés ainsi que les paramétres qui influent sur leur formation tant en
termes d’amplitude que de cinétique. Les modeles permettant de calculer le volume de produits
néoformés seront alors exposés. Apres avoir rempli le volume de porosité disponible autour du
site réactionnel, le volume produit par la réaction met en traction la matrice cimentaire suite a
la pression qu’il génere. Cette contrainte crée une déformation a 1’origine des gonflements. Elle
peut mener a un endommagement. Les différents modéles d’endommagement existants dans la
littérature seront donc présentés. Cela débutera par les modeles d’endommagement traduisant
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des fissures structurelles, qui peuvent étre provoquées par des gradients de gonflement sur
ouvrages. Les problématiques liées a la prise en compte de la localisation de la fissuration dans
les codes aux €léments finis a travers la régularisation énergétique seront abordées dans cette
partie. Plusieurs mod¢les permettant de représenter les déformations de RGI et la perte des
caractéristiques mécaniques directement due au gonflement seront également décrits.

Dans un deuxiéme temps, le modele poro-mécanique utilisé dans ce travail et implanté dans
Code_Aster (Code Eléments Finis d’EDF) est présenté en modules. Le premier module consiste
en la présentation du calcul des volumes de produits gonflants créés en se basant sur la chimie
des RGI. Le second se consacre au calcul de la pression générée et de sa traduction en
contraintes dans le squelette via la poro-mécanique. Ces contraintes sont la source d’une
fissuration diffuse évaluée a travers un modéle de plasticité qui est présenté ensuite. Il permet
de reproduire les déformations plastiques importantes générées par les gonflements grace a une
loi d’écrouissage et un critére de type Rankine orthotrope. Il prend en compte ’anisotropie des
déformations de RGI sous I’effet des contraintes et des confinements. Un endommagement
diffus anisotrope est alors déduit. Il permet de prendre en compte la perte anisotrope des
caractéristiques mécaniques du matériau suite aux gonflements de RGI. Ce modéle dédié aux
RGI est ensuite intégré dans un modele poro-mécanique plus global prenant notamment en
compte le retrait, le fluage (de fagon couplée aux phases interstitielles (eau, produits de RGI)),
un endommagement de cisaillement-compression grace a un critére de Drucker-Prager, et un
endommagement structurel de traction grace a un critére de Rankine également anisotrope. Ce
dernier permet de calculer I’ouverture de fissure dans chaque direction principale des ¢léments
finis et de refermer ces fissures localisées le cas échéant. Une méthode de calcul originale de la
taille des €léments finis dans les directions principales de traction, intégrée a la régularisation
énergétique d’Hillerborg, permet d’améliorer la quantification de la fissuration localisée sur des
¢léments finis de différentes natures et a fonctions d’interpolation lin€aires pour les
déplacements. Le modele est ensuite calibré sur des tests de laboratoire comprenant des
éprouvettes soumises a des contraintes et a des confinements multiaxiaux issus de la littérature.
Le couplage fissuration diffuse et fluage est validé sur ces essais.

Le troisieme chapitre porte sur I’application du modele a des poutres plus ou moins armées
soumises a des gradients hydriques. L’objectif est la validation du couplage fissuration diffuse
et fissuration localisée. La premiére partie concerne des poutres atteintes de RAS, la deuxiéme
traite de la modélisation des mé€mes structures mais subissant une RSI. Les gradients hydriques
créent des niveaux d’avancement différents dans la hauteur des poutres car la partie inférieure
de celles-ci est immergée alors que la partie supérieure subit un séchage. Les gradients de
gonflement générés provoquent des fissurations et des déplacements anisotropes avec des
cinétiques différentes de celles obtenues sur éprouvettes libres de contraintes. La géne et les
reports de gonflements dus aux armatures sont particuliérement examinés. En effet, un béton
gonflant au contact d’une barre d’acier vient créer une contrainte de compression qui, de la
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méme maniere qu’une précontrainte, peut par la suite retarder la fissuration localisée du
matériau sous chargement extérieur. Il est important de reproduire ce comportement pour
pouvoir simuler le confortement de barrages par tirants ou simuler des ouvrages armés. La
modélisation de ces poutres en RAS et en RSI permet de pointer les différences de
comportement a prendre en compte entre ces deux pathologies, notamment le seuil hydrique a
partir duquel le gonflement est substantiel et les contraintes développées lors d’un gonflement
géné par des armatures.

Dans le dernier chapitre, le modéle est appliqué a deux barrages existants construits autour
des années 1950. Le premier est un barrage mobile en riviere atteint de RAS. Suite aux
dégradations et aux déplacements conséquents, il a été conforté dans les années 1980 grace a
des tirants métalliques passifs. Le but de la modélisation est la simulation numérique des
déplacements et des facies de fissuration sur les piles situées en riviére. Plusieurs essais sur
carottes extraites de I’ouvrage et de granulats récupérés ont notamment été utilisés et combinés
a des mesures in situ dans le but d’analyser cet ouvrage. Le calcul aux éléments finis peut servir
de base a I’établissement d’une marge de sécurité¢ de 1’ouvrage par rapport a un scénario de
sollicitation, et de son évolution a venir. Le second barrage modélis¢ est un barrage poids atteint
de RSI. Cette application est I’occasion de modéliser un ouvrage ayant subi des échauffements
variables dans sa masse au jeune age qui ont conduit plus tard a des gonflements hétérogénes
du béton dans différentes zones de la structure. Une modélisation de la phase de chauffe du
béton due a I’exothermie du ciment durant la phase d’hydratation est donc effectuée. Les
analyses en laboratoire n’étant pas toutes exploitables, les déplacements et les facies de
fissuration de cet ouvrage sont les principaux ¢éléments utilisés pour le calage du modele. La
méthodologie d’obtention des paramétres du modéle sera donc une préoccupation permanente
de ce travail.

Enfin, une conclusion générale de ces travaux de these sera établie en fonction de la capacité
du modéle a reproduire les déplacements et les facies de fissuration de toutes les structures
atteintes de RGI modélisées (éprouvettes sous contraintes et confinements multiaxiaux, poutres
de laboratoire et ouvrages réels) pour valider I’ensemble des couplages et 1’applicabilité des
modeles implantés. Des perspectives seront alors évoquées sur la base des difficultés
rencontrées et des limites du modele.
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Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

1. Introduction du chapitre

Les réactions de gonflement interne (RGI) sont des pathologies qui dégradent le béton des
ouvrages a cause de la formation d’un produit intraporeux, qui endommage le squelette solide
lors de son gonflement. Dans ce chapitre bibliographique, les mécanismes réactionnels et les
parameétres influents sur la formation des produits expansifs seront développés dans un premier
temps. En effet, la composition du béton et les conditions environnementales, notamment la
température et le degré de saturation du béton, ont une forte influence sur les amplitudes et les
cinétiques de gonflement. Le but de ce travail de thése est la modélisation du comportement
mécanique des bétons atteints de RGI. Ainsi, une part importante de ce chapitre est dédiée a la
bibliographie concernant les aspects mécaniques nécessaires a la modélisation des
déplacements et des dégradations des ouvrages atteints. La théorie de la poro-élasticité et les
modeles permettant de simuler numériquement les endommagements et les effets des
contraintes sur les gonflements seront plus particuliérement développés.

2. La Réaction Alcali-Silice (RAS)
2.1 Meécanismes réactionnels

La réaction alcali-silice (RAS) est une réaction chimique faisant partie de la famille des
réactions alcali-granulats (RAG) qui se produit dans un béton soumis a des conditions
particulieres liées a sa composition et a son environnement. Comme son nom 1’indique, c’est la
silice présente dans les granulats qui réagit avec les alcalins apportés majoritairement par le
ciment. Divers courants cohabitent dans la littérature pour établir les sites des réactions
chimiques liées a cette pathologie.

La théorie la plus consensuelle actuellement est 1’approche topochimique. Elle décrit la
réaction alcali-silice comme un phénomene se déroulant en trois étapes comme cela est évoqué
par (Glasser et Kataoka, 1981) et (Poole, 1992).

0 Une attaque des liaisons silanols

La silice sous forme de groupe silanols, soumise a un environnement
thermodynamiquement instable par rapport a son équilibre a 1’état naturel, va réagir avec les
OH- apportés par la solution interstitielle (Eq. (1-1) et Figure 1-1).

=Si—OH+OH - =Si— 0" +H,0 (1-1)
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Figure 1-1 : Attaque des liaisons silanols par I'hydroxyde (Poole, 1992)

Par ailleurs, les ponts siloxanes sont rompus du fait de 1’attaque de I’hydroxyde de sodium
(Eq. (1-2)).

=Si—0—Si=+20H" »>=Si—0"+0" —Si = +H,0 (1-2)

0 La fixation des alcalins sur les groupes = Si — O~ créés

La solution interstitielle étant chargée d’ions, la charge présente sur ’oxygéne est
neutralisée par des ions chargés positivement (Na* ou K*) présents en solution (Eq. (1-3) et Eq.

(1-4)).

=Si—0"+Nat*>=Si—0—Na (1-3)

=Si—-0"+K"->=Si—-0-K (1-4)

Le produit créé est un gel hydrophile expansif qui va remplir peu a peu les pores connectés
aux sites de réactions dans le granulat et dans la matrice cimentaire avant de venir y exercer
une pression. (Bulteel et al., 2006) décrit notamment la réaction par un gonflement du granulat.

0 La substitution des alcalins Na* par des ions Ca**

Selon (Poole, 1992), au cours du temps, les alcalins qui ont été fixés lors de la création de
gel, peuvent étre remplacés par des ions calcium Ca?*dans le réseau siliceux. Ainsi les alcalins
repasseraient en solution et entretiendraient la cinétique de réaction. Il y a création de gels
silico-calco-alcalins. Cependant, la cause de ce phénomene n’a pas encore mené a un consensus
comme le montrent (Freyburg et Berninger, 2004) qui ont analysé la teneur en Ca>" de gels dans
110 ouvrages. Il en résulte que les ouvrages les plus anciens ne sont pas toujours ceux ayant les
plus hautes concentrations en calcium dans les gels.
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Figure 1-2 : Substitutions des ions Na* par des Ca** (Poole, 1992)

Certains auteurs ont développé d’autres approches pour expliquer la présence de gels
expansifs comme (Dron et Brivot, 1993) qui soutiennent une approche trans-solution ou la
réaction peut se produire n’importe ou dans la solution interstitielle entre les ions issus de
I’attaque de la silice des granulats.

2.2 Parametres influents sur le volume de phases néoformeées

Trois éléments sont nécessaires au développement de la RAS dans un béton : les alcalins, la
silice réactive et une humidité suffisante (Diamond, 1983; Dron et Brivot, 1993). Le calcium,
dont le role reste discuté, est fourni en quantité par la portlandite présente dans le béton.

2.2.1 Influence de la composition du béton

Le type de granulat :

D’apres les recommandations du LCPC (LCPC, 1994; FD P18-464 - Béton - Dispositions
pour prévenir les phénomenes d’alcali-réaction, 2014), les granulats peuvent étre classés en
trois groupes : les granulats siliceux non réactifs (NR), les granulats potentiellement réactifs
(PR) ou les granulats potentiellement réactifs mais avec un effet de pessimum (PRP). En effet,
pour certains granulats, un pessimum de gonflement peut étre observé en fonction de la teneur
en granulats réactifs (Hewlett, 2003). Le pic du pessimum varie selon les granulats utilisés. La
cinétique de réaction dépend également de maniére trés importante de la nature des granulats.

10
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La granulométrie :

La surface spécifique des granulats a une influence sur les gonflements. Plus de gel peut
migrer dans la porosité connectée pour un granulat de faible taille que pour un plus gros (Gao
et al., 2013). De plus, un effet pessimum est observé en fonction de la taille des granulats
(Multon et al., 2010; Gao et al., 2013) (Figure 1-3). Ce phénomene pourrait étre expliqué par la
quantité de silice consommée lors de la fissuration du granulat. Si le granulat est petit, la
fissuration aura lieu pour un granulat dont la silice sera fortement attaquée. Pour un granulat
plus gros, le cceur du granulat n’aura pas encore réagit au moment de la fissuration. Le gel
produit par la suite ne provoquera qu’une faible augmentation de pression du fait de 1’espace
créé par la fissuration (Gao et al., 2013).

Un effet d’échelle est également observé. Plus la taille des granulats est importante par
rapport a la taille des éprouvettes, plus le gonflement final est faible. (Gao et al., 2013) explique
ce phénomeéne par le départ de gel dans la fissuration créé, fissuration qui dépend du rapport
des tailles des inclusions gonflantes et des éprouvettes. (Multon et Sellier, 2016) précisent
qu’une compétition entre le lessivage et la diffusion des alcalins dans les granulats peut
participer a I’effet d’échelle observé dans le cas d’éprouvettes conservées dans des fortes
conditions d’humidité.

La différence de cinétique entre les sables et les graviers est utilisée pour déterminer
I’avancement de la réaction sur des carottes extraites d’ouvrages (Grimal, 2007).
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Figure 1-3 : Expansions finales d'éprouvettes de RAS en fonction de leur taille et de la
taille des granulats (Gao et al., 2013)

La teneur en alcalins :

Elle doit étre suffisante pour permettre la réaction car les alcalins sont des réactifs (Berra et
al., 2005; Poole, 1992). Les alcalins proviennent majoritairement du ciment mais certains
minéraux des granulats (feldspath ou mica) peuvent également en fournir (Bérubé¢ et al., 2002;
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Diamond, 1989). Le lessivage des alcalins est un phénomene important & prendre en compte
sur des essais avec des éprouvettes de faibles dimensions (Lindgérd et al., 2013). En effet, une
diffusion des alcalins peut venir faire baisser la concentration de cette espece sur les premicres
dizaines de centimétres de béton en contact avec 1’extérieur (Multon et Sellier, 2016).

La porosité de la pate :

Plus la porosité de la pate est grande, plus le gel a de 1’espace pour se répandre sans causer
de dommages (vase d’expansion plus grand) mais la diffusion est accélérée. Au contraire, plus
la porosité est faible plus la RAS va étre retardée. Cependant, I’impact de la perméabilité du
gel d’alcali-réaction dans la pate de ciment sur les expansions avant fissuration est limité au cas
de quelques granulats trés réactifs. Dans la plupart des cas, des expansions significatives sont
engendrées avant la détection de gel dans la pate de ciment (Sanchez et al., 2015) car une fois
que la RAS a eu lieu, elle engendre rapidement une contrainte intra-poreuse (Capra et al., 1996;
Sellier et al., 1995a).

L’ajout d’additions minérales :

Sous certaines conditions, I’ajout d’additions minérales réduit les gonflements (soumis a des
tests de performances (LCPC, 1994)). En effet, elles ont un impact sur la composition de la pate
de ciment, la porosité et donc sur les réactifs et le milieu réactionnel (vase d’expansion et
diffusion des especes).

2.2.2 Influence de I’environnement

La température :

Plus la température est élevée plus la réaction est rapide (Diamond et al., 1981). C’est
¢galement ce qui est observé par (Larive, 1997) sur la Figure 1-4. Cet effet est utilisé¢ en
laboratoire pour accélérer les réactions qui se dérouleraient en plusieurs années a température
ambiante.

L’effet de la température sur la cinétique de réaction est souvent modélisé grace a une loi
d’Arrhenius (Eq. (1-5)) (Larive, 1997; Ulm et al., 2000; Gravel, 2001; Poyet, 2003; Grimal,
2007) . Ea est I’énergie d’activation qui vaut entre 40 et 53 kJ/mol selon les auteurs (Renders
et al., 1995; Larive, 1997; Lombardi et al., 1997). R est la constante des gaz parfaits (8,1314
J/(mol.K)).

Ea/l 1 1
calcul ref
= —_— —_ 1'5
ERAG exp [ R (Tref Tcalcul)l €RAG (1-5)
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L’augmentation de la température va de pair avec le nombre de moles de gel créé (Lombardi
et al., 1997). D’aprés (Furusawa et al., 1994), la hausse de la température provoquerait une
modification du coefficient de diffusion apparent dans les granulats.

L’asymptote du gonflement ne semble pas modifiée par la température (Shayan et al., 1996;
Larive, 1997)) mais ce point ne fait pas consensus (Guomundsson et Asgeirsson, 1975;
Diamond et al., 1981; Wood et al., 1987). (Wood et al., 1987) trouve des gonflements quatre
fois supérieurs a 13°C qu’a 38°C. La baisse de la solubilité de la portlandite et I’augmentation
de la solubilité¢ de la silice avec la température devraient provoquer des gonflements plus
importants avec une hausse de température mais d’autres caractéristiques €voluent positivement
comme les résistances (Urhan, 1987). Des effets perturbateurs peuvent étre présents sur ces
essais comme le lessivage des alcalins, la perméation de gel dans les fissures, la nature des gels
et I’endommagement thermique.
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Figure 1-4 : Gonflement au cours du temps a 38°C et 60°C (Larive, 1997)

L’ humiditeé :

Le gel de RAS est hydrophile, il absorbe beaucoup de molécules d’eau. L’eau joue donc un
double role : elle sert a la fois au transport des ions dans la solution interstitielle vers les sites
de réaction par diffusion et au phénomene d’expansion en rentrant dans le gel. Les travaux de
de (Larive, 1997), (Poyet, 2003) et (Multon, 2003) ont permis de montrer que I’expansion était
directement liée a I’humidité relative (HR) de I’environnement (Figure 1-5), mais que la
modélisation de ces effets devenait plus précise si le degré de saturation du béton était utilisé
pour définir cette dépendance. (Poyet, 2003) montre notamment qu’il existe un seuil a
approximativement 70% d’humidité relative a partir duquel les gonflements ne sont plus
négligeables (Figure 1-5). Le gonflement final semble moins important pour I’ambiance a
100 % de HR que pour celle a 96 % de HR. Cela pourrait €tre da au lessivage des alcalins qui
ne sont alors plus disponibles pour la RAS. Un apport d’eau méme tardif vient accélérer la
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cinétique de réaction (Larive, 1997). Les liens entre humidité relative et réaction alcali-silice
sont développés plus amplement dans le chapitre 2.

Figure 1-5 : Influence de I'humidité relative sur les gonflements de RAS (Poyet, 2003)

La réaction alcali-silice est une réaction se produisant donc en trois étapes majeures qui sont
une attaque des liaisons silanols, une rupture des ponts siloxanes et un rééquilibrage des charges
par les alcalins présents dans la solution interstitielle. Un gel hydrophile expansif est alors créé.
Il se présente sous une forme silico-alcaline. Il peut s’en suivre une substitution des alcalins par
des ions calciums ce qui pourrait faire perdurer le phénomeéne (gel silico-calco-alcalin créé et
relachement des alcalins dans la solution interstitielle). La présence d’alcalins, de silice réactive
et d’humidité suffisante sont nécessaires a la production de gels de RAS.

2.3 Modélisation du volume de gel créé

(Furusawa et al., 1994), (Poyet, 2003) et (Bazant et Steffens, 2000) ont développé des
modeles basés sur la diffusion des ions dans un volume élémentaire représentatif incorporant le
granulat.

(Furusawa et al., 1994) a notamment développé un modéle basé sur la diffusion des ions
hydroxydes et alcalis dans le granulat (Figure 1-6). Le modele décrit une zone poreuse autour
du granulat qui se remplit avec le volume de RAS créé. L expansion débute apres le remplissage
de ce vase d’expansion dont le volume varie en fonction de la consommation de la silice
réactive.

14
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Figure 1-6 : Représentation schématique de la diffusion des alcalins dans le granulat
réactif et création d'une zone de réaction (Furusawa et al., 1994)

Le modele de (Bazant et Steffens, 2000) a été¢ congu pour reproduire les gonflements de
granulats de verre broy¢. Les especes migrent vers le granulat, la silice est alors dissoute et elle
réagit. Un gel se forme autour du granulat. Il se gorge d’eau et une expansion est créée. De I’eau
est apportée vers le gel par diffusion (Eq. (1-6)).

1—2(t)/x

"1 —2z(t)/D (1-6)

fw(x: t) = WS

&, est la concentration en eau dans le gel alors que wg est la concentration en eau autour du
granulat. z(t) est le rayon de la partie saine du granulat. D est le diamétre initial du granulat.

La concentration massique en gel 4 est alors calculée (Eq. (1-7)). ps est la densité massique de
la silice réactive. s le nombre de moles de cette derni€re. m, et mg sont respectivement les
masses molaires du gel de RAS et de la silice réactive. Deux molécules d’eau sont nécessaires
pour dissoudre une molécule de silice réactive.

3
¢, =%.<D——z3>@ (1-7)

s3 '\ 8 mg

Le gel produit va ensuite se combiner avec de 1’eau (a partir d’un seuil de 85 % en humidité
relative) et devenir un produit gonflant. Cette imbibition est gérée par 1’équation (1-8). w; est
la masse d’eau absorbée par le gel. n(p) et m(h) les fonction permettant de gérer
respectivement I’impact de I’humidité et de la pression sur I’imbibition. §. est 1’épaisseur de la
zone ou la diffusion se fait. C,,, représente la diffusivit¢ de I’eau dans le gel.

n(p)m(h). & — w,
T T,

(1-8)

Enfin, Parrivée de I’eau a travers le béton est assurée par une loi de Fick classique.
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(Liaudat et al., 2014) proposent un mod¢le de RAS basé sur la diffusion-réaction, dans lequel
la réaction chimique génére un produit de réaction a I’intérieur de ’anneau de réaction. Les
objectifs de ces modeles sont davantage la compréhension des phénomenes de réactions que la
prévision des phénomenes.

Pour (Poyet, 2003), les granulats sont représentés pas des sphéres (Figure 1-7) et la
distribution granulaire vient directement impacter la cinétique et I’amplitude des gonflements.
Le granulat est attaqué par différentes espéces chimiques (Na*, K*, et Ca?"). L’équation de
conservation de la masse (Eq. (1-9)) pour une espece X permet de gérer la dégradation du
granulat par diffusion.

Figure 1-7 : Systéme de représentation de (Poyet, 2003)

2 (75.5%.%;) = —div[DF. grad(%;)] + 5,00 (1-9)

pg, STy, €t X sont respectivement la porosité, le degré de saturation et la concentration de
I’espece chimique X. D7 est le coefficient de diffusion. Dans le granulat, S, est le terme puits
qui permet de consommer les espéces chimiques par la réaction. A ’extérieur du granulat, ce
terme correspond a la consommation de I’espece X dans les autres granulats. A partir de cette
équation, écrite pour chaque espece, le volume de gel créé est calculé. Une méthode énergétique
permet ensuite d’évaluer les gonflements correspondants en prenant en compte le volume de la
porosité connectée.

(Multon et al., 2009) ajoute a ce modele (Poyet, 2003) une cinétique pour la fixation des
alcalins (Figure 1-8). Ainsi, le gonflement peut étre influencé par la diffusion ou la fixation des
alcalins. Ce modele, intégré a un code éléments finis, permet notamment de reproduire les essais
d’éprouvettes soumis a des gradients d’alcalins par lessivage extérieur.
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Figure 1-8 : Diffusion et fixation des alcalins (Multon et Sellier, 2016)

Le modele le plus utilisé pour reproduire les cinétiques de gonflement de RAS est le modele
empirique de (Larive, 1998) (Eq. (1-10)). ¢ est ’avancement chimique de la RAS, il peut donc
étre utilisé pour évaluer le volume de gel produit (en considérant qu’il est un fluide
incompressible) en fonction du temps. En supposant que I’expansion est proportionnelle a
I’avancement de la réaction, ¢ est multiplié par la déformation finale pour calculer la
déformation a chaque instant. 7l est le temps de latence. Il gere le début du gonflement (Figure
1-9). Tc est le temps caractéristique. Il définit la cinétique entre le début et la fin du gonflement
(établissement de 1’asymptote). Ce type de courbe en « S » (Figure 1-9) est typique des
réactions de gonflement interne. Toutefois, les parametres ne peuvent pas étre reliés a des
propriétés physiques mesurables.

f = - (1-10)

1+e
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Figure 1-9 : Courbe de gonflement type de RAS (Larive, 1998) représenté par (Grimal,
2007)

(Grimal et al., 2008) propose une loi différentielle de 1’avancement en fonction de la
température 7 (loi d’Arrhenius) et du degré de saturation Sr (issu de (Poyet et al., 2006))
(Eq.(1-11)). ag est un parametre cinétique de calage, Ea ’énergie d’activation de la RAS
(47000 J/mol/K), R la constante des gaz parfaits (8,314 J/mol), Ty.; est la température de

référence de ’essai (en K). Les crochets ( ) représentent la partie positive des termes qu’ils
encadrent. L’avancement A passe de O (réaction non débutée) a 1 (réaction totalement
terminée).

Eaf 1 1 _ 0
04 _ o wlrg 1) ST =5T°)
ot

a5 (Sr — A) (1-11)

L’avancement multiplié par le volume maximum de RAS créable (calibré par 1’utilisateur
sur des courbes d’expansion) permet ensuite d’obtenir le volume de RAS a chaque instant.

La majorité de ces modeles nécessite la connaissance du gonflement libre d’une éprouvette
pour calibrer les paramétres qui ne peuvent pas €tre mesurés directement. En général, trois
parametres sont nécessaires pour reproduire les courbes admises comme représentatives d’une
RAS.
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3. La Formation d’Ettringite Différée (DEF)
3.1 Meécanismes réactionnels

La formation d’ettringite différée (DEF) est une réaction sulfatique interne (RSI). Elle
dépend comme la réaction alcali-silice de la composition du béton et de I’environnement de
I’élément durant toute la durée de vie de la structure. Il existe plusieurs formes d’ettringite : la
primaire qui est un produit normalement créé¢ pendant la phase d’hydratation, la secondaire qui
peut se former apres un apport externe en sulfates et provoquer de 1’expansion et I’ettringite de
formation différée. C’est cette derniere qui est étudiée dans ce travail.

La création d’ettringite différée a lieu dans des conditions particuliéres. Des températures et
une humidité élevées au jeune age sont notamment propices a son développement a plus long
terme. Dans le cadre de I’amélioration des cadences que ce soit en préfabrication ou sur
chantier, le traitement thermique (cure) est un moyen de réduire le temps nécessaire pour
I’obtention d’une résistance minimale du béton a court terme. Si la température est mal
maitrisée, elle peut étre la cause de la création d’ettringite différée. Par ailleurs, les ouvrages
massifs nécessitant un coulage de gros volumes de béton peuvent également étre soumis a des
hausses de températures importantes durant 1’hydratation du ciment.

La température est la premicre cause de cette pathologie. En effet, a partir d’environ 65°C
lors de la phase d’hydratation du ciment (ou de traitement thermique), 1’ettringite primaire
formée se dissout et ne peut plus se former pour des raisons thermodynamiques. Les sulfates et
aluminates qui passent alors en solution sont piégés dans les C-S-H (Silicate de Calcium
Hydraté) en cours de formation.

Le lieu de précipitation ne fait pas consensus dans la littérature. Certains jugent qu’elle se
fait a I’interface pate-granulats ((Heinz et Ludwig, 1987; Yang et al., 1996). Plusieurs autres
auteurs évoquent un gonflement homogene dans la porosité (Taylor et al., 2001). Au cours de
I’hydratation les grains anhydres vont créer des grains de Hadley (Hadley et al., 2000) qui sont
des vides a I’intérieur de sphéres de C-S-H. C’est dans ces grains (Brunetaud, 2005) que va
précipiter ’ettringite différée dont la réaction nécessite une humidité importante (Eq. (1-12)).
La dépendance a ce parametre s’explique par la présence de nombreuses molécules d’eau dans
la formule chimique de I’ettringite différée : (Ca,AL(OH)¢),Ca,(S0,)5.32H,0.

6Ca%* + 2A1(OH),” + 350, + 40H™ + 26 H,0 (112
— (Ca,Al(0H)g),Ca5(S04)3.32H,0
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3.2 Parametres influents sur le volume de gel produit

Pour que la DEF ait lieu, il est nécessaire de réunir des composés spécifiques (sulfates,
aluminiums, calcium) et des conditions environnementales particuliéres (température et
humidité) parfois différentes au jeune age et durant la vie du matériau.

3.2.1 Influence des paramétres d’échauffement

Un des paramétres qui influence le plus la formation d’ettringite est 1’histoire thermique du
matériau. Elle peut étre due a une cure, a la taille de I’élément qui lors de I’hydratation
exothermique du ciment va subir un dégagement de chaleur importante, voire des sources de
chaleur liées a I’exploitation des ouvrages, qui peuvent conduire & un amorcage de DEF
(Barbarulo et al., 2007; Martin, 2010). Un chauffage, méme tardif peut engendrer de la DEF
(Barbarulo et al., 2007; Kchakech, 2015).

La température d’échauffement :

Les auteurs s’accordent pour une température minimale comprise entre 65°C et 70°C
(Brunetaud, 2005; Lawrence, 1995; Famy, 1999; Godart et Divet, 2013; Kchakech, 2015). En
effet, la concentration en alcalins au moment de 1’échauffement influerait sur la température
seuil a partir de laquelle I’ettringite primaire se dissout. Plus la concentration en alcalins est
forte plus la température seuil est faible. C’est la solubilit¢ de 1’ettringite qui dépend de la
concentration en alcalins (Divet, 2001; Divet et Randriambololona, 1998; Petrov, 2003).
(Kelham, 1996) valide expérimentalement que I’augmentation de la concentration initiale en
alcalins pour un méme cycle thermique augmente le gonflement final.

La durée de I’échauffement :

Le gonflement final obtenu ne dépend pas que de la température atteinte pendant
I’échauffement, la durée de chauffe est également un facteur déterminant. Un pessimum est
observé (Famy, 1999; Brunetaud et al., 2007; Kchakech, 2015) (Figure 1-10). C’est plutot le
couple température-durée qu’il faut considérer pour interpréter les résultats expérimentaux de
(Brunetaud, 2005). Cet effet, lorsqu’il a lieu au jeune age, a ét¢ modélisé par (Salgues et al.,
2014) grace a un indice de déstructuration qui correspond a I’intégrale de la température atteinte
en fonction du temps et du degré d’hydratation a partir d’une température seuil. (Kchakech,
2015) définit également une énergie utile qui correspond a I’intégrale de la température a partir
d’une valeur seuil qui permet d’obtenir de trés bonnes corrélations en termes de temps
caractéristiques et d’expansions finales, ceci quel que soit le degré d’hydratation.
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Figure 1-10 : Impact de la durée d'échauffement sur I'expansion finale (Kchakech, 2015)

Les durées de chauffe sur ouvrages peuvent parfois atteindre plusieurs mois, particulierement
sur des ouvrages trés massifs comme des barrages, or aucun résultat d’expansion en laboratoire
n’a été effectué¢ avec des périodes de chauffe de cette durée. Cette différence pourrait étre a
I’origine de phénomenes chimiques non pris en compte a I’heure actuelle.

3.2.2 Influence de la composition du béton

Alcalins :

La teneur ¢levée en alcalins pendant la phase d’hydratation favorise la dissolution
d’ettringite primaire via la température seuil et ’adsorption des sulfates sur les C-S-H (Divet,
2001; Divet et Randriambololona, 1998; Kelham, 1996; Petrov, 2003).

Sulfates :

Les sulfates proviennent majoritairement des régulateurs de prise tels que le gypse. Ils sont
piégés par les C-S-H apres la dissolution de I’ettringite primaire (Famy, 1999; Barbarulo et al.,
2007). La quantité de sulfate a ne pas dépasser pour ne pas développer de gonflement ne fait
pas consensus (Heinz et Ludwig, 1987; Kelham, 1996; Martin, 2010) probablement du fait de
nombreux couplages interagissant sur cette pathologie.
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Aluminates :

Les aluminates rentrent dans la composition chimique de la molécule d’ettringite. Une valeur
maximale de 0,67 pour le rapport SO;/Al,05 permettrait d’éviter les gonflements (Heinz et
Ludwig, 1987). (Zhang et al., 2002a) ont montré 1’existence d’un pessimum avec un rapport
proche de 1. Ces conclusions doivent toutefois étre replacées dans le contexte des conditions
d’essais puisque les essais n’ont concernés qu’une certaine plage de couple « durée de chauffe-
température ».

Finesse du ciment :

Plus la finesse du ciment est importante, plus 1I’expansion observée est élevée (Kelham,
1996), cependant les auteurs ne sont pas tous du méme avis. D’aprés (Pavoine et al., 2012), il
s’agirait du fait que la finesse impacte directement la chaleur dégagée lors de la phase
d’hydratation et donc que la température atteinte serait supérieure durant cette phase. (Tosun,
2006) évoque la rapidité¢ d’hydratation qu’un ciment fin peut avoir et son lien avec un
ralentissement de la diffusion dans la pate di a une porosité plus faible.

Additions minérales :

Comme le résume (Salgues et al., 2014) la présence d’addition minérale réduit les
gonflements observés. Ceci pourrait étre principalement di a la réduction du phénoméne de
diffusion car la porosité est plus faible et a la diminution de la teneur en alcalin (dilution).

Granulats :

La nature et la taille des granulats influencent les gonflements (Brunetaud, 2005; Brunetaud
et al., 2007). L utilisation de granulats calcaires réduit les gonflements, ceci serait dii a la nature
de I’auréole de transition. En effet, les granulats calcaires sont réactifs vis-a-vis de la matrice
cimentaire et pourraient conduire a la formation de carbo-aluminates (plus stables que les
monosulfoaluminates) qui piegeraient les aluminates de maniére irréversible (Kakali et al.,
2000; Voglis et al., 2005; Carmona-Quiroga et Blanco-Varela, 2013). En ce qui concerne les
granulats siliceux, plus la taille des granulats est importante plus les expansions de DEF sont
¢levées. En effet, le coefficient de dilatation thermique étant tres différent de la pate pour ces
granulats (Brunetaud, 2005), un décollement des interfaces pates / granulats siliceux augmente
le coefficient de diffusion global et donc 1’échange ionique (Yang et al., 1999).

L’ajout de fillers calcaire favoriserait la dissolution de 1’ettringite et donc réduirait les
expansions selon les résultats expérimentaux de (Kunther et al., 2013). Pour (Silva et al., 2006),
’effet est inverse et les gonflements sont plus importants avec cette addition calcaire. (Salgues
et al., 2014) expliquent ces derniers résultats par un rapport aluminium sur sulfate qui
favoriserait la coexistence de monosulfoaluminates et de trisulfoaluminates pour le béton de
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référence. Pour le béton avec ajout de fillers calcaires, plus d’aluminiums sont fixés en
carboaluminates, ce qui favorise la production de trisulfoaluminates plus volumineux.

Rapport E/C :

Plus il est faible plus la porosité est faible et donc la diffusion réduite. Cependant, si de
I’ettringite vient a se former le réseau de pores ne peut plus jouer son role de vase d’expansion
et les gonflements observés sont plus conséquents (Brunetaud, 2005; Taylor et al., 2001).

3.2.3 Influence de I’environnement

Température extérieure :

Plus la température de conservation est faible plus ’amplitude de gonflement finale est
importante (Baghdadi et al., 2007; Famy, 1999; Flatt et Scherer, 2008). En effet, la constante
de solubilité de I’ettringite dépend directement de la température. Plus elle est faible, plus la
précipitation est facilitée. En revanche, a faible température, les cinétiques de précipitation sont
réduites.

Humidité relative :

De nombreuses investigations in situ ont montré que les parties d’ouvrages les plus exposées
a I’eau étaient bien souvent les plus atteintes par cette pathologie (Godart et Divet, 2008). Ainsi,
tout comme pour la RAS, 1’eau joue un double role de réactif et de transport. Une valeur seuil
minimale en humidité relative élevée est observée (Taylor et al., 2001). Elle est de 92 % pour
(Graf-Noriega, 2007), de 95 % pour (Martin, 2010) et de 98 % pour (Al Shamaa et al., 2015)
(Figure 1-11). Un dépassement, méme tardif de ce seuil déclenche le phénomene. Le lessivage
des alcalins, qui impacte également la précipitation de 1’ettringite secondaire, dépend du degré
de saturation. Ainsi, une éprouvette immergée gonfle plus rapidement qu’une éprouvette
immergée dans une solution alcaline (Taylor et al., 2001). II est souvent difficile de découpler
I’effet de I’humidité et I’effet du lessivage.
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Figure 1-11 : Evolution des gonflements en fonction de HR (Al Shamaa et al., 2015)

Lessivage des alcalins :

A long terme, la baisse de la teneur en alcalins (issue de la RAS ou d’un lessivage par
gradient de concentration) (Diamond, 2000) permet la libération des sulfates précédemment
piégés par les C-S-H. Cette concentration a un role durant la phase d’échauffement (une
concentration importante favorise la dissolution d’ettringite primaire) et un role lors de la vie
du matériau (une baisse de la concentration favorise la DEF) (Famy et al., 2001).

La RAS et la DEF sont deux réactions qui sont fréquemment concomitantes sur des ouvrages
(Johansen et al., 1993; Shayan et Quick, 1992; Thomas et al., 2008). La consommation des
alcalins par la RAS peut favoriser une apparition de RSI du fait de la fixation des alcalins.
Cependant, en laboratoire, les gonflements a long terme sont proches de ceux de RSI (Martin,
2010). De plus, la microfissuration induite par la RAS va entrainer une accélération du
phénomene de RAS mais aussi de DEF grace a un apport d’eau rendu plus facile.

3.3 Modélisation du volume de DEF créé

- Les mod¢les thermodynamiques

Des mode¢les thermodynamiques permettent de calculer la quantité d’ettringite créable en
fonction des constantes de solubilité des différents produits (Damidot et Glasser, 1993, 1992;
Flatt et Scherer, 2008). Cependant, ces équations ne permettent pas de déterminer la cinétique
de création de DEF puisque I’humidit¢é notamment n’est pas prise en compte. D’autres
équations permettent ensuite de gérer I’interaction avec les C-S-H et la phase de précipitation
en fonction de I’environnement (Salgues et al., 2014).
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(Bary, 2008) propose un modéele basé sur la thermodynamique pour reproduire les pressions
de cristallisation de D’ettringite (équation de Correns) dans le but de simuler des attaques
sulfatiques externes. La cinétique de gonflement est gérée par la diffusion des espéces a travers
la porosité.

- Les mode¢les statistiques

Différents auteurs ont étudié la corrélation entre la composition du béton et le gonflement
induit (Kelham, 1996; Lawrence, 1995; Mulongo et Ekolu, 2013; Zhang et al., 2002a). Le
mode¢le de (Zhang et al., 2002a) permet de définir un indice de DEF (Eq.(1-13)). Lorsqu’il est
supérieur a 1,2, un gonflement serait observable alors que s’il est inférieur a 0,8 aucun
gonflement n’est observé.

S03 (SO5 + C34) pogue ’
DEF; = (—) X X |%Na,0 1-13
index Al03 olaire < Al03 A) az eq ( )

Ces modeles ne sont souvent cohérents que pour un cycle de température de chauffe fixé
dans 1’étude (85°C pour (Zhang et al., 2002a)) et difficilement extrapolables a d’autres
conditions.

(Brunetaud et al., 2007) a réalis¢ un plan d’expérience en faisant varier de nombreux
paramétres comme la température, la durée de chauffe, le type de granulats, les composés du
ciment et le rapport E/C). Ses résultats peuvent donc étre utilisés de maniére statistique pour
¢tablir le gonflement probable du béton a tester.

(Kchakech, 2015) propose une équation (Eq. (1-14)) permettant de calculer une indicateur
d’ettringite I, qui dépend des quantités initiales en sulfates et en aluminates, de 1’énergie utile
Ey (dépendante de la température atteinte T(t), de la température seuil T, et de la durée de
chauffe au jeune age (Eq. (1-15))), de la concentration en alcalins €quivalents Na,0,, et de
deux parametres de calages (4 et B). Des formules empiriques dépendant uniquement de
I’énergie utile sont ensuite identifiées pour modéliser les temps de latence et caractéristique des
gonflements.

(‘—EU) ( —Ey )
Ippe = S05 X (1 — e \A/Na20eq > X Al,03 x \B/N320eq (1-14)
Energie utile = {I(T(t) —Todt  SiT(t) <T, (1-15)
0 sinon
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- Les modéles empiriques

Le mod¢le de (Brunetaud, 2005) est basé sur les travaux de (Larive, 1998) sur la RAS. Un
terme est ajouté a 1’équation pour prendre en compte une asymptote linéaire a la fin du
gonflement (Eq. .(1-16)).

T

1+e 1)
§O) = ——= (1+_6+t) (1-16)
l+e =

& est I’avancement de la réaction chimique. Les coefficients ¢ et § permettent de gérer
I’asymptote finale. C’est cette partie qui est différente de 1’équation de (Larive, 1998) pour la
RAS.

4. Comportement mécanique du béton

La RAS et la DEF sont responsables de I’apparition de phases néoformées dans la porosité
du béton. Le manque d’espace a leur disposition met rapidement la matrice sous pression ce qui
a pour conséquence des contraintes de traction autour du site réactionnel. La théorie de la poro-
mécanique permet de prendre en compte ’influence de cette pression intraporeuse sur le
squelette solide.

Le gonflement de RGI est rarement le seul moteur des déplacements et des contraintes
générées dans la matrice cimentaire. Les chargements extérieurs ont également un impact
important sur 1’état de contraintes. Cette interférence intéresse depuis longtemps les chercheurs
et les industriels. En effet, en appliquant une contrainte extérieure, est-il possible de stopper le
gonflement dans une ou plusieurs directions ? De nombreux auteurs se sont donc intéressés a
I’effet des contraintes et des confinements sur les gonflements de RAS. La DEF ayant été
découverte plus tard et touchant, pour le moment, moins d’ouvrages, les essais disponibles sont
moins nombreux. Cette partie de la bibliographie présente les travaux antérieurs portant sur la
poro-¢lasticité, la théorie de I’endommagement et les modélisations des fissurations localisées
structurelles et diffuses de RGI en prenant en compte les anisotropies de gonflement induites
par les contraintes extérieures et les confinements.
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4.1 La théorie de la poro-¢élasticité

Tout d’abord il convient d’introduire la théorie de (Biot, 1941) qui exprime la relation entre
la contrainte effective et la contrainte totale dans un milieu poreux en fonction de la pression
régnant dans la porosité du milieu et de la compressibilité du squelette solide par la loi de poro-
¢lasticité (Eq. (1-17)).

(1-17)

Qul
Il
Qll
et

p représente la pression exercée par le fluide (qui peut étre de I’eau ou un autre produit
intraporeux). b est le coefficient de Biot qui pondére I’influence de la pression exercée sur le
squelette solide par le fluide en fonction de leurs rigidités respectives. g est la contrainte totale
dans le matériau. ¢’ est la contrainte effective dans le squelette solide, c’est la contrainte
réellement reprise par la partie solide compte tenu de la porosité.

La théorie de la poro-mécanique, étendue par (Coussy, 1991) a de nombreuses
configurations d’interactions entre la matrice et les pores, repose sur le fait que contrairement
a la mécanique des milieux continus classique, le milieu est multiphasique. En effet, les
comportements mécaniques du solide et du liquide sont différents. Il convient de préciser que
cette théorie est applicable sous certaines hypothéses : les petites transformations et
déplacements du squelette ainsi que les petites variations de porosité. Plusieurs équations
permettent de décrire ces systémes multiphasiques. Il s’agit d’équations bilans (loi de
conservation de la masse de fluide (Eq. (1-18)) et d’équation d’équilibre mécanique (Eq.
(1-19)), accompagnées par des équations d’états (du fluide, du squelette et du transport du fluide
(Loi de Darcy)). my représente la masse de fluide qui est €gale au produit de la masse volumique

du fluide par la porosité pr¢p. w represente la quantite d’eau et m la masse du squelette.

Loi de conservation de la masse de fluide : omy _ 6(ps ) — —diviv (1-18)
ot ot
Equation d’équilibre : divo + (ms + mf)g' =0 (1-19)

En poro-¢lasticité isotrope linéaire la contrainte s’écrit :
& = Aotr(&§)1 + 2ué — bpl (1-20)
Avec :

€ = Etotal — €pl — Eftuage — Een - €N effet la déformation €lastique est la différence entre la
déformation totale et les déformations dues a la plasticité, au fluage et a la thermique.
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b le coefficient de Biot qui permet de donner un poids a la pression exercée par le fluide sur le
squelette

Ao et u les coefficients de Lamé drainés. A, le premier coefficient de Lamé et y le module de
cisaillement.

De plus, en faisant les hypotheses des petites variations de masse volumique de fluide et de

'uniformité du champ py, la variation de volume du contenu de masse de fluide vy = @
fo
s’écrit :
vp = btr(&,) + L (1-21)

M

Avec, M le module de Biot (Eq. (1-22)), homogene a une pression. Il caractérise les variations
en contenu de masse de fluide dans un essai triaxial a déformation volumique nulle.

1 b- 1-22
_b=¢0  #o (1-22)

M~ K, K

@ est la porosite initiale accessible au fluide, K est le module de compression du solide et K¢

le module de compression isotherme du fluide.

Ainsi, la contrainte extérieure & et la pression de fluide p, ont une influence sur la
déformation obtenue (Eq. (1-20)). L’état de contrainte effectif peut étre anisotrope en fonction
de la contrainte extérieure.

Dans le cas des RGI, le chargement de pression peut conduire a une fissuration du matériau.
I1 est donc nécessaire de faire appel a des notions capables de la quantifier. L’endommagement
est un terme générique pour désigner la perte de caractéristiques mécaniques due a une
contrainte ou une déformation imposées trop importantes. L’origine de celles-ci est variée :
chargement mécanique, thermique, retrait empéché, réactions de gonflement interne ou externe,
attaques d’agents chimiques... Dans cette partie, le concept d’endommagement est d’abord
présenté. Ensuite, une revue de quelques modéles I'utilisant est effectuée.
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4.2 Meécanique de ’endommagement

La théorie de ’endommagement a ét¢ évoquée pour la premicre fois par (Kachanov, 1958)
puis elle a été¢ développée notamment en France par (Chaboche, 1982), (Lemaitre, 1984) et
(Mazars, 1984). La mécanique de I’endommagement est 1’¢tude de 1’évolution des phénomenes
dans un matériau a partir de son état vierge et jusqu’a la rupture du matériau.

La variable d’endommagement est une variable interne qui est intimement liée a la notion
de contrainte effective. Elle se note D. Soit &S I’aire d’un Volume Elémentaire Représentatif
(VER) du matériau et repéré par une normale 7. L’endommagement mécanique local est égal
au rapport de la section endommagée (fissurée) §S sur la section résistante initiale §S (Eq.
(1-23)).

D) = 25» (1-23)

éS
En considérant un repére en trois dimensions, 1’équation (1-23) devient I’équation (1-24).
(8ij — Dij)n;8S = ;68 (1-24)
Avec §;j : le symbole de Kronecker et D;; le tenseur symétrique du second ordre représentant
I’endommagement (ses valeurs principales sont inférieures ou égales a 1 et positives).

La contrainte effective mécanique (au sens de ’endommagement et non pas de la poro-
mécanique) est la contrainte sur la section qui supporte « effectivement » les efforts. Dans le
cas d’un endommagement isotrope, celle-ci peut s’écrire :

o
- _ (1-25)
7T1°D

Si ’endommagement D tend vers 1, la contrainte effective tend vers 1’infini, or la rupture du
matériau apparait avant. Ainsi, D., I’endommagement critique pour lequel il y a rupture est
inférieur a 1.

Plus généralement, pour un endommagement anisotrope :

(1-26)

Qui
Il
]
Qi

le tenseur des contraintes effectives, & le tenseur des contraintes usuelles et M un

Quil

Avec
tenseur d’ordre 4 représentant I’endommagement dans toutes les directions

29



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

4.3 Fissuration localisée

I1 existe deux principaux courants pour modéliser la fissuration localisée sous chargement
mécanique : certains consideérent une unicité des dégradations dans toutes les directions, ce sont
les mode¢les isotropes, d’autres permettent de modéliser un endommagement différent selon les
directions (direction de chargement par exemple), ce sont les modéles anisotropes.

4.3.1 Modéles isotropes :

Le mod¢le de (Mazars, 1984) est un modele d’endommagement applicable principalement
au béton. Il permet de décrire la baisse de la rigidité du béton sous 1’effet de la fissuration
diffuse. L’endommagement est isotrope et la variable interne est le scalaire D. Dans ce modéle,
I’endommagement est évalué a partir de la seule déformation élastique.

Il définit ainsi la contrainte comme le produit du module d’Young pondéré par
I’endommagement (cela traduit la zone encore saine) et la déformation élastique (Eq. (1-27))

dans le cas uni-directionnel.

G=(1-D)Ee® (1-27)
Avec :

e D la variable d’endommagement

e Fle module d’Young

h rd __ ore

e £°la déformation élastique €€ = ¢ — e — ¢ €

o &M estla déformation thermique, "¢ la déformation de retrait de dessication liée au
séchage et £"¢ la déformation de retrait endogene.

[ ]

L’endommagement D dépend de la déformation €quivalente qui est noté €., (Eq. (1-28)).

Eeq = (&1)2 + ()2 + (e1)2  dans le repére principal (1-28)

Les <>, indiquent que seule la partie positive est prise en compte.

Lorsque &, dépasse une deformation seuil d’endommagement €44, I’endommagement n’est

plus nul. 1l se définit par une combinaison des termes en traction et en compression (Eq. (1-29)).

D =alD, +alD, (1-29)
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Avec :

B constante d’amélioration au cisaillement (généralement prise a 1,06) qui corrige un
biais du modele dans ce domaine de chargement.

e a; ; a. des coefficients permettant de mettre un poids sur les endommagements. S’il
n’y a que de la traction par exemple @, =0eta; =1.Deplus,a; + a, =1

e D=1~ U-foleds A eXp(_Bt(Eeq - gdo))

Eeq

* D.=1- (-fdia A exp(_Bc(Seq - <c-‘do))

eq
e Les coefficients Ay, A, Bt et Be sont des parametres a caler par 'utilisateur du modele

e D doit étre une fonction croissante

La principale force de ce modele réside dans le fait que ce sont principalement les
déformations positives de traction qui sont a I’origine de I’endommagement, ce qui est adapté
aux matériaux fragiles comme le béton. Ainsi ce modele est tres performant dans la partie
traction pour ce matériau. Des phénomenes liés au confinement ont un grand impact sur le
comportement en compression. Ils ne sont pas retranscrits par ce modéle.

Les autres problémes principaux de ce modele sont I’absence de déformations plastiques et
visqueuses et la non-prise en compte de la restitution de rigidité dans le cas ou il y aurait une
refermeture des fissures. En effet, pour que le modele de Mazars soit acceptable il faut que D
soit croissant.

Afin de se rapprocher plus finement des résultats expérimentaux obtenus en compression,
les endommagements sont désormais pondérés par un coefficient y (Eq. (1-30) (Mazars et al.,
2015).

V2{0;)2 (1-30)

" e
Avec :

e 0; les contraintes principales. Ce calcul peut également étre réalisé avec les contraintes
effectives car I’endommagement ne modifie pas les vecteurs propres.

(La Borderie, 1991) s’est intéressé¢ au développement du modele de Mazars et notamment
aux calculs sous charges cycliques avec un modele d’endommagement unilatéral. Il prend en
compte la refermeture des fissures et la restitution de la raideur du matériau mais aussi les
déformations anélastiques.

Le potentiel s’écrit sous la forme d’une somme de potentiel élastique et de potentiel
anélastique (Eq. (1-31)).
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X = Xe +Xan+G(Z) (1'31)
Avec :

e Le potentiel élastique y, dépendant notamment des endommagements en compression
et en traction

e Le potentiel anélastique y,, permettant de gérer la refermeture des fissures

e (G(2) est le terme représentant 1’écrouissage plastique

Enfin, les endommagements sont calculés (Eq. (1-32)) grace a la déformation calculée (Y) le
seuil de plasticité (Y,;) et deux paramétres de calages (4; et B;).

1
D;=1- (1-32)
l 1+ [4;(Y; — Yo)]*:

Ce modele améliore donc le modele de Mazars car il permet de répondre a de nouvelles
problématiques notamment les déformations anélastiques et la problématique de la refermeture
de fissures tout en étant couplé a I’endommagement.

Le modéle permet de reproduire (Figure 1-12) :

1) L’endommagement en traction

2) Les déformations anélastiques en traction

3) La refermeture progressive de la fissuration

4) La restauration de la raideur suite a la refermeture
5) L’endommagement en compression

6) La réouverture des fissures

7) Ré-endommagement en traction
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Figure 1-12 : Réponse uniaxiale du modéle unilatéral (La Borderie, 1991)

Ce modele ne permet cependant pas de prendre en compte 1’anisotropie des déformations
anélastiques. C’est pourquoi d’autres mod¢les ont été développés.

4.3.2 Modéles anisotropes :

Un mode¢le d’endommagement anisotrope a notamment été développé par (Sellier et Bary,
2002; Sellier et al., 2013)

Dans ce modele I’endommagement pour une direction principale « 1 »s’écrit :

1 (6m\™ (1-33)
di =1—exp| —— =
m” \ &7

Avec «r1» qui peut étre un « t » en traction ou un « ¢ » en compression. m’ et g;;, sont des
paramétres du matériau. 6] est une contrainte équivalente qui est réajustée en fonction de 1’état
de contrainte au cours du temps. La valeur maximale atteinte (en compression ou en traction)

.
. , 1 e\ f tae 1 . :
est ainsi stockée. — (5—;) est appelé I’indice de fissuration. Dans cette loi, I’endommagement
u

est de plus en plus grand car la fonction contrainte seuil est croissante.

De plus, les critéres ne sont pas les mémes en traction et en compression.
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- En traction c’est le critere de Rankine qui est respecté, c'est-a-dire que des que la
contrainte maximale fixée est dépassée dans une direction le critére est dépassé
fi =6t —G%:(8' ® &) = 0 (Figure 1-13).

- En compression c’est le critére de Drucker-Prager (Eq. (1-34)) qui limite le domaine
¢lastique. En effet, ce critére prend en compte le fait qu’un matériau confiné résiste

mieux en compression que s’il n’est comprimé que dans une seule direction (Figure
1-13)..

f. = ¢¢1 —gPF (1-34)

. Lo f e~ J%d I ~ ~ ~ .
La contrainte équivalente s’écrit %7 = ’? +65 .1 1= 6f + 65 + 65 est le premier
invariant du tenseur des contraintes effectives de compression, J?¢ = (6f —65)% +

(65 — 65)? + (65 — 65)? est le deuxiéme invariant.

Figure 1-13 : Représentation des critéres en 2D (Sellier et Bary, 2002)

Le calcul des contraintes est effectué¢ en fonction des déformations et des endommagements.
En traction :
t

0y

(1-d°)E° 1 o2n e PR L
r |Gapaoay VT tioa)y

02 v e
+lv +1——df Exk

(1-35)

Avec :
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1 1 1 1

TL= _ 02
7 -d)(1-d)a-dp ((1—d§)+(1—d;)+(1—d,’-;)+2

ve (1-36)

of = el (1—d)(1-d)(1—dj) (1-37)

L’endommagement en compression a donc une influence sur les termes en traction. Ce modele
permet de reproduire des comportements réalistes pour des cas de traction selon différents axes
ou des chargements non radiaux.

En compression, I’endommagement est isotrope. La contrainte s’écrit :
of = (1 —d)[2°.tr(e®).6;; + 2u’¢f; (1-38)

La contrainte totale est la somme des contraintes principales en traction et en compression.

4.3.3 Méthodes de régularisation énergétique de la localisation de
I’endommagement

La localisation consiste au développement de non-linéarités dans une partie de structure. La
taille de cette zone est généralement tres inférieure aux dimensions de la structure. La
fissuration peut étre due a la géométrie de la structure étudiée, aux caractéristiques matériaux
dans cette zone, ou a la concentration de sollicitations.

(Giry, 2011) prend I’exemple d’une barre simple de longueur L, encastrée, sur laquelle une
traction uniaxiale est exercée. La loi de comportement matériau y est bilinéaire (adoucissante)
pour simplifier le probleme (Figure 1-14).

* f, larésistance en traction
* E.le module d’Young Elastique

* -E la pente de la partie post-pic de la courbe
contrainte-déformation

* &po la déformation au pic

>
DX =0
oA

DY =0 (a) (b)

> & * &, la déformation ultime

Figure 1-14 : (a) Essai de traction uniaxiale sur une barre; (b) Loi de comportement
bilinéaire (Giry, 2011)

Il est important de noter qu’ici le matériau est considéré comme homogene, ainsi la
contrainte ¢ est la méme dans toute la barre a chaque instant car la section est constante. Avant
le pic, le comportement est élastique o = E,¢ , toute la barre est dans le méme état, € est une
déformation homogene sur la barre. Une fois le pic atteint et dépassé, deux déformations (Figure
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1-15) sont possibles pour une seule contrainte donnée (une sur la courbe pré-pic et I’autre sur
la courbe post-pic).

o
F 3 E

[ B

i

. » T
£1 ] € L

(a) (b)

1

Figure 1-15 : (a) Etats possibles du matériau a un niveau de contrainte ; (b) Profil de
déformation le long de la barre apres le pic (Giry, 2011)

Ainsi pour une contrainte g dans la barre endommagée, il y a deux déformations possibles
d’apres le modele (&, et ;). L1 est la longueur de la partie de la barre restant en partie élastique
et Lo celle de la partie endommagée. Dans une barre parfaitement homogeéne soumise a une
contrainte parfaitement homogene, il existe deux solutions pour les couples ((g1; L) et (&3; Ly).
Apres le pic, plus g; (uniforme dans la barre) diminue, plus &; diminue et plus €, augmente.
Lorsque le matériau est totalement endommagé¢ L, = L et L; = 0 (décharge élastique).

Dans la réalité, le matériau possede toujours une zone de faiblesse (hétérogénéité du
matériau, différence de conditions locales...) et donc la taille de la zone endommagée est tres
inférieure a la taille de la structure et Lo, la longueur de la zone endommaggée, ne peut donc pas
prendre n’importe quelle valeur.

Expérimentalement, le but est de prévoir ou d’influencer la localisation de cette zone pour
pouvoir suivre correctement les dégradations comme dans les essais sur les poutres entaillées
de (Saouridis, 1988). Une méthode expérimentale de mesure de 1’énergie de fissuration pour
une poutre entaillée soumise a de la flexion trois points a méme été développée dans le cadre
de la RILEM TC-50 FMC (Hillerborg, 1985).

Numériquement, plusieurs cas peuvent se présenter. D’une part, la localisation peut se faire
directement en raison d’une hétérogénéité de la géométrie de I’élément ou des conditions aux
limites qui peuvent provoquer une localisation dans un €élément (élément en console par
exemple). Cela peut aussi étre influencé par les €léments choisis pour le maillage. Un maillage
avec des triangles de tailles différentes positionnés de manicre aléatoire va favoriser une
localisation en raison des hypotheses sur les fonctions de forme des €léments. Cela peut aussi
provenir de I’hétérogénéité du matériau (défauts). C’est pourquoi la zone de localisation peut
étre choisie par I'utilisateur en baissant légerement la résistance d’une partie des ¢léments du
maillage. Le but est alors de décider le lieu ou les éléments vont étre endommagés en premier.

Dans le cas de la barre encastrée, cela revient a différencier deux éléments dont un aurait
une résistance en traction plus faible (R} < R? sur la Figure 1-16).
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Figure 1-16 : Impact de la localisation sur le comportement des éléments

Cette figure (Figure 1-16) permet donc de se rendre compte que la zone de localisation va
influencer directement le résultat mécanique global de la barre. La partie avec un R¢ (Résistance
en traction) plus faible va passer le pic avant la partie avec la plus grande des R et donc dissiper
de I’énergie (plastique) alors que la partie avec un R plus fort va rester dans sa partie €lastique.
Or, I’énergie dissipée est proportionnelle a la taille de la zone endommagée ce qui provoque
une perte d’objectivité sur les résultats puisque 1’énergie dissipée devient proportionnelle au
volume de I’¢élément le plus faible.

Dans les ouvrages, la taille des éléments finis des maillages est importante car les ressources
de calculs sont limitées. Ainsi, les éléments englobent couramment des zones endommaggées et
saines a la fois. Des phénomenes de « snap-back » sont alors possibles (Figure 1-17). L’énergie
a dissiper lors de la fissuration est alors trop faible comparée a 1’énergie élastique qui a été
stockée en phase pré-pic ce qui provoque un retour en arriere (snap-back) sur la courbe
contrainte-déformation. Il y a alors deux contraintes possibles pour une méme déformation ce
qui pose des problémes de convergence numérique.

o)

€

Figure 1-17 : Phénoméne de snap-back

Pour éviter d’obtenir une réponse qui differe selon le maillage, la régularisation est utilisée.
Cet outil permet d’intégrer la notion de longueur caractéristique dans la résolution. En fonction
du modg¢le utilisé, qui peut étre local ou non-local, différentes méthodes de régularisation ont
¢té proposées dans la littérature : les méthodes continues (Hillerborg (Hillerborg et al., 1976),
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intégrale (Pijaudier-Cabot et Bode, 1992; Saouridis et Mazars, 1992) , second gradient (De
Borst et Miihlhaus, 1992; Miihlhaus et Alfantis, 1991; Peerlings et al., 1996)), les méthodes
d’enrichissement (XFEM (Belytschko et Black, 1999; Moés et al., 1999), EFEM (Oliver et al.,
2003)) ou les méthodes d’interface (Delaplace et al., 1996; Rossi et Richer, 1987). Toutes ces
méthodes conduisent, globalement, soit a imposer la zone de localisation sur des surfaces inter
ou intra ¢éléments, soit a modifier le comportement des éléments pour qu’ils dissipent de
I’énergie indépendamment de leur taille.

La méthode d’Hillerborg utilise les longueurs de 1’¢lément fini dans les directions
principales de traction pour dissiper I’énergie indépendamment de la taille de 1’¢lément, ce qui
permet, dans le modele de (Sellier et al., 2013) d’accéder directement aux ouvertures de fissures
localisées qui deviennent ainsi des variables internes du mode¢le. De plus, le temps de calcul est
plus faible que pour les méthodes non locales ou d’enrichissement. Cette méthode est plus
amplement décrite dans cette partie bibliographique car elle est utilisée dans les
développements de ces travaux de thése pour décrire la fissuration localisée de traction.

Principe de la méthode d’Hillerborg :

Cette méthode continue (Hillerborg et al., 1976) se base sur la modification de la loi de
comportement du matériau en phase post-pic. Le but est d’introduire la taille de la zone qui va
s’endommager (ici ¢léments finis) dans la loi de comportement pour obtenir une dissipation
d’énergie qui va rester constante quelle que soit la taille de I’¢élément et son anisotropie. La
pente de la partie post-pic de la courbe contrainte-déformation dépend de la taille de 1’élément
(Bazant et Oh, 1983). Le but est que le déplacement obtenu soit toujours le méme, il faut pour
cela intégrer la géométrie de I’élément au calcul de la déformation.

Tout d’abord, il est a signaler que la démarche se place dans ’approche de la fissuration
répartie, une fissure est modélisée par une zone a I’intérieur de laquelle la déformation est
uniformément répartie (Meftah, 1997) comme sur la Figure 1-18.

—— — ——— EP —
0 - —_— CJ'«--II—SSSSSSS — 0
——— —— —— ——
|- —

u L,

Figure 1-18 : Représentation d'une fissure discréte par une fissure répartie selon
(Meftah 1997)

La taille de la bande de fissuration équivalente est notée [, elle doit étre d’au moins trois fois
la taille du granulat selon (Bazant et Oh, 1983). En effet, selon (Bazant et Oh, 1983; Oliver,
1989; Pijaudier-Cabot et Bode, 1992), pour obtenir une représentativité du béton (hétérogeéne a
cause de la pate et des granulats notamment), une largeur de bande minimale est nécessaire.
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L’expression de 1’énergie de fissuration (Grf) en mode I (ouverture de fissure sans
cisaillement) qui est le rapport du travail extérieur par la surface de la fissure s’écrit aussi (Eq.
(1-39)) :

d
Gf _ Wext — fffy odV (1_39)

S ff, i.ds

Avec :

- W,y le travail extérieur
- 5 la surface de la fissure

- 7 le vecteur normal a la surface de fissuration

Qui peut s’écrire dans I’approche utilisée (Eq. (1-40) puis Eq. (1-41)) :

Gf = lcj ode = lC gf (1—40)
0
Soit :
G
g5 = l_f (1-41)
c

représente 1’énergie volumique de fissuration qui peut étre visualisée par ’aire sous la
f

courbe contrainte-déformation (Figure 1-19).

,,,,,,,

Ay iy
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Figure 1-19 : Diagramme type contrainte-déformation (Oliver, 1989)

Le but ¢tant d’obtenir le méme Gy quel que soit I’élement, c’est g¢ qui va s’ajuster pour qu’il
soit toujours €gal a G¢/l. (Bazant et Oh, 1983; Rots, 1988). Ainsi, I’allure de la partie post-pic
de la loi de comportement évolue en fonction de la taille de la bande. /. ne doit pas dépasser
r\/A_e (avec A, laire de 1’¢élément considéré et r un coefficient qui dépend de la forme et de la

nature de I’¢lément (quadratique ou linéaire)) pour étre cohérent avec les criteéres de plasticité
(Rots, 1988).

La longueur [, est visible sur la Figure 1-20 sur un maillage type éléments finis en fonction de
la direction de fissuration.
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Figure 1-20 : Taille de 1'élément a récupérer pour différentes directions de
fissurations pour une modélisation éléments finis

Aprés avoir décrit les principaux modeles permettant de prendre en compte
I’endommagement di a un chargement mécanique et la problématique liée a la localisation,
I’intérét est porté sur la modélisation des RGI et les modeles prenant en compte un chargement
da a une RGI permettant de modéliser un endommagement correspondant.

4.4 L’effet des contraintes et des confinements sur les gonflements

4.4.1 Réaction Alcali-Silice (RAS)

Depuis plus d’un demi-siécle, les auteurs ont tenté de reproduire et de comprendre la
réaction alcali-silice et ses effets sur les ouvrages. Pour cela, le gonflement libre ne suffit pas,
il faut analyser la réponse du matériau sous certaines conditions de chargement et de
confinement. Le but est de mieux connaitre les pressions réellement atteintes dans les mortiers
et bétons endommaggés.

e Contraintes et blocages uniaxiaux

Mortiers :

(McGowan et Vivian, 1954) ont expérimenté ’application d’une contrainte uniaxiale sur une
¢prouvette de mortier d’opale subissant la RAS. Malgré les faibles contraintes appliquées
(inférieures a 0,4 MPa), une stabilisation des gonflements sous charge a été¢ observée. Apres
décharge a 112 jours, une reprise des gonflements était notée. (Hobbs, 1988) réitéra
I’expérience mais les résultats montrent des gonflements plus importants avec des charges
appliquées plus élevées. Ces résultats sont difficilement exploitables car les conditions
expérimentales sont peu explicites tant au niveau de I’environnement que de 1’application de la
charge ou des dimensions comme le relate (Larive, 1997).
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Bétons :

Le béton a également fait I’objet de tests sous contraintes ou sous déplacements génés. (Le
Roux et al., 1992) utilisent une carotte prise sur ouvrage pour y appliquer des contraintes
uniaxiales jusqu’a 5 MPa. Plus la charge uniaxiale est importante (0, 3 et 5 MPa), plus les
gonflements y sont réduits dans la direction de la charge. Quantitativement, le gonflement libre
est d’environ 0,7 % et il est quasiment annulé sous 5 MPa dans la direction d’application de la
charge.

Les tests menés par (Larive, 1997) ont permis de tester des éprouvettes chargées avec des
contraintes plus importantes (5, 10 et 20 MPa). Lors de ces tests, menés sous une humidité
relative supérieure a 96% et une température de 38°C, la composition du gel créé et la prise de
masse des éprouvettes ont été suivies régulierement. Aucune de ces deux caractéristiques ne
semble avoir été affectée par ’application d’une charge. Les phénomenes de dissolution puis
de précipitation ne semblent donc pas étre dépendants d’un chargement uniaxial. La
déformation axiale diminue avec I’augmentation de la charge. L’influence de la contrainte
uniaxiale sur les déformations radiales pose question dans ce travail. En effet, pour les charges
de 5 et 10 MPa la déformation radiale augmente avec la charge. Pour 20 MPa, 1’expansion est
la méme que dans le cas non-chargé. Les éprouvettes déchargées au cours de 1’expérience
montrent, apres un temps de latence, une reprise des gonflements similaire aux éprouvettes non-
chargées. La contrainte uniaxiale ne perturberait donc pas la chimie de la réaction. Les facies
de fissuration (Tableau 1-1) montrent que lors du chargement, les fissures se créent dans la
direction du chargement.

Tableau 1-1 : Faciés de fissuration d’éprouvettes réactives en fonction de I’application
de charges [Larive, 1997]

Une partie des tests de (Multon et Toutlemonde, 2006) concerne des éprouvettes
cylindriques chargées axialement. La Figure 1-21 permet de visualiser les différences obtenues
entre les cas chargés axialement a 10 et 20 MPa et les cas non chargées, que les éprouvettes
soient réactives ou non. Les déformations longitudinales a 10 et 20 MPa sont trés peu altérées
par le gonflement (comparaison des courbes bleu et rouge sur les deux graphes).
Transversalement, un report des gonflements est observé notamment a 20 MPa.
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Figure 1-21 : Déformations d'éprouvettes réactives et non-réactives chargées (10 ou 20
MPa) ou non chargées a partir de (Multon et Toutlemonde, 2006)

(Dunant, 2009) réalise ses essais avec des éprouvettes immergées dans une solution alcaline
semblable a celle du béton en fin d’hydratation en terme de concentration en alcalins (Figure
1-22). Le lessivage des alcalins est ainsi limité. Les essais sont réalisés avec des contraintes
allant de 5 a 15 MPa. Plus la charge est élevée, plus la déformation verticale est faible. A partir
de 10 MPa, elle est méme annulée et devient négative a 20 MPa. Au niveau de la déformation
radiale, elle augmente avec la charge mais reste toujours inférieure a celle obtenue en
gonflement libre, tout comme la déformation volumique. L’auteur explique ce phénoméne par
un changement micro-mécanique de la fissuration.

Figure 1-22 : Eprouvettes immergées de (Dunant, 2009)

Le Tableau 1-2 permet de synthétiser les résultats obtenus pour des contraintes ou blocages

uniaxiaux.
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Tableau 1-2 : Tableau récapitulatif des essais réalisés avec des blocages ou charges

uniaxiales
Contrainte estimée
.. Conditions pour annuler les
. Conditions aux i
Sources Géométrie limit environnementa gonflements
imites
les connues dans la direction
chargée
Mortiers
McG et Contraint
( ) C owan Cylindre Or,l ra‘1 © - 0,4 MPa
Vivian, 1954) uniaxiale
Bétons
(Le Roux et al., Carottes Contrainte ]
, . Immergées <5 MPa
1992) d’ouvrage uniaxiale
Contrainte
(Larive, 1997) | Cylindres uniaxiale sous HR >96%, 38°C -
bati de fluage
(Multon et ) 3 couches
: Contrainte ..
Toutlemonde, Cylindres L d’aluminium, <6 MPa
uniaxiale
2006) 38°C
Contraint Immergées dans
ontrainte
(Dunant, 2009) | Cylindres . des solutions <10 MPa
uniaxiale )
alcalines

Il serait donc possible d’appliquer une contrainte qui pourrait stopper le gonflement dans une
direction, et 1l existe un report du gonflement plus ou moins important dans les autres directions.

e Contraintes et blocages multiaxiaux

Gel synthétique :

(Struble et Brockman, 1989) ont étudi¢ le gonflement d’un gel créé de fagcon synthétique. Le
gel est disposé dans un cylindre et la pression axiale est exercée par un piston (Figure 1-23).
Sur la partie basse du cylindre, une pierre poreuse permet I’apport d’eau nécessaire au gel par
capillarité. Une variation des différentes proportions de silicium et de sodium dans le gel a été
effectuée pour en étudier I’impact sur la pression exercée. Comme le montre la Figure 1-23, les
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pressions peuvent atteindre jusqu’a 11 MPa si le ratio Na,O / SiO» dépasse 0,34. En revanche,
s’il est en dessous de cette valeur la pression ne dépasse pas 0,4 MPa.

PRESSURE

10H,0
S\a70

SWELL ,1-.

F———risTON

~—CYLINDER

— GEL
—— MEMBRANE
~FILTER PAPER

(a) (b)

Figure 1-23 : (a) Montage expérimental (b) Diagramme ternaire montrant la pression
atteinte en fonction de la composition du gel (Struble et Brockman, 1989)

Mortiers :

(Clergue et Corneille, 1989) et (Baulande, 1993) ont également quantifié les pressions
exercées dans des échantillons de mortiers bloqués triaxialement et atteints de RAS. Les
premiers ont observé des poussées radiales de 1 MPa au bout de 28 jours. Le deuxiéme a repris
les travaux du premier dans sa theése pour mener 1’expérience plus en profondeur. Malgré des
contraintes radiales obtenues entre 6 et 8 MPa sous 0,3 MPa de contrainte axiale imposée (au
bout de 15 jours) a 38°C, les résultats au microscope ne montrent de traces de RAS que sur un
tiers des échantillons. Aucune conclusion ne peut donc étre tirée sur ces résultats. Cependant,
dans I’éprouvette ou la RAS a été observée, les images MEB permettent d’observer que le gel
se situe a I’interface pate granulats mais aussi dans les pores des granulats tout comme une
éprouvette non chargée.

(Ferraris et al., 1997) a réalisé¢ un montage expérimental avec un chassis génant I’expansion
de cylindres plongés dans une solution de NaOH. Deux sables sont testés, la contrainte
maximale du premier atteint 2 MPa alors que I’éprouvette réalisée avec le deuxieme sable
atteint une contrainte de 9 MPa. (Kawamura et Iwahori, 2004) a réalisé la méme expérience en
dopant plus ou moins en alcalins les mortiers utilisés. Les pressions macroscopiques obtenues
varient entre 1 et 5 MPa.

Bétons :
Récemment plusieurs auteurs ont mené des campagnes expérimentales dans le but de fournir

des données sur les valeurs de pression et de déformations obtenues avec des bétons sous
conditions multiaxiales imposées.
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(Gravel et al., 2000) réalise le chargement d’un cube selon deux directions. Les faces de la
3éme direction sont immergées dans de 1’eau. La cinétique de chargement est progressive.
D’abord, le cube est en gonflement libre dans de 1’eau pendant deux années, puis une premiére
charge est appliquée selon une direction, puis 250 jours plus tard cette charge est augmentée,
enfin, une autre charge est appliquée dans une autre direction tout en maintenant la précédente.
L’auteur déduit de ses résultats qu'une charge suffisante permet de stopper 1’expansion dans
une direction mais qu’elle réapparait dés lors que le chargement d’une autre direction est réalisé.
Les données ne peuvent permettre une analyse plus en profondeur car les déformations lors du
gonflement libre ne sont pas données.

(Multon et Toutlemonde, 2006) expérimentent des cylindres bloqués radialement par des
anneaux en acier de 3 ou 5 mm d’épaisseur. La contrainte axiale est assurée par pression
mécanique directe. Pour chaque épaisseur d’acier, un gonflement sans contrainte axiale, et des
gonflements sous 10 et 20 MPa sont testés. Les éprouvettes sont enroulées dans du papier
d’aluminium pour limiter au maximum 1’effet du séchage et du retrait. Au niveau longitudinal,
les déformations des cas frettés sont toujours supérieures aux cas non frettés (Figure 1-24). La
déformation empéchée radialement se reporte dans le sens longitudinal. Les déformations
radiales des éprouvettes frettées sont toujours inférieures aux cas non frettés (Figure 1-24) car
le gonflement est alors géné dans cette direction.

Figure 1-24 : Déformations d'éprouvettes réactives avec ou sans frettage, chargées (10
ou 20 MPa) ou non chargées a partir de (Multon et Toutlemonde, 2006)

A partir des déformations radiales obtenues, les auteurs remontent aux contraintes induites dans
le béton pour les cas confinés. Les contraintes obtenues atteignent jusqu’a 11,5 MPa (a 400
jours) pour le cas confiné avec des anneaux de 5 mm et soumises a une charge axiale de 20MPa.
Les autres valeurs sont comprises entre 5 et 7 MPa pour les cas chargés. La contrainte obtenue
reste donc inférieure a celle appliquée axialement. Pour les cas non chargés axialement, elle
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varie entre 1 et 3 MPa. Les auteurs soulignent que le calcul effectué¢ pour obtenir les contraintes
a partir des déformations ne prend que partiellement en compte le fluage et la relaxation.

Enfin, (Giorla, 2013) a réalis€ un montage permettant d’exercer une pression triaxiale sur
des échantillons. L’éprouvette est glissée dans un cylindre contenant un fluide (huile ou eau)
qui peut €tre mis en pression et transmettre une contrainte radiale aux cylindres (Figure 1-25).
Un piston permet d’appliquer la pression axiale. Les contraintes peuvent atteindre 15 MPa dans
toutes les directions. Malheureusement les résultats expérimentaux ne sont pas encore
disponibles mais ils permettraient de décrypter les phénomeénes de RAG sous contraintes
triaxiales.

Figure 1-25 : Schéma du montage expérimental (Giorla, 2013)

(Gautam et Panesar, 2016) ont réalisé¢ des chargements triaxiaux purement mécaniques en
faisant varier les contraintes dans les trois directions de 0 a 9,6 MPa. Les reports d’expansion
obtenus permettent de compléter 1’analyse de 1’impact des contraintes extérieures sur les
gonflements de RAS. Toutefois, les contraintes ne sont pas maintenues constantes dans le temps
du fait de la relaxation du béton, I’analyse doit donc le prendre en compte.

Le Tableau 1-3 permet de synthétiser les résultats obtenus pour des contraintes ou blocages
multi-axiaux.
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Tableau 1-3 : Tableau récapitulatif des essais réalisés avec des blocages ou charges

multi-axiales

Contraintes
estimée pour

.. Conditions
. Conditions aux i annuler les
Sources Géométrie . environnementa
limites gonflements
les connues —
dans la direction
chargée
Gel synthétique
(Struble et
Brockman, Cylindres | Chassis + piston Apport d’eau <0.4a1l MPa
1989)
Mortiers
(Clergue et
Corneille, Cylindres | Blocage triaxial 38°C <1 MPa (28 jours)
1989)
Baulande, . . <6 a 8 MPa (15
(Baulande Cylindres | Blocage triaxial 38°C ¢ ) a(
1993) jours)
(Ferraris et al., ) Chargement Solution NaOH, .
Cylind <2a9MP
1997) YHRETES triaxial 50°C a7
K t
( awamuré © ) Chargement Solution NaOH, .
Iwahori, Cylindres .. <l a5 MPa
triaxial RH>95%, 38°C
2004)
Bétons
(Gravel et al., Cub Contraintes Faces de la 3™
ube -
2000) biaxiales direction en eau
Blocage radial par
(Multon et anneaux d’acier 3 couches <5all.5 MPa
Toutlemonde, | Cylindres et d’aluminium, sous 20 MPa
uniaxiale
. . Contraintes . )
(Giorla, 2013) | Cylindres . Solution alcaline -
triaxiales
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Actuellement, des essais triaxiaux sur des éprouvettes atteintes de RAS sont en cours de
réalisation a I’Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne (Hilaire et al., 2017) et a I’Université
Polytechnique de Catalogne (Carol et al., 2017).

La littérature concernant le confinement de béton atteint de RAS par des armatures est tres
riche. Le gonflement induit une mise en traction des armatures ce qui comprime le béton. Ce
phénomeéne est appelé « précontrainte chimique » du béton. Une réduction des gonflements
dans la direction paralléle aux armatures est observée (Koyanagi et al., 1986; Kobayashi et al.,
1988; Rigden et al., 1992; Swamy, 1989; Jones et Clark, 1996; Fan et Hanson, 1998; Ahmed et
al., 1998; Ballivy et al., 2000; Mohammed et al., 2003).

4.4.2 Euringite Différée (DEF)

Pour la DEF, le nombre d’essais probants sous contraintes ou confinements est relativement
faible. (Bouzabata et al., 2012) ont réalis¢ des essais de gonflement sous contraintes en utilisant
des barres d’acier externe (Figure 1-26). La contrainte se développe alors en méme temps que
le gonflement. Apres un calcul se basant sur la déformation du béton lors de la décharge et sur
I’hypothese d’une certaine réduction du module d’Young du béton du fait des gonflements, elle
en déduit une contrainte maximale pouvant atteindre 4,2 MPa avec quatre aciers longitudinaux
de 5 mm de diamétre pour un gonflement libre de 2,5 %. Elle observe une nette réduction de la
déformation dans la direction longitudinale (de 2,5 % a 0,4 % pour le cas 5 mm) et un report
faible (10 a 15 % environ) dans les autres directions.
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Figure 1-26 : a) Déformations longitudinales b) Déformations transversales ¢c) Montage
expérimental (Bouzabata et al., 2012)

Les essais de (Miillauer et al., 2013) réalisés pour représenter une situation de Réaction
Sulfatique Externe (RSE) sont transposables au cas de la DEF car la paroi des cylindres creux
utilisés est tres fine (2,5 mm sur la Figure 1-27), ce qui induit une homogénéité de gonflement
dans I’épaisseur comme dans le cas de la DEF. Des barres d’acier sont é¢galement utilisées pour
géner la déformation dans une direction. Du fait de ’apport de réactif par solution externe, les
gonflements sont trés importants (jusqu’a 8 %). La Figure 1-28 permet de visualiser I’évolution
de la contrainte obtenue lors du blocage uniaxial en fonction de la déformation libre obtenue au
méme instant pour un gonflement libre. Cette relation ne semble pas linéaire. Pour une
expansion supérieure a 0,4 %, la contrainte développée évolue moins vite en fonction de la
déformation libre. Cette non linéarité est a considérer avec précaution car la finesse de la paroi
pourrait conduire a des problémes de voilement local de la paroi induisant une chute apparente
de la rigidité de blocage qui ne serait pas un phénomeéne « matériau » mais « géométrique ».
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Figure 1-27 : a) Vues en coupe du montage expérimental b) Matériel utilisé (Miillauer et
al., 2013)

Figure 1-28 : Résultats contraintes-déformations libres (Miillauer et al., 2013)
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4.5 Gonflement et propriétés mécaniques

Les gonflements de RGI provoquent un endommagement diffus, ce qui a pour conséquence
une baisse des caractéristiques mécaniques, notamment les résistances en traction et en
compression et le module d’¢élasticité.

De nombreux essais ont été réalisés dans la littérature (Koyanagi et al., 1986; Abe et al.,
1989; Inoue et al., 1989; Swamy, 1989; Pleau et al., 1989; Fan et Hanson, 1998; Larive, 1998;
Monette et al., 2002; Smaoui, 2003), mais il est difficile d’en tirer un consensus du fait de
différences dans le protocole expérimental (réactivité des bétons, conditions d’essais,
différences d’évaluation des propriétés mécaniques...). Pour la RAS, (Capra et Sellier, 2002)
proposent une loi reliant le gonflement £/*4R et I’endommagement d;’ (Eq.(1-42)) en se basant
sur les résultats expérimentaux de (Doran et Institution of Structural Engineers, 1988; Larive,

1997). Le paramétre 4R est fixé 2 0,3 %.

dr
AAR _ _AAR L (1_42)
TR T g7
i
1.4 [
+  Normalized tensile  strength
unaffected concrete (ISE 19982)
1.2] B Normalized Young modubus
unaffiected concrete (ISE 1992)
&  Normaized compressive strength
19 ® unaffected concrate (ISE 1992)
Y

= — — Tensila darmage modedliing
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Figure 1-29 : Evolution des caractéristiques mécaniques en fonction du gonflement
(Capra et Sellier, 2002)

Pour la RSI, (Bouzabata et al., 2012), a I’aide de ses résultats expérimentaux ainsi que ceux
de (Brunetaud et al., 2008) propose la méme loi que (Capra et Sellier, 2002) (Eq. (1-42)) mais
avec un eX5! compris entre 0,6 et 2 pour passer dans le fuseau des résultats expérimentaux
(Figure 1-30). Ce calage différent signifie qu’a gonflement €gal, la DEF crée moins
d’endommagement que la RAS, les deux endommagements admettent tout de méme la méme
relation gonflement-endommagement, avec un paramétre différent, cela suppose que les

phénoménes présentent quelques similarités a I’échelle micro-structurale.
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Figure 1-30 : Caractéristiques mécaniques normées en fonction du gonflement
(Bouzabata et al., 2012), avec les résultats de (Brunetaud et al., 2008) et 1a loi de
(Capra et Sellier, 2002)

4.6 Les modéles mécaniques pour RGI

Deux types de modeles mécaniques permettant de simuler les gonflements de RGI peuvent
étre séparés : les modeles a I’échelle du matériau et les modéeles a 1’échelle de la structure.

4.6.1 Les modeéles a l’échelle du matériau

Plusieurs auteurs ont proposé des modeles ayant pour but de simuler le comportement du
béton atteint de RGI a 1I’échelle du matériau.

(Dunant et Scrivener, 2010) ont proposé un modele basé sur la méthode des ¢léments finis
étendus (XFEM) pour reproduire le comportement du béton a 1’échelle du granulat. Ce modgle,
programmeé en 2D, différencie les granulats, la pate mais aussi le gel créé et les fissures induites
(Figure 1-31). Chacune de ces parties du matériau possede ses propres caractéristiques. Le
gonflement est simulé par la prise de volume des poches de gel a I’intérieur des granulats. Dans
cette représentation du gonflement, ce sont uniquement ces zones qui font gonfler I’ensemble
du matériau. Cette simplification permet de faire partir ’endommagement de I’intérieur du
granulat et donc de modéliser finement cette zone. L hétérogénéité du matériau est réalisée
grace a une loi de Weibull pour répartir les différentes tailles de granulats dans la pate. Ce
modele permet notamment de reproduire le gonflement et la dégradation des caractéristiques
du matériau sur des cas 2D. L’endommagement est directement modélisé par des éléments
« fissurés ». Les chargements extérieurs sont pris en compte mais des charges trop importantes
conduisent a des difficultés numériques (Dunant et Scrivener, 2012).
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Figure 1-31 : a) Représentation du matériau b) Faciés de fissuration obtenu (Dunant et
Scrivener, 2010)

(Alnaggar et al., 2013) proposent un modele dit modele discret en treillis. Ils maillent
¢galement les granulats et la pate. Le gel se forme par consommation du granulat sur un anneau
de réaction autour du granulat. La quantité de gel créé est calculée grace au modele développé
dans (Bazant et Steffens, 2000). Le gonflement est généré par 1’imbibition de I’eau dans le gel
créé. 11 est retranscrit par une déformation imposée dans le granulat. Le retrait et le fluage sont
¢galement pris en compte ce qui permet de modéliser les €prouvettes sous contraintes et
confinements de (Multon et Toutlemonde, 2006) avec succes (Figure 1-32). Une évolution de
ce modele (Alnaggar et al., 2017) permet de prendre en compte les effets de la température et
de I’état de saturation sur les cinétiques de réaction.

Figure 1-32 : Faciés de fissuration pour 3 éprouvettes a) expansion libre b) blocage
radial par des anneaux de S mm c) chargement vertical de 20 MPa
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4.6.2 Les modéles pour structures

D’autres auteurs ont proposé des modéles ayant pour but de calculer des ouvrages.

Pour certains auteurs, le gonflement de RGI est assimilé a une dilatation thermique. Cette
approche est usuellement utilisée par les ingénieurs comme premier calcul. Il permet de
déterminer les zones expansives et les déplacements des ouvrages (Gunn et al., 2017). Cette
méthode a été développée notamment par (Léger et al., 1996). Ce modé¢le prend en compte la
température, I’humidité et méme 1’état de contrainte anisotrope des structures en pondérant le
gonflement libre par une fonction de la contrainte telle que celle de (Charlwood et al., 1992)

(Charlwood et al., 1992) proposent une loi empirique permettant de réduire le gonflement
uniaxial en fonction de la contrainte de compression uniaxiale appliquée (Eq. (1-43)). Quand
une contrainte o plus petite que la contrainte seuil a; est appliquée, la déformation n’est pas
impactée par la contrainte. Si elle est plus grande que le seuil, la déformation diminue de &,.a
zéro. K est un parametre matériau qui permet de caler la pente. La déformation obtenue est
appliquée au modele mécanique comme un gonflement thermique anisotrope.

Eu lf O'SO'I

e = o .
&y — K logq (;) if >0
1

(1-43)

(Ulm et al., 2000) proposent un modele thermo-chemo-¢lastique, basé sur les essais de
(Larive, 1998), qui exprime le gonflement avec des lois thermodynamiques. La contrainte totale
est égale a la contrainte effective moins la pression de gel. Le focus est réalisé sur ’impact de
la température sur la cinétique de gonflement grace a deux temps caractéristiques : un temps de
latence associé a la dissolution de la silice réactive des granulats et un temps caractéristique de
formation du gel. Le gonflement ne dépend ni de I’humidité ni de 1’état de contrainte. Ce modele
structurel est congu pour étre appliqué aux ouvrages. Un calcul éléments finis en 2D d’un
barrage a notamment été effectué.
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Figure 1-33 : Mécanisme mésoscopique du gonflement d’ASR; (b) Modéle rhéologique
chemo-¢élastique (Ulm et al., 2000)

(Li et Coussy, 2002) ont modifié la loi cinétique de (Larive, 1998) en liant la déformation
imposée du béton et 1’état hydrique du matériau. Un modéle chemo-mécanique est mis en place,
avec un critere de plasticité permettant de calculer un endommagement. Deux modéeles
rhéologiques cohabitent : un chemo-élastique et un chemo-plastique pour les gonflements de
RAS. Une méthode basée sur des carottages et des suivis in-situ est proposée pour recalculer
des ouvrages. Un calcul 3D d’une pile de pont est présentée dans (Li et Coussy, 2004). Des
¢volutions de ce modele, appelé RGIB, ont été réalisées et testées (Baghdadi et al., 2007, 2008;
Seignol et al., 2009; Kawabata et al., 2017).

(Saouma et Perotti, 2006) proposent un modele anisotrope semblable a celui de Charlwood,
avec une fonction d’anisotropie de gonflement empirique toutefois plus élaborée. Cette
déformation est ensuite imposée comme une déformation thermique. La fonction de
pondération utilise des résultats d’autres modeles (Ulm et al., 2000) pour I’effet de la
température et de (Capra et Bournazel, 1998; Larive, 1998) pour I’effet de I’humidité. Un
abaque est mis en place permettant de choisir les coefficients de pondération du gonflement
libre a utiliser pour la répartition volumétrique des gonflements en fonction du signe et de valeur
de la contrainte appliquée (Figure 1-34). L’endommagement est pris en compte via une baisse
des caractéristiques du matériau en fonction du gonflement dans chaque direction : le module
d’élasticité apparent (Eq. (1-44)) et la résistance en traction apparente (Eq. (1-45)). & est
I’avancement de la réaction dépendant du temps et de la température. 5 et Sr permettent de
garder des caractéristiques résiduelles pour un avancement égal a 1.

E(t,6) = Eo[1 — (1 = Bp)é(t,6)] (1-44)

fe(6,60) = fro[l — (1 — BpE(, 0)] (1-45)
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Figure 1-34 : Poids des coefficients pour la répartition volumétrique des gonflements
(Saouma et Perotti, 2006)

4.7 Les modéles poro-mécaniques pour RGI

(Dormieux et al., 2004) ont proposé un cadre micro-poro-mécanique pour reproduire
numériquement les expansions de RAS. Le béton est divisé en 3 zones : les pores non remplis
de gel, les pores remplis de gel et la matrice solide (Figure 1-35). Le volume de gel augmente
jusqu’a remplir les pores, le gonflement s’initie alors. Il est donc nécessaire d’établir 1’¢élasticité
du matériau et de définir sa microstructure (forme et volume des pores) pour utiliser ce mode¢le.
(Lemarchand et al., 2005) ont développé cette démarche en utilisant le mode¢le de (Larive, 1998)
pour reproduire la cinétique de production de gel et I’intégrer au modéle poro-élastique.

P p=0

Figure 1-35 : Représentation du béton en 3 zones par (Dormieux et al., 2004)

56



CHAPITRE 1 : ETAT DE L'ART

(Grimal et al., 2008) propose un modele basé sur la poro-mécanique et sur le modele de
(Capra et Sellier, 2002). Un mod¢ele phénoménologique est couplé a un modele
d’endommagement. Tout d’abord, I’avancement est calculé en fonction de la température 7 et
du degré de saturation Sr comme évoqué dans la partie 2.3 (Eq.(1-11)). L’avancement est
ensuite inséré dans une équation permettant d’obtenir la pression de gel B intraporeuse (Eq.
(1-46)).

Py = My (AV, = (Al + by (tr(e)))) (1-46)

M, représente le module de Biot qui peut correspondre a un module d’interaction €lastique
entre le gel et la matrice. V; est le volume maximum de gel créable cal€ par I"utilisateur. A, est
I’avancement pour lequel le gonflement débute. Il est en lien avec le temps de latence
permettant a I’avancement d’atteindre A,. by est le coefficient de Biot du gel et tr(¢) le volume
créé par les déformations. Seule la partie positive des termes entre crochets est récupérée. Ainsi,
la pression de gel augmente a partir d’un certain avancement et 1’état des déformations du
matériau influence son évolution. Le volume du vase d’expansion disponible est alors modifié.
De plus, ce modele de RAS est couplé a un modele rhéologique qui permet de prendre en
compte le fluage et I’endommagement orthotrope de fagon couplée ainsi que les contraintes
extérieures. Le modéle a correctement reproduit les éprouvettes réactives sous contraintes et
confinement de (Multon et Toutlemonde, 2006), et des poutres réactives plus ou moins armées
et sous gradients hydriques de (Multon et al., 2005).

(Comi et al., 2009) propose un modele poro-mécanique et chemo-thermo-endommageable.
L’avancement, décrit grace a I’équation de (Larive, 1998), permet de calculer la pression de gel
induite. La contrainte effective anélastique o'’ dépend de la contrainte externe o et de la
pression p, du coefficient de Biot b et du coefficient § (avec f < b)) qui gere la relation
pression-endommagement (Eq. (1-47)). Deux scalaires permettent de prendre en compte deux
endommagements isotropes : 1’un en traction et 1’autre en compression. Des lois d’écrouissage
permettent de gérer le domaine élastique en fonction des endommagements. Les essais sous
contraintes et confinements de (Multon et Toutlemonde, 2006) sont correctement reproduits.

o’ =5+ (B —b)pl (1-47)

Ce mod¢le a également permis de reproduire le comportement (notamment la fissuration) de
deux barrages poids subissant un chargement externe et des dégradations dues a la RAS.

(Charpin, 2013; Charpin et Ehrlacher, 2014) proposent un modele micro-poro-mécanique
avec un endommagement orthotrope de RAS principalement localis¢ a I’interface pate-
granulats et dans la pate. Le béton est discrétisé en 4 zones : la pate, I’auréole de transition ou
ITZ (Interfacial Transition Zone), la zone attaquée et le granulat sain. Le gel est formé dans la
zone attaquée et peut se répandre dans I’ITZ. Le critére d’endommagement est décrit par une
approche énergétique. Deux phénomeénes sont alors possibles : une décohésion entre le granulat
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et ’'ITZ et une fissuration de la pate. Il prend en compte I’effet des contraintes sur 1’anisotropie
de gonflement (reproduction des tendances des essais sous contraintes de (Multon et
Toutlemonde, 2006)).

(Salgues et al., 2014) propose un modéle poro-mécanique ayant pour but de reproduire les
gonflements de RSI. Le volume de RSI Vg, créé est calculé a partir d’équilibres
thermodynamiques et de transferts ioniques. La pression induite Py est ensuite calculée (Eq.
(1-48)) avec une équation proche de celle proposée pour la RAS par (Grimal et al., 2008). Mg,
est le module de Biot. V4 le volume du vase d’expansion a remplir pour initier le gonflement.
b, est le coefficient de Biot. La différence avec le modele précédent est 'utilisation d’une
déformation plastique €. En effet, ce modéle est lié a un critére de plasticité anisotrope (Eq.

(1-49)) qui dépend de la contrainte effective ’; (dans la direction principale) notamment.

Pare = Mupe{ Vape — (Voare + botr(e) + (1 — by)tr(eP))) (1-48)

fi = (0’1 = boP™9") + b P"9" — p, P'™ (1-49)
PUm est la pression limite acceptable par le béton non confiné, b; est un paramétre
caractéristique du matériau. Si PU™ est dépassée, f; > 0 ce qui implique qu’une déformation
plastique se propage dans une direction jusqu’a ce que le critére redevienne nul ou négatif. Une
loi d’écrouissage positif permet ensuite de calculer la déformation plastique correspondante.
L’endommagement correspondant est ensuite calculé avec la formule de (Capra et Sellier,
2002) (Eq. (1-42)). Les résistances et le module d’Young effectif en sont d’autant affectés.

(Esposito et Hendriks, 2016) proposent également un modéle micro-poro-mécanique mais
situé a deux échelles : I'une au niveau poreux pour décrire les pores et la matrice solide et I’autre
au niveau du béton avec prise en compte des fissures (Figure 1-36). Le mode¢le prend en compte
les chargements extérieurs. L’endommagement en gonflement libre est reproduit mais il est
surestimé. L auteur ’attribue a 1’absence de couplage gonflement/fluage.
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Figure 1-36 : Modé¢le de porosité a deux échelles (Esposito et Hendriks, 2016)

Les modgeles les plus développés dans cette partie sont les plus proches du modéle présenté
dans la suite du travail de cette thése. Les revues bibliographiques portant sur les différents
modeles existants effectuées par (Pan et al., 2012) et (Esposito et Hendriks, 2017) permettent
de relever de maniére exhaustive les mode¢les liés aux RGI.

5. Conclusion du chapitre

Ce chapitre bibliographique a permis de synthétiser des connaissances utiles a la suite de ce
travail. Les mécanismes réactionnels de la réaction alcali-silice et de la réaction sulfatique
interne ont été développés ainsi que les parametres qui influent leur formation. La composition
du ciment et les conditions environnementales sont les caractéristiques qui impactent le plus les
cinétiques et les amplitudes des gonflements de RGI. Les modeles existants, permettant de
calculer les volumes de produits expansifs créés, ont ensuite été présentés.

La deuxiéme partie de ce chapitre a concerné le comportement mécanique du béton soumis
a des RGI, objectif de ce travail. La théorie de la poro-€lasticité et la mécanique de
I’endommagement ont d’abord été¢ développées. En effet, ’endommagement est un concept
essentiel pour simuler les bétons atteints de RGI. La pression générée par les RGI vient mettre
en traction le squelette solide et ’endommager. Deux fissurations sont observables sur les
ouvrages atteints de RGI : une fissuration localisée principalement due a des gonflements
différentiels entres les parties de I’ouvrage et une fissuration diffuse a 1’origine de la chute des
caractéristiques du matériau. Le faiencage, régulierement observé sur les ouvrages, est une
fissuration difficile a classifier. Il est ici considéré que si I’espacement entres les fissures est
supérieur a la dimension du plus gros granulat alors il s’agit plutdt de fissuration localisée. Les
deux fissurations (localisée et diffuse) ont fait I’objet de nombreux modeles numériques a des
échelles différentes (modéeles micros, matériau, structure ou multi-€chelle), pour atteindre des
objectifs différents (compréhension des phénomenes sur ouvrage, en laboratoire, calcul de
structures ou d’ouvrages) avec des approches différentes (endommagements isotropes ou
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anisotropes, mod¢les statistiques ou thermodynamiques, modeles mécaniques ou poro-
mécaniques).

La suite de cette thése va s’intéresser aux effets structuraux des RGI. Compte-tenu de la
capacité des différents types de modele a traiter I’ensemble des phénomenes associés aux RGI
(différenciation des endommagements diffus et localisés, fluage, anisotropie de gonflement et
d’endommagement), ce travail s’oriente vers deux objectifs : une mise en ceuvre dans le logiciel
Code Aster d’EDF et une amélioration de la derniére version du modele poro-mécanique
anisotrope initi¢ dans la thése de Salgues (Salgues et al., 2014) et modifi¢ par Sellier (Sellier,
2015). Les modifications concernent d’une part le modele chimique de DEF, dont une partie
des équations d’équilibre thermodynamique a été remplacée par des équations semi-empiriques
(Sellier et Multon, 2016) basées sur les résultats expérimentaux de (Kchakech, 2015),
(Brunetaud et al., 2007) et (Martin, 2010). L’objectif est d’accélérer le processus de résolution
numérique. D’autre part, les améliorations concernent la formulation poro-plastique-
endommageable, qui a été reformulée en 2015 (Sellier, 2015) de fagon a accroitre la vitesse de
résolution et ainsi €tre en mesure de simuler de grands ouvrages en 3D, tels les barrages EDF.
Ce modele a besoin d’étre validé ou adapté au cas des gonflements importants rencontrés dans
les ouvrages atteints de DEF.

Ce travail va également accorder une importance particuliére a I’obtention des nombreux
parameétres du modéle global, qui doit étre vu par les ingénieurs comme un assemblage de divers
modeles, chacun d’eux modélisant une physique sous-jacente (réaction chimique, fluage,
endommagement...) avec un niveau de réalisme d’autant plus grand que le phénomeéne joue un
role important dans le comportement de 1’ouvrage ; la conséquence étant généralement une
augmentation du nombre de parameétres avec le degré de réalisme. Un effort sera réalisé dans
cette démarche pour distinguer les parametres peu sensibles a la formulation du béton, et
pouvant par conséquent étre conservés d’un ouvrage a l’autre (par exemple les énergies
d’activation, les températures de changement de phase...) et les paramétres nécessitant une
campagne expérimentale pour chaque ouvrage (la cinétique de réaction, la vitesse de fluage, les
caractéristiques mécaniques du béton).
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1. Introduction du chapitre

La simulation numérique du comportement mécanique des bétons atteints de RGI nécessite
de considérer de nombreux phénomeénes physiques. Les réactions chimiques entrainent la
création d’un volume de produit gonflant intraporeux. Une fois le volume autour du site de
réaction comblé, une pression intraporeuse vient mettre en traction la pate, puis possiblement
la fissurer. Pour simuler ce phénomene, des critéres de fissuration diffuse sont nécessaires. Par
ailleurs, cette pression implique une contrainte maintenue dans le temps sur le squelette solide.
La modélisation du fluage est donc nécessaire a la reproduction des déformations et des
contraintes induites par les RGI. Enfin, dans les structures, des chargements extérieurs
engendrent des états de contraintes divers (traction, compression et cisaillement notamment)
parfois anisotropes qui ont des conséquences sur les gonflements de RGI et la dégradation des
ouvrages. Des fissures localisées peuvent notamment faciliter des venues d’eau qui peuvent
accélérer la cinétique de réaction des RGI et la dégradation des structures. La simulation de
tous ces phénomenes physiques (souvent couplés) est donc nécessaire pour prédire avec
réalisme le comportement futur des ouvrages atteints de RGI.

Dans un premier temps, les mod¢les permettant de reproduire les cinétiques et les amplitudes
de la Réaction Alcali-Silice (RAS) et de la Réaction Sulfatique Interne (RSI) seront présentés.
Le volume de produit expansif créé génere le calcul de la pression intraporeuse qui permettra,
combinée au chargement externe, d’évaluer la fissuration diffuse anisotrope grace a un critére
et une loi d’écrouissage plastique. Ensuite, le modéle poro-mécanique global sera développé. Il
comprend notamment un critére de fissuration localisée anisotrope qui permet de déterminer
I’endommagement structurel, et des modules de fluage et de retrait. La représentation de la
fissuration se fait donc a deux niveaux : des fissures locales (structurelles) et des fissures
diffuses (issues de RAS et de RSI). Apres avoir présenté les différentes parties de ces modeles,
une validation des couplages RGI est proposée. Elle consistera en 1’analyse de I’effet des
contraintes et des confinements sur les gonflements en comparaison avec des résultats
expérimentaux.

2. Fissuration due aux réactions de gonflement interne

2.1 Avancements des réactions chimiques

L’avancement chimique des réactions de gonflement interne est représenté par une variable
sur laquelle se base tout le calcul poro-mécanique. Elle représente la quantité de produit créé
par rapport au potentiel maximum créable. En la transformant en un volume incompressible qui
peut étre comparé au volume disponible, la pression intraporeuse peut €tre calculée. C’est cette
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pression qui va provoquer la fissuration. Cette partie détaille les modeles chimiques utilisés
pour calculer les avancements de RAS et de RSI. A la fin de chaque partie, un tableau permet
de résumer les paramétres du modele permettant la simulation du matériau. Pour chacun d’entre
eux, une procédure de calage basée sur des essais particuliers est préconisée. De plus, un
intervalle de variation des valeurs possibles de chaque paramétre est donné.

2.1.1 Réaction Alcali-Silice

L’avancement de la Réaction Alcali-Silice (RAS) A™*® varie de 0 (avant le début de la
réaction) a 1 (quand la réaction est terminée). Son évolution, issue des travaux de (Poyet et al.,
2006) et de (Grimal, 2007), dépend principalement de la température et de I’humidité du

matériau (Eq.(2-1)). Dans cette équation, la cinétique de I’avancement est pilotée par un temps
caractéristique de réaction ;.7 (paramétre matériau calé sur un essai de gonflement libre), par
des coefficients liés a la température CT'*%S et a ’humidité C¥'%", par une limite maximum de

Aras o

I’avancement et par ’avancement lui-méme A%, ( )* représente la partie positive des

termes entres crochets.

61;7:5 — TT% CT,rasCW,raS(Aras o __ Aras>+ (2_1)
ref

L’effet de la température sur I’avancement C7"7% est géré par une loi d’ Arrhenius (Eq. (2-2)),
comme proposé¢ par (Ulm et al., 2000). Deux paramétres du matériau définissent 1’impact
thermique : 1’énergie d’activation de la cinétique E™* (= 40,000 J/Mol (Larive, 1997)) et la
température de référence Ty..r pour laquelle T;¢7 a été calé. R représente la constante des gaz

parfaits et T la température (en K) lors de 1’essai.

crias — gy~ E o (L 1 (2-2)
SO\ TR A\T T,

L’effet de I’humidité sur ’avancement est double. D’une part, le degré de saturation S,

modifie la cinétique par le coefficient CV'"%S (Eq. (2-3)). Cette loi, initialement linéaire (Poyet
et al., 2006) est modifiée ici en une loi en puissance (Morenon et al., 2017) ce qui permet de
décrire 1’accroissement non-linéaire de I’impact de I’humidité, notamment pour des S,

importants, sur la cinétique de réaction (Figure 2-1). Srth.ras

représente le seuil de degré de
saturation en dessous duquel la réaction s’arréte (valeur fixée a 0,1 pour cette nouvelle forme
de loi, apres calage sur les essais de (Multon et Toutlemonde, 2010)). Quand le matériau n’est

pas saturé, la vitesse de réaction ralentit.
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2

h,
Sr — Sﬁ " S gthras
cwras — Tﬁh,ms St r > 5 (2-3)
0 si S, < Sfhres

Figure 2-1 : Effet de ’humidité sur I’avancement avec les lois de (Poyet et al., 2006) et
(Morenon et al., 2017)

D’autre part, I’avancement est bloqué par le degré de saturation (Eq. (2-4)). En effet, d’apres
le travail expérimental de (Poyet et al., 2006) seuls les sites de réaction en contact avec I’eau
peuvent réagir.

AT ™ = 5 (2-4)

La Figure 2-2 permet de visualiser 'impact des parametres et des variables physiques
intrinseéques sur 1’évolution de ’avancement de RAS au cours du temps. Un faible temps
caractéristique (Figure 2-2 (a)), une forte température (b) et un fort degré de saturation (c)
permettent un gonflement tres rapide.

Finalement, un seul parametre est utilisé pour gérer I’avancement de RAS en fonction du

temps, c’est le temps caractéristique de RAS ;7. A ce jour, peu d’études expérimentales

. . .. th,
permettent de caler le seuil de saturation minimum S, "%

et I’énergie d’activation thermique
E"%%. Des essais particuliers peuvent étre menés pour les déterminer de maniére précise en
fonction de ’ouvrage (essais de gonflement a différentes températures et a des degrés de

saturation faibles). A défaut, les valeurs données dans le Tableau 2-1 peuvent étre utilisées.

Le volume de RAS créé a I’instant t ¢p"**(t) est calculé grace a I’avancement de RAS et au
volume maximum de gel créable ¢p"* ® (calibré par I’utilisateur sur un essai de gonflement
libre) (Eq. (2-5)).

¢ra5(t) — ATaS(t). d)TaS o (2_5)
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Figure 2-2 : Effets du temps caractéristique, de la température et du degré de
saturation sur l'avancement de RAS

Le Tableau 2-1 récapitule I’ensemble des paramétres liés au calcul du volume de RAS avec
des intervalles de valeurs préconisées et les tests de calage correspondant.
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Tableau 2-1 : Paramétres du matériau pour le calcul du volume de RAS

Paramétres | Intervalle de Unité Signification Test de calage
valeurs en
laboratoire
Ppres® 04107 m’/m’ Ratio maximum de Gonflement libre
volume de RAS
Tref 04200 Jours | Temps caractéristique Gonflement libre si
de RAS éprouvette de labo sinon
procédure LMDC
(RILEM)
Srth'ms 0.1 - Seuil de degré de Gonflements sous
saturation en eau pour différentes conditions
activer la RAS hydriques
Tres Valeur de la T° °C Température de
référence a laquelle est
réalisé 1’essai
ETes 40000 J/Mol Energie d’activation Essais de gonflements
(Larive, 1998) pour la cinétique de la libres a différentes
RAS températures

2.1.2 Réaction Sulfatique Interne ou Formation d’Ettringite Différée

La formation d’ettringite différée (DEF en anglais) ou réaction sulfatique interne (RSI)
(formule chimique de [Dettringite (Ca,Al(OH)¢),Ca,(50,)5.32H,0) est induite par un
ensemble de réactions chimiques. Les structures endommagées par cette pathologie doivent
avoir connu deux périodes de conditions thermiques différentes : une phase chaude durant la
phase d’hydratation ou de cure ou la température dépasse une température seuil TS¢WEPEF e
une phase de refroidissement durant la vie de la structure.

a) Phase chaude (T > TSewLDEF)

La premiére phase se déroule lors de 1’échauffement de la structure suite aux réactions
exothermiques de I’hydratation des ciments ou lors d’une phase de cure. Lorsqu’une
température seuil TS¢WLPEF est atteinte, les éléments composant le monosulfoaluminate et
Iettringite primaires (respectivement M! et E' ) passent en solution.

La température seuil dépend de la concentration en alcalins Na a I’instant de la dissolution
(Eq. ((2-6)) (Kchakech, 2015).
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Na\™" .
TSeuil,DEF[K] — Tkdef (N_ak> siNa = Na (2-6)
1 si Na < Na*

Tk7ef est une température seuil de référence fixée a 80°C et NaX une concentration
caractéristique en alcalins de calcul égale a 0.28 mol/L. Le coefficient n vaut 0.18. Ces trois
parametres ont été fixés pour caler correctement un ensemble d’essais de laboratoire avec des

bétons de compositions variées sous différentes conditions environnementales (Kchakech,
2015), (Brunetaud et al., 2007) et (Martin, 2010).

Lorsque la température seuil est dépassée, les cinétiques de dissolution de M!
(monosulphoaluminate primaire) et de E! (ettringite primaire) (Eq. (2-7)) dépendent de la
température atteinte, de la durée de chauffe ainsi que de la concentration en alcalins via le temps

caractéristique de dissolution 7%5% (Eq. (2-8)).

Le temps caractéristique T2%57¢ permet de calibrer la cinétique de dissolution alors que les
effets de la température et des alcalins sont gérés respectivement par les coefficients CT-P'SSet
CN®diss (Eq. (2-9) et (2-10)) (Sellier, 2016). E*PSS est ’énergie d’activation thermique de

dissolution, R est la constante des gaz parfaits et T la température absolue en Kelvin.

(OE"  E
W - rDiss
iaM’ M! @-7)
ot == rDiss
TDiss,ref
L L S— (2-8)
CT,DLsscNa,DLss
T,diss Ea,Diss 1 1
CH*s =exp| — R '(F_Tth,def> -1 (2-9)
. Na
Na,diss _— 2-10
¢ Na* (&-10)

Le principe du modéle chimique de RSI repose sur deux équations bilans : une pour les ions
aluminiums 4 (issus de Al,03, Eq. (2-11)) et une pour les sulfates S (issus de SO, Eq. (2-12)).
Ces ions proviennent de la dissolution partielle ou totale des phases primaires d’ettringite et de
monosulphoaluminate et peuvent participer a la formation de I’ettringite secondaire (E'") ou
d’hydro-grenats HG (dans le cas de I’aluminium). Si la durée de chauffe et la température sont
suffisantes, des ions aluminiums participent en effet a la formation durable d’hydro-grenats HG
(Salgues et al., 2014), qui sont stables au-dessus de T*"F*~ 70°C (Dilnesa et al., 2014). Ce
phénomene chimique permet d’expliquer D’effet pessimum observé entre le couple
température/durée de chauffe et le gonflement obtenu (Brunetaud et al., 2007; Kchakech,
2015). TF™* est le temps caractéristique pour la fixation des aluminiums dans les HG (Eq.(2-13)
et (2-14)). Il dépend de la température (Eq. (2-15) avec E%“F* |’énergie d’activation de fixation)
et de la concentration en alcalins (Eq . (2-16) avec m~ 2,5).
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0A L OHG _ OE' N oM’ N oE" 2-11)
at  adt at ot ot
aS 0E' OQE™\ oM!
- — 2-12
ot 3<6t+6t> ot 12)
oHG _ 04 (2-13)
ot tfix
) TFix,ref
T = CT.FiX(NaFix (2-14)
T, Fix Ea‘Fix 1 1
C ’ = exp —_ R . (T —_ W) bl 1 (2-15)
k m
CNaFix _ (’VNLa ) (2-16)

b) Phase de refroidissement (T < TSe¢wLPEF)

Dans un deuxiéme temps, pour que I’ettringite différée E/ puisse précipiter dans le béton,
une phase de refroidissement de la structure est nécessaire. Durant celle-ci, le coefficient de
solubilité de Iettringite diminue (Damidot et Glasser, 1992). Les aluminiums et les sulfates
encore disponibles (en solution ou adsorbés de fagon réversible sur les autres constituants)
réagissent pour former le produit de la DEF. En fonction du nombre de moles de chaque espece
chimique disponible, un potentiel maximum d’ettringite E'/  est calculé (chaque molécule
d’ettringite nécessite un 4 et trois ).

La derniere partie du modele chimique permet de définir la cinétique de la précipitation de
Dettringite différée E!! (potentiellement jusqu’a E'f ) (Eq. (2-17)).
9" S

W = TPrec H(maX(MI'A)) (2-17)

H est la fonction de Heaviside qui prend la valeur O si la valeur entre parenthese est négative
ou nulle, sinon elle vaut 1. La forme de 1’équation donne le controle de la formation d’ettringite
différée aux sulfates. De plus, la transformation de monosulfoaluminates primaires est
favorisée. Une fois consommé, ce sont les autres aluminiums disponibles qui sont utilisés
(Sellier, 2016).

Le terme tP7e¢

est un temps caractéristique de précipitation (Eq. (2-18)). 11 dépend d’un
temps caractéristique T7¢¢"¢/ qui peut étre calibré par l'utilisateur sur une courbe de
gonflement libre (et de la température de référence du temps caractéristique T7¢/F7¢¢ fixée par
Iutilisateur), de 1’énergie de précipitation E“F"¢¢ (paramétre fixé a 40 000 J/mol sur la
simulation numérique d’une série de tests en laboratoire), de la température T (Eq. (2-19)), de

la concentration en alcalins Na (Eq. (2-20)) et du degré de saturation Sr (Eq. (2-21)). En effet,
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en présence de fortes concentrations en alcalins, les ions sulfates sont fixés dans les C-S-H et
ne peuvent pas participer a la formation d’ettringite différée (Famy et al., 2001). Si les alcalins
disparaissent de la solution interstitielle (par lessivage ou consommation par d’autres phases),
la cinétique de formation de E¥ sera accélérée (Eq. (2-20)).

b ,L.Prec,ref 518
rec _ -
T - CTPrec_CNaPrec CW,Prec ( )
I Prec CT,Diss Ea,Prec 1 1
¢ = CT,Diss(Tref,Prec) exp\ — R (T - W) (2-19)
Na \™
; th,d
CcNadef — (1 - W) si Na < Nathdef (2-20)
0 si Na > Nathaef
1-—Sr
CW’PreC = exp (— m) (2-21)

Sr¥ est un degré de saturation caractéristique qui permet de caler 1’influence du degré de
saturation sur la cinétique d’avancement de la DEF. Sa valeur est proche de 0,95 suite aux essais
de (Graf-Noriega, 2007; Martin, 2010; Al Shamaa et al., 2015). Dans les calculs présents dans
ce travail, elle est fixée a 0,95 (Figure 2-3) pour créer une vitesse de précipitation importante a
partir d’un degré de saturation de 0,95.

CW,Prec

Figure 2-3 : Paramétrage du coefficient en fonction de la ST*

Pour la modélisation d’une structure, les champs de température, de concentration en alcalins
et de degré de saturation doivent donc étre calculés en amont du calcul chemo-mécanique (si le
couplage entre la diffusion et la mécanique n’est pas pris en compte). La Figure 2-4 permet de
visualiser les résultats obtenus sur une éprouvette 11x22 cm chauffée pendant 3 jours a 80°C.
Durant la phase de chauffe, les phases primaires (E' et M') passent rapidement en solution. Une
partie des aluminiums libres est fixée pour former des hydro-grenats HG. Par la suite,
I’éprouvette est immergée dans I’eau ce qui provoque la lixiviation progressive des alcalins de
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I’extérieur vers le cceur du spécimen (coupes sur la Figure 2-4). En présence d’alcalins, les
sulfates disponibles sont fixés dans les C-S-H et la formation d’ettringite différé est empéchée.
Quand la concentration en alcalins diminue, des sulfates adsorbés notamment sur les C-S-H
sont relibérés et I’ettringite différée (E'') peut alors se former.

Figure 2-4 : Géométrie, conditions aux limites et résultats chimiques d'une éprouvette
chauffée a 80°C pendant 3 jours.

Le volume de DEF ¢pgr a 'instant t (Eq. (2-22)) est calculé grace au volume molaire de
Iettringite différé V 4 (715 cm’/mol) et a la quantité calculée précédemment E'.

boer(t) = E" (). Varr (2-22)
Le Tableau 2-2 récapitule I’ensemble des parameétres liés au calcul du volume de DEF, avec
des intervalles de valeurs préconisées et les tests de calage correspondant.

Les parameétres dont les valeurs sont fixées dans le Tableau 2-2 ont €té calés sur un ensemble
d’essais en gonflement libre dans différentes conditions environnementales (cycles de
température initiaux, alcalins initiaux, lessivage des alcalins et température de conservation)
(Brunetaud et al., 2007; Famy et al., 2001; Kchakech, 2015; Martin, 2010; Zhang et al., 2002b).
Les asymptotes finales ont permis de caler les parametres pour établir une corrélation optimale
entre les expansions finales issues des essais en laboratoire et les expansions finales obtenues
par le modele (Sellier et Multon, 2016).
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Tableau 2-2 : Paramétres matériau pour le calcul du volume de DEF

Paramétres | Intervalle de | Unité Signification Test de calage
valeurs de
laboratoire
Ell*® 0alo0! m’/m® | Ratio maximum de volume Gonflement libre
de DEF qui initialise les
quantités d’aluminium et de
sulfate
gPrecref 024200 Jours Temps caractéristique de Gonflement libre si
précipitation de DEF éprouvette de laboratoire
E 0.5a4 Ratio Sulfates/Aluminiums Obtenus par essais ou
A estimés a partir de la

composition du ciment

Srk 0.95 - Degré de saturation Gonflements sous
caractéristique pour la différentes conditions

précipitation hydriques

Nathdef 2 fois [Na] mol/m?3 Seuil en alcalins pour la Essais de gonflements
initial précipitation libres avec différents

niveaux d’alcalins
Nak 0.28 mol/m? Concentration de référence Essais de gonflements
en alcalins libres avec différents

niveaux d’alcalins

EaPrec 40000 J/mol | Energie d’activation pour la Essais de gonflements

_ paFix la fixation et la précipitation libres

E®Diss 53750 J/mol Energie d’activation pour la
dissolution
Tkdef 80 °C Température seuil de
référence
DissTeF Essais de gonflements
iss,re Attt .

T 3.92 Jours | Temps c?racter'lsthue pour la libres avec des couples
dissolution des To/durée de chauffe
sulfoaluminates différents

rFixref 9.87 Jours | Temps caractéristique pour la
fixation des aluminates dans
les hydro-grenats
n 0.18 Exposant du couplage
dissolution-température Essais de gonflements
m 2.5 Exposant du couplage libres

précipitation —fixation des
aluminiums
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2.2 Génération d’une pression intraporeuse

Les volumes de RAS ou de RSI produits sont utilisés pour définir la pression intraporeuse
induite de RGI Pg¢; (Eq. (2-23)). Celle-ci est calculée en prenant en compte la différence entre
le volume produit et le volume disponible a chaque instant. Le volume disponible est influencé
par la porosité connectée, mais également par I’augmentation/diminution du volume des vides
dans laquelle les phases se sont formées, du fait des déformations élastiques ou de fluages de la
matrice cimentaire ou du volume des fissures créées par la RGI (Figure 2-5). Il est a noter qu’il
s’agit ici d’une pression moyenne quelle que soit la taille des pores de la matrice ou des
granulats.

P
Pre1 = Mggi {brer — {PRai <%> + brgy- tr(e€ + &f1) + tr(ePREN) ) (2-23)
I

Dans cette équation :

- Mg, est le module de Biot qui gére I’interaction entre les rigidités des nouvelles phases
(RGI) et le matériau poreux les contenant (béton).

- PR est le volume des vides accessibles qui dépend de la pression Pgg; et de la résistance
en traction du matériau R¢ Figure 2-5). Sa variation en fonction de la pression (Eq. (2-23) n’est
pas la partie poro-mécanique (modélisée par le coefficient de Biot RGI) mais celle associée a
la percolation des produits dans une porosité de plus en plus difficile d’acces. 11 s’agit d’une
simplification de la courbe d’intrusion initialement proposée dans (Sellier et al., 1995b).

Vides accessibles dont le Volume induit par les Volume induit par les Visualisation des vides
volume varie avec la déformations élastiques L P accessibles et des
ion de RGI et de fluage microfissures de RGI N ;
pression de g microfissures au MEB

Figure 2-5 : Volume accessible a I'ettringite secondaire sans ajout de pression.

- tr(e® + &/Y) représente la trace des déformations élastiques £° et de fluages /! de la
matrice, soit le volume correspondant a celles-ci (Figure 2-5). 1l est affecté du coefficient de
Biot bgg; venant de la poro-mécanique (Biot, 1941) afin de ne prendre en compte que
I’augmentation de volume de la porosité due a I’évolution de la pression intraporeuse.
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- tr(ePRGT) représente le volume créé par la fissuration de RGI (Figure 2-5). Cette
fissuration est elle-méme calculée en fonction de la pression intraporeuse et des contraintes
externes lorsque le critére de Rankine est atteint (voir 2.3)). Ce volume est considéré totalement
rempli de produit gonflant. La refermeture de ces fissures par une contrainte externe de
compression n’est pas prise en compte.

Le Tableau 2-3 récapitule I’ensemble des paramétres liés au calcul de la pression de RGI,
avec des intervalles de valeurs préconisées et les tests de calage correspondant.

Tableau 2-3 : Paramétres matériau pour le calcul de la pression de RGI

Parameétres Valeur Unité Signification Test de calage
Drar ~ 10% de m’/m’ Volume des vides Gonflement libre
VRGI ou connectés aux sites de
VDEF création de RGIL.
brer 0,12a0,25 - Coefficient de Biot pour la Gonflement
RAS ou la DEF empéché
Mpe; 27700 MPa Module de Biot du gel ou Gonflement libre
du produit néoformé pour
le couplage avec la pression

2.3 Description du critére de fissuration diffuse et de la loi
d’écrouissage

La pression intraporeuse générée crée une tension orthoradiale autour du site réactionnel.
Celle-ci peut mener a terme a la fissuration diffuse de la matrice cimentaire. Dans le modele,
cette fissuration diffuse est représentée par des déformations plastiques anisotropes. Cette
irréversibilité des déformations est validée expérimentalement (Martin, 2010; Multon et
Toutlemonde, 2006). En effet, lorsque des éprouvettes sont soumises a un séchage aprés un
gonflement de RGI en eau, les déformations dues au retrait, sont sensiblement les mémes que
pour des éprouvettes non réactives. Les déformations irréversibles sont donc attribuables aux
RGI et modélisables par des déformations plastiques. Physiquement, le gonflement différentiel
entre la pate et les granulats induit un décalage des lévres des fissures. De plus, des produits
peuvent se former dans ces fissures, participant a leur caractére permanent. Si la pression de
RGI baisse, les fissures ne peuvent pas se refermer parfaitement ce qui témoigne d’une
déformation irréversible.

Un critére de plasticité anisotrope (Sellier, 2015) permet de modéliser cette fissuration
diffuse (Eq. (2-24)). Grace au cadre poro-mécanique dans lequel s’inscrit le modele (voir
paragraphe 1II), le critére dépend de la contrainte effective &, au sens de la poro-mécanique. A
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I’échelle micro, elle est égale a la pression de RGI, notée Pgs;, multipliée par un facteur
d’intensité de contrainte k (en premicre approximation, la forme et la taille des inclusions n’est
pas prise en compte, et ce coefficient est pris égal a 1 ce qui signifie que I’intégralité de la
pression intraporeuse devient une contrainte orthoradiale dans la pate) qui permet de prendre
en compte la concentration des contraintes autour du site de réaction (Irwin, 1957). En réalité,
le coefficient k dépend de la forme de I’inclusion et de la dimension des microfissures
préexistantes (Sellier et al., 1995b), ce qui conduit certaines micro-fissures a s’amorcer
précocement et d’autres plus tardivement. En définissant un k anisotrope, il serait possible de
reproduire le gonflement libre anisotrope intrinséque obtenu pour des bétons avec des granulats
de géométrie anisotrope. Dans le modele actuel (Sellier, 2015), I’amorcage progressif des
fissures n’est pas considéré dans le facteur d’intensité de contrainte k (qui est constant) mais

dans une évolution de la résistance R, ,;..., qui présente alors un écrouissage positif (Figure
2-6). Ce dernier signifie que les fissures sont, dans la zone non encore endommageée, de plus en
plus difficiles a amorcer ce qui nécessite une augmentation de la pression intraporeuse dans
cette zone pour augmenter la quantité de fissuration moyenne. De plus, une contrainte
extérieure de compression g; influe sur cet état de contrainte local. Si la contrainte effective (au
sens de la poro-mécanique et de I’endommagement, notée ;') est plus grande que la résistance
en traction a 1’échelle microscopique, il y a initialisation en mode / d’une fissuration diffuse.
Dans le modgéle, le critére est anisotrope et I’équation (2-24) est vérifiée pour chaque direction
principale du probléme mécanique.

6; = k.Prgy + min(6;;0) <R, icro | € [L11,111] (2-24)

Une fois la fissuration commencée, la résistance en traction micro suit une loi d’écrouissage
positif (Figure 2-6). En effet, ’hypothése effectuée ici est que la contrainte effective doit
augmenter via la pression moyenne Pgr;; pour continuer a faire fissurer la matrice. Cela
traduirait une augmentation du nombre de sites réactifs nécessaire a 1’augmentation de la
fissuration. E, représente le module d’Young et hg; le ratio d’écrouissage plastique. Le produit
des deux forme le module d’écrouissage qui permet de tracer la correspondance entre la
contrainte effective &, et la déformation plastique de RGI dans une direction principale eP/R¢! 1,
Le ratio d’écrouissage hgg; est inférieur a 5% et peut €tre calibré sur des essais sous contraintes

ou en déformations empéchées.

Lors d’un test en gonflement libre, la contrainte orthoradiale au bord des inclusions induite
par la RGI atteint R;. De ce fait, la fissuration diffuse (modélisée ici par les déformations
plastiques de RGI) s’initie. Un coefficient hp;; proche de O signifierait que, quand R, est
atteint, la déformation plastique augmente trés rapidement avec un petit incrément de pression.
Plus hgg; est grand, plus la pression de RGI doit étre importante pour faire augmenter la
fissuration diffuse et donc les déformations plastiques représentant les gonflements. Si les
déformations sont empéchées dans une direction, cette augmentation de pression conduira a
une augmentation de la contrainte de confinement.
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ePRGI

Figure 2-6 : Schéma de la loi d'écrouissage plastique

Cette modélisation de la fissuration diffuse avec une pente positive représente également le
fait que la fissuration de RGI n’apparait pas exactement pour le méme avancement dans tous
les granulats (pour la RAS) ou dans tous les sites réactifs (pour la RSI). L hétérogénéité des
résistances en traction micro peuvent étre la source de ce phénomeéne. Une loi d’écrouissage
positif permet une bonne représentation simplifiée de cette physique.

Lors d’un test en gonflement libre, le critere plastique (Eq. (2-24)) est atteint dans toutes
les directions en méme temps et la fissuration est isotrope (Figure 2-7). Cependant, dans le cas
d’un chargement extérieur, le plan de fissuration s’oriente préférentiellement dans les directions
paralleles au chargement (Figure 2-7).

L’anisotropie de fissuration mene a une anisotropie de gonflement qui est communément
observée sur des spécimens chargés uniaxialement (Larive, 1997). Le modéele reproduit ce
phénomeéne grace au critere qui est vérifié dans chacune des trois directions principales. Une
contrainte de compression peut retarder ou empécher 1’apparition de plans de fissures
perpendiculaires au chargement. Quand une contrainte uniaxiale de compression est appliquée
sur le béton (6; < 0), les plans de fissuration apparaissent paralleles a celle-ci. Il est ici
important de différencier le plan de fissuration et la normale au plan de fissuration dans lequel
est orientée I’ouverture de fissure, traduite ici par €,z . En effet, le gonflement va é&tre
principalement dirigé dans les directions non chargées (ici II et I1I sur la Figure 2-7), donc
perpendiculaires au chargement. La pression de RGI augmente ensuite en fonction de
I’écrouissage hg(;. Si la pression de RGI peut atteindre la somme de la contrainte appliquée et
de la résistance en traction du matériau, alors la fissuration peut s’initier dans la direction I,
mais plus tardivement, (c’est le cas dans la Figure 2-7).
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Figure 2-7 : Evolution de la fissuration de RGI dans un cas libre et un cas chargé par
une contrainte uniaxiale de compression induite par un chargement externe ou par la
présence d’une armature
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(Kagimoto et al., 2014) ont coulé une poutre avec des barres d’acier externes pour géner le
déplacement dans une direction (Figure 2-8). Le faci¢s de fissuration montre des fissures
principalement paralléles a la direction des barres. Cependant, une fissure perpendiculaire est
observée. Dans les structures armées, le gonflement du béton met en tension les barres. Le béton
passe ensuite en compression a cause du gonflement empéché par les armatures extérieures. Au
début du gonflement, cette contrainte est faible et une fissure peut apparaitre, méme
perpendiculairement a la direction bloquée. Des essais sous contrainte de compression a 5 et 10
MPa (Larive, 1997) sur des éprouvettes réactives de RAS n’ont pas permis d’observer de
fissures dans un plan perpendiculaire au chargement. La charge appliquée semble trop
importante pour observer ce phénomene.

Figure 2-8 : Schéma de la fissuration obtenue sur la poutre avec barres d'acier
extérieures de (Kagimoto et al., 2014)

Numériquement, le gonflement volumique peut étre exprimeé a travers 1’équation (2-25). Il
comprend le volume des fissures de RGI et le fluage correspondant Tr(ePRG! +
bRG,.sﬂuageRGI ) et la déformation volumique élastique causée par la pression des phases

néoformées.

bRGI' PRGI
E (2-25)
(3(1 - ZV))

Gonflement volumique = Tr(ePR! + by, Eftuage o) +
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Le Tableau 2-4 récapitule les parametres liés a la plasticité des RGI, avec des intervalles de
valeurs préconisées et les tests de calage correspondant.

Tableau 2-4 : Paramétres matériau liés a la gestion de la plasticité des RGI

Paramétres Valeur Unité Signification Test de calage
k 1 - Facteur de concentration de Gonflement sous
contraintes contraintes
hrei 3% - Rapport du module d’écrouissage Gonflements sous

plastique et du module d’Young pour | faibles contraintes
le critére plastique de RGI. Permet de
caler I’anisotropie des gonflements
sous contraintes anisotropes.

2.4 Endommagement de fissuration diffuse

L’endommagement diffus causé par les RGI est anisotrope en fonction du chargement

externe. Il est calculé a partir des déformations plastiques de RGI s,’f,l}l’?,,G,I dans chaque direction

principale, et d’un paramétre g®RG!

(Capra et Sellier, 2002).

pour caler la cinétique d’endommagement (Eq. (2-26))

PLRGI

&
I
Dlt’RGI = PLRGI k,RGI (2-26)
& + &%

gkRGI 3 ¢té calibre a 0,3 % pour la RAS (Capra et Sellier, 2000). Pour la DEF, le fuseau des
résultats expérimentaux permet de caler une valeur comprise entre 1 et 2 % (Figure 2-9). Les

directions principales de ’endommagement diffus sont identiques aux directions principales

. - - LRGI . . .
des déformations plastiques &/ j;; - 1l est a noter ici que le calage est effectué sur des

gonflements libres isotropes, il pourrait étre différent pour des gonflements anisotropes
(souvent retrouvés sur ouvrage).

Expérimentalement, les fissures diffuses induites par les RGI peuvent se refermer avec
I’application d’une contrainte extérieure de compression. Le matériau est donc moins sensible

a ’endommagement de RGI en compression qu’en traction. Ici, I’hypothese est faite que seules

les fissures perpendiculaires a la direction d’application de la charge (D,t,'RGI et D,t,'fGI ) ont un

impact sur I’endommagement de compression induit par une RGI (D; RGIY " Celui-ci est donc
déduit des endommagements de traction dans les autres directions (Eq. (2-27). Le coefficient a

vaut 0,15 et il est indépendant du matériau.

pEe! = 1~ (1= D)1 - i) @27
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Figure 2-9 : Evolution des pertes de caractéristiques mécaniques en fonction du
gonflement

La Figure 2-10 représente les réponses contraintes-déformations (en traction et en
compression) obtenues avec le modéle sur deux bétons : I'un sain, [’autre ayant subi un
gonflement de DEF de 1,1%. En traction, le matériau est fortement endommagé car sa
résistance a chuté de 3,6 MPa a 1,6 MPa, soit une baisse de 55%. En compression, la perte de
résistance est moindre (17%). Le pic de compression passe de 38 MPa a 31,5 MPa. Le matériau
est donc affaibli par la DEF. De la méme manicre, le module d’élasticité est affecté par
I’endommagement diffus de RGI. Le module effectif est donc plus faible que le module sain.

Figure 2-10 : Courbes contraintes-déformations en traction et en compression pour un
matériau Non Réactif et un matériau ayant subi un gonflement de 1,1%.
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2.5 Calage des parametres de RGI

Cette partie est dédiée au calage des paramétres spécifiques aux RGI. Au niveau du calcul
de I’avancement de la production des nouvelles phases, les modeles de RAS et de DEF sont
fondamentalement différents (voir 2.1.1 et 2.1.2). Dans cette partie, les termes en gras sont les
parameétres a caler pour chaque nouveau béton. Les valeurs données pour les autres parametres
dans les tableaux précédents (Tableau 2-1, Tableau 2-2, Tableau 2-3 et Tableau 2-4) peuvent
étre prises comme valeurs par défaut.

- Calage d’un gonflement de RAS (Tableau 2-1, Tableau 2-3 et Tableau 2-4)

Comme la plupart des modeles de réaction de gonflement interne, la cinétique nécessite deux

parameétres a régler : le temps caractéristique r,’:Z; (Eq.(2-1)) et le volume des vides accessibles

drer (vase d’expansion de 1’équation (2-23)) qui a également un impact sur le gonflement final.

Pour un matériau totalement saturé en eau, I’asymptote d’un gonflement de RAS est gérée
par un seul paramétre : le volume maximum de RAS créable ¢p"** * (Eq. (2-5)). Le ratio des
modules d’écrouissage plastique et €lastique hgq; (Figure 2-6) et le coefficient de Biot bgg;
(voir partie suivante) peuvent étre modifiés le cas échéant en exploitant des essais de
gonflements empéchés ou sous contraintes.

Pour la modélisation d’un gonflement de RAS, il est également nécessaire de connaitre ou
de calculer, au préalable du calcul mécanique, la température et le degré de saturation (ou leurs
champs dans une structure) pour toute la durée du calcul. Le calcul est a ce jour chainé : le
calcul mécanique est réalisé aprées les calculs hydrique et thermique.

- Calage d’un gonflement de DEF (Tableau 2-2, Tableau 2-3 et Tableau 2-4)

Les deux parametres nécessaires au calage de la cinétique sont : le temps caractéristique de
précipitation TPTeef (Eq. (2-18)) et le volume des vides accessibles ¢%¢; (Eq. (2-23)) qui a
¢galement un impact sur le gonflement final. Tous les autres parametres concernant les
cinétiques de dissolution notamment, ont été calés sur un ensemble de tests effectués sur des
éprouvettes dans différentes conditions environnementales (température, alcalins et saturation)
(Sellier et Multon, 2016). A priori, ils ne nécessitent pas de changements par rapport aux valeurs
données.

Pour le calage de I’amplitude du gonflement de DEF, seule I’indentification du volume
maximum d’ettringite créable E!® (maximum du volume crée de 1’équation (2-17)) est
nécessaire. Sur ouvrage, il peut étre identifié a partir de 1’auscultation.

Pour la modélisation d’un gonflement de DEF, il est également nécessaire de connaitre ou
de calculer, au préalable du calcul mécanique, la température, le degré de saturation et la
concentration en alcalins (ou leurs champs dans une structure) durant toute la durée du calcul.
Le calcul est a ce jour chainé : le calcul mécanique est réalisé apres les calculs hydrique,
thermique, et des concentrations en alcalins dans la structure.
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Meéthode pratique de calage générale d 'une éprouvette gonflante (RAS ou RSI) :

La Figure 2-11 et la Figure 2-12 permettent de visualiser les différentes phases du calage
d’un gonflement libre quelconque (RAS ou DEF). La premicre phase (a) consiste au calage du
retrait en fonction notamment de la perte de masse de 1’éprouvette (parametres a et b de
I’équation de Van Genuchten explicités dans la partie suivante (3. de ce chapitre)). Pour cela,
il faut fixer les volumes de RGI créables a 0 (¢p™* et E!T ©),

Ensuite (b), il faut caler le volume accessible au gel/produit néoformé sans création de
pression supplémentaire () qui permet de caler le moment ou le gonflement débute (b). Le

volume maximum créable et le temps caractéristique de la RGI étudiée (zjf ou TPrecres

suivant la pathologie) peuvent étre momentanément imposés a des valeurs arbitraires réalistes,
par exemple 1% pour le volume maximum créable et quelques dizaines de jours pour les temps
caractéristiques. Un calage plus fin issu d’une procédure itérative permettra par la suite d’ajuster
ces parametres importants.

Le calage du temps caractéristique (‘tﬁZ; ou Preeref suivant la pathologie) est réalisé dans

la continuité (c). Ce paramétre cinétique influe également sur le début du gonflement. Quelques
itérations peuvent étre nécessaires pour caler ce couple de paramétres (Prgy €t Tref OU PRy et

tPreeref syivant la pathologie).

Enfin, la méthode se termine par le calage du volume maximal créable (¢p"* “ou E/ ©).
Chaque fois qu’est modifié ce volume, il faut multiplier le volume des vides accessibles par le
méme coefficient pour ne pas revenir a I’étape (b). Par exemple, si ¢pgq; a été fixé a I’étape (b)
a 0,1 % pour un volume créable de 1 %, et qu’il faut I’augmenter de 50% (soit 1,5 %) pour fixer
I’asymptote du gonflement, alors il faut €¢galement augmenter le volume accessible de 50%. Le
rapport entre les deux doit rester constant pour que le gonflement débute au méme moment.
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Figure 2-11 : Démarche a suivre pour caler un gonflement libre

Figure 2-12 : Calage d'un gonflement libre quelconque. (a) Calage du retrait (b) Calage
du volume accessible (¢) Calage du temps caractéristique (d) Calage du volume
créable
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3. Formulation poroplastique couplée a
I’endommagement anisotrope et au fluage

La plasticité et ’endommagement de RGI, décrits précédemment, s’inscrivent dans un
modele poro-mécanique global qui a pour but de modéliser les différentes physiques nécessaires
a la mod¢lisation du comportement global des ouvrages atteints de RGI (Sellier, 2015). La
multiplicité des sources d’actions mécaniques (chargements extérieurs, réactions de gonflement
interne, retrait), parfois anisotropes et couplées au fluage, impose 1’utilisation de modules
décrivant un a un ces phénomenes et leurs couplages.

3.1 Schéma rhéologique

Le comportement du béton est modélisé dans le cadre de la poro-mécanique. Le modéle
comprend un modele d’endommagement (inspiré de (Grimal et al., 2008)) et un modele
rhéologique (Figure 2-13) dans le but de reproduire les interactions entre les gonflements
internes, le fluage, le retrait et I’endommagement structurel. La fissuration du béton est décrite
grace a un mode¢le non linéaire couplant des critéres plastiques et des endommagements, tous
anisotropes. En traction, les critéres de Rankine (Sellier et al., 2013) différencient les macro-
fissures structurelles localisées et la microfissuration diffuse induite par la pression de RGI
(Pgrgr)- En compression, le critére de Drucker-Prager permet d’établir I’endommagement de
cisaillement, en lien avec la dilatance (Drucker et Prager, 1952). Les déformations différées de
fluage sont calculées grace a un modeéle poro-plastique qui peut étre représenté par une chaine
de Burger (Figure 2-13). Elle comprend un étage visco-¢lastique de Kelvin-Voigt et un étage
non linéaire anisotrope de Maxwell (Sellier et al., 2016) qui permettent de reproduire les
déformations différées lors de chargements et de déchargements multi-axiaux.

La déformation de retrait est prise proportionnelle a la pression d’eau Py,. En condition non
saturée, celle-ci est calculée par la loi de Van Genuchten (Eq . (2-28)) qui relie la pression
capillaire P,, au degré de saturation S, via des parameétres de calage « a » et « b » qui dépendent
du réseau poreux. Le schéma rhéologique est inscrit dans le schéma poro-mécanique (Figure
2-13) de telle sorte que la pression d’eau et la contrainte a 1’origine du fluage (due au
chargement externe) soient additives (Eq. (2-29)). Ainsi, le fluage est dii a la contrainte effective
au sens poro-mécanique (Eq. (2-30)), ce qui permet un couplage direct, notamment pour
considérer du fluage en dessiccation ou un gonflement initial associé a du fluage orthoradial en
traction autour des sites réactifs.
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® [ ]
Physigue considérée Critére/modéle | Squelette solide Phases interstitielles |  Test de calage
(RGI et eau)
. . Fendage
Traction Rankine Energie de fissuration
Compression Cisaillement Drucker-Prager Compression simple
Fissuration diffuse . Gonflement
de RGI Rankine
Traction
i Module d’élasticité
Compression Cisaillement Elastique ‘ ‘ ol deestere
_ ) ) Prer ‘ Py
‘ Kelvin-Voigt L]
Fluage 4‘ Fluage
_ Maxwell
Dépression capillaire Van Genuchten Retrait
Chimie de la RGI Cinétique de réaction Gonflement
Figure 2-13. Schéma rhéologique du modé¢le.
1 (1-b)
— 1-4 -
Py =a (1 _s.( b)) (2-28)
~ ~ I -
Oijj = 0Ojj — brer Prei — bw Py (2-29)
; ! . . . .
0y = SO (8 — &t — Ecr — gth) (2_30)

La contrainte totale g;; est calculée grace a I’endommagement D et a la contrainte effective
6;j (Eq. (2-31). Cette derniere est obtenue grace a I’équation générale de poro-meécanique (Eq.
(2-29)). Elle relie la contrainte effective au sens de ’endommagement &;; a la contrainte
effective au sens de la poro-mécanique J; j'. La contrainte effective au sens de la poro-
mécanique traduit la part de la contrainte reprise directement par le solide en tenant compte des
pressions des phases interstitielles (Prs; pour la pression due aux réactions de gonflement
interne et B, pour la pression due a I’eau induisant du retrait) affectées des coefficients de Biot
associés (respectivement by et b, (Biot, 1941)). L’incrément de contrainte effective poro-
mécanique &, ], est calculé grace a la matrice de rigidité S et a la déformation élastique obtenue
en soustrayant les incréments de déformation plastique &,;, de fluage &, et thermique &, a la
déformation totale € (Eq. (2-30)).
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3.2 Criteres de fissuration des modeles

Quatre phénomeénes peuvent mener a la fissuration dont trois anisotropes. Un ensemble de
quatre criteres de plasticité permet de définir le développement de la fissuration dans le matériau
(Tableau 2-5). Ces critéres sont actifs ou inactifs en fonction des cas de chargements. La
fissuration peut étre issue de fissures localisées de traction de fagcon anisotrope (critére de
Rankine (Sellier et al., 2013)) ainsi que de la refermeture et de 1’écrasement de ces fissures
(critere de Rankine également). Un chargement de compression peut mener a un
endommagement de cisaillement, ici représenté par un critére isotrope de Drucker-Prager.
Enfin, les fissures peuvent étre issues d’une réaction de gonflement interne (critére présenté en
détail dans la partie 2. de ce chapitre).

La Figure 2-14 permet la visualisation des critéres de traction de Rankine et de compression-
cisaillement de Drucker-Prager dans [’espace des contraintes principales totales non
endommagées (Sellier, 2016).

Figure 2-14 : Critéres plastiques de traction (Rankine) et de compression-cisaillement
(Drucker-Prager) dans les directions principales s1, s2 et s3 (Rt =3 MPa, Rc =30 MPa
et 6 = 1) (Sellier, 2016)
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Tableau 2-5 : Les dix critéres de plasticité des modéles

Phénomenes Nombre de
menant a une Critere criteres
fissuration associés
Rankine
Fissures t o~ At 3
- fi =6 -k (2-32) : :
localisées de Anisotropie
traction ) )
07 : la contrainte effective au sens de I’endommagement
R! : 1a résistance effective en traction
Rankine
. (-6 —Rrsief* >0
Refermeture de I = . plLt (2-33)
0 sigg <0 3
fissures Anisotropi
. nisotropie
localisées de - ) ) oo P
) R] : la contrainte nécessaire a la refermeture d’une fissure
traction .
de traction
efl’t : la déformation plastique de traction, induite par le
critere de Rankine en traction
Drucker-Prager avec de la plasticité non-associée
Fissurations op _ [ [5%55° Tr (") ~c(1 &
| for = +6 —R 53
diffuses de 2 3 3.3
cisaillement (2-34) !
dues a dela )
. ~ d . e Isotropie
compression ou 6;j : la contrainte déviatorique de
adu compression/cisaillement
cisaillement 0; js : la contrainte sphérique de compression/cisaillement
8: le coefficient de confinement de Drucker-Prager
R¢: la résistance en compression
Rankine
Fissurations 3
diffuses dues a fR! = kpeiPrer + min(éy, 0) — RRG (2-35) | Anisotropie

des RGI

(décritaul) 4))
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3.3 Comportement en traction

Une modé¢lisation précise du comportement en traction du béton est nécessaire pour le
recalcul des ouvrages atteints de RGI. En effet, les fissures localisées sont a 1’origine de non
linéarités importantes dans les ouvrages: risques de rupture de parties d’ouvrages,
concentration de contraintes dans les aciers, voie d’entrée facilitée pour les agents agressifs et
augmentation de la perméabilité du béton qui engendre des venues d’eau pouvant accélérer la
cinétique de réaction des RGI. Les mesures des déplacements et des contraintes sur les ouvrages
a requalifier sont parfois peu nombreuses ou inexistantes. Dans ce contexte, la comparaison du
facies de fissuration in situ d’un ouvrage et de sa modélisation peut permettre une validation du
calcul et de la bonne prise en compte des phénomenes physiques endommageant la structure.

3.3.1 Description du critere

Pour simuler le comportement du béton en traction, le mod¢le utilisé associe la plasticité et
la théorie de lI’endommagement avec un critére de Rankine anisotrope (Tableau 2-5).
L’hypothese est qu’il peut exister numériquement trois fissures localisées orthogonales par
¢lément fini en fonction des conditions de chargement. Lors d’un test en traction directe, la

contrainte apparente augmente jusqu’a la résistance en traction Rf (Figure 2-15 point (1)),

t

atteinte pour la déformation au pic &;.. Ce trajet peut étre linéaire (€lasticité parfaite) ou non-

linéaire (endommagement diffus pré-pic Dpy¢pic). Dans ce dernier cas, la contrainte effective R}

atteinte au pic est supérieure a la résistance en traction du matériau Rf (2-36).
L’endommagement pré-pic Dpy¢pic vaut alors sa valeur maximale Dy, (2-37).

. S (2-36)
(1 - Dprépic)
Dy = (2-37)
E.&pc

Apres le pic, le comportement est géré par I’endommagement couplé a la plasticité. Pour une
déformation quelconque (Figure 2-15 point (2)), la contrainte est calculée grace a
I’endommagement au pic D,;. et a I’endommagement localisé dans la direction principale D;.

Lt e
P2 % est alors récupérée en soustrayant la

La déformation plastique correspondant a ce critere &€
déformation élastique & a la déformation totale &;. Cette déformation plastique correspond a
la déformation obtenue lors d’une décharge (Figure 2-15 point (3)). L’ouverture de fissure
correspondante est ensuite calculée en multipliant la déformation plastique obtenue par la taille

de I’élément fini dans la direction principale.
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Figure 2-15 : Courbe Contrainte-Déformation d’une éprouvette saine soumise a un
test en traction pure

Les ouvrages a recalculer présentent parfois des singularités qui imposent 1’utilisation
d’éléments finis tels que des triangles, des hexagones en 2D, et des triedres et autres hexaedres
en 3D. Pour s’affranchir de I’influence de la taille et de la forme du maillage sur la réponse
mécanique obtenue, une régularisation énergétique selon la méthode d’Hillerborg (Hillerborg
et al., 1976) est employée. Cette méthode locale permet de dissiper de 1’énergie en fonction de
la taille de 1’¢lément fini dans la direction principale de traction.

3.3.2 Méthode de régularisation énergétique de la localisation de
I’endommagement

La méthode d’Hillerborg est réguliérement utilisée pour régulariser I’énergie dissipée suite
a la localisation de I’endommagement dans les matériaux non-linéaires comme le béton. La
problématique posée par le phénomene de localisation dans les codes éléments finis et la
méthode d’Hillerborg ont été explicitées dans le chapitre 1. L’utilisation de cette méthode
nécessite le calcul de la taille des éléments finis dans les directions principales de traction pour
pouvoir adapter la réponse post-pic du matériau (Sellier et al., 2013). Dans cette partie, un calcul
original de la taille des éléments finis est proposé afin de généraliser la méthode a tout type
d’¢éléments finis a fonctions d’interpolation linéaire.

Cette nouvelle méthode vise a calculer la taille des éléments dans les différentes directions
principales de traction directement a partir des coordonnées des nceuds et non a partir de la
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Jacobienne de la transformation géométrique entre 1’élément de référence et I’é¢lément réel
comme cela est le cas dans (Sellier, 2015; Sellier et al., 2013; Stablon et al., 2012).

La méthodologie débute par la récupération des coordonnées spatiales des nceuds d’un
¢lément, puis de la projection de ceux-ci sur I’'une des directions principales de fissuration via
un produit scalaire. La différence entre le maximum et le minimum des produits scalaires
obtenus donne la taille maximale de 1’élément dans cette direction. On réitére ensuite
I’opération dans les autres directions principales (Figure 2-16 et Figure 2-17). Dans le cas
particulier d’une fissure a 45°, la longueur de 1’élément renvoyée est de va (avec a le coté du
carré). Pour les cas 2D, un parameétre matériau a été rajouté dans le but de pouvoir gérer la taille
de la 3°™ dimension des problémes 2D (en 2D les possibilités de déformation plane et
axisymétrique ont été rajouté aux possibilités d’utilisation du mod¢le).

Longueur Longueur
obtenue obtenue en
en sortie sortie

Direction Direction
rincipale inci
p p principale

Direction
principale

Longueur
obtenue
en sortie

Figure 2-16 : Schémas de la méthode utilisée pour récupérer la taille des éléments finis
en 2D
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FiS S Ul'e

Figure 2-17 : Schéma de la méthode utilisée pour récupérer la taille des éléments finis en
3D

La validation de cette méthode est réalisée sur des essais de traction et de cisaillement. Le
premier test consiste a analyser la réponse en traction simple d’un carré en 2D maillé de fagons
différentes pour prouver la faible dépendance du modele au maillage (Figure 2-18). Le carré
utilisé est de taille Im*1m et les maillages sont composés de triangles ou de quadrilatéres de
différentes tailles (Figure 2-19).

Y
mm) Traction uniaxiale
selon X
X

DY=0

Figure 2-18 : Géométrie et conditions aux limites du test de traction en 2D
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Courbes Force-Déplacement en fonction des maillages testés

0,2 r

Force (MN)
o
=
[9,]
T

0,1 H

0 L L T - —
0 0,00005 0,0001 0,00015 0,0002
Déplacement (m)

Figure 2-19 : Réponse Force-Déplacement et maillages des différents cas testés pour la
traction uniaxiale

Les résultats obtenus en terme de Force-Déplacement (Figure 2-19) sont trés semblables
(<5%) quelle que soit la forme des éléments linéaires utilisés pour les maillages. Le calcul de
la taille des é1éments et la méthode implantée semblent donc étre cohérents. Les tests menés en
traction en 3D ont donné la méme cohérence de résultats.

Le test suivant est un essai de cisaillement sur des éléments en 3D ne contenant qu’un seul

¢lément dans la profondeur. La géométrie est composée d’un cube de Im*Im*1m. Deux
maillages sont proposés :

(a) (b)

Figure 2-20 : Maillages 3D (a) Eléments a base triangulaire (b) Eléments a base
rectangulaire

La face supérieure est soumise a un glissement imposé selon 1’axe X pour développer un
cisaillement dans le plan (XZ) (Figure 2-21).
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Déplacement
imposé selon X

Face arriere
Dy=0 ) Y=o

Y* x  Face de dessous
DX=DZ=0
Figure 2-21 : Conditions aux limites et chargement pour le cas test de cisaillement 3D

La Figure 2-22 représente la force nécessaire pour déplacer la face supérieure en fonction du
déplacement imposé. Il y a une trés bonne similitude (< 2 %) entre les deux courbes Force-
Déplacement obtenues avec deux maillages différents (le premier, formé de prismes a base
rectangulaire, 1’autre, de prismes a base triangulaire).

9 &
8
7
=
=6
i; 5 = Maillage a base triangulaire
24 === Maillage a base rectangulaire
S 3
S
2
1
0 >
0,00E+00 5,00E-04 1,00E-03 1,50E-03

Déplacement (m)
Figure 2-22 : Courbes Force-Déplacement obtenues pour le cas test de cisaillement 3D

Les résultats obtenus dans cette partie permettent de valider la méthode utilisée pour calculer
la taille des ¢léments finis dans leurs directions principales de traction. En effet, des courbes
Force-Déplacement similaires sont le gage d’une réponse mécanique indépendante du maillage.
Ce modele a été implémenté dans Code Aster (code aux ¢éléments finis développé par EDF)
dans le but de calculer des ouvrages. La comparaison des faci¢s de fissuration obtenus in situ
et avec le modele est essentielle a la validation du modele. La taille et la forme du maillage ne
doivent donc pas non plus influencer le facies de fissuration. Pour le cas de cisaillement 3D, les
résultats obtenus en termes d’endommagement sont également comparés sur la Figure 2-23.
Les facies de fissuration sont tres proches, ce qui ajoute une validation supplémentaire.
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Figure 2-23 : Cisaillement 3D : endommagement de traction dans la direction principale
1 (a) Maillage a base triangulaire (b) Maillage a base rectangulaire

4. Evolution et validation du modéle poro-mécanique

Apres avoir présenté le modele de fissuration dii aux réactions de gonflement interne et son
intégration dans un mode¢le poro-mécanique plus global, I’objectif suivant est de calibrer et de
valider le modele en le confrontant a des données expérimentales obtenues lors d’essais ayant
des conditions aux limites mécaniques et environnementales variables. L’anisotropie de
gonflement et les effets des contraintes sur les gonflements seront notamment analysés. L’enjeu
est la validation du couplage fissuration diffuse et fluage.

Dans un premier temps, le modele est test¢ dans le domaine des gonflements faibles a
modérés (< 0,3% de gonflement libre), qui correspondent a ceux de la réaction alcali-silice. Des
gonflements plus importants (jusqu’a 2%) seront ensuite simulés pour reproduire le
comportement de bétons subissant une formation d’ettringite différée importante.
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4.1 Gonflement faible a modéré

Cette premicre partic consiste a ¢étudier la capacité du modele a représenter le
développement de gonflements du béton sous contraintes pour des gonflements faibles a
modérés. La calibration du mode¢le est effectuée sur les résultats issus des travaux de (Multon
et Toutlemonde, 2006). Dans cette expérience, des éprouvettes cylindriques (13x24 cm) sont
chargées en compression uniaxiale. Sur certains essais, le déplacement radial est géné par des
anneaux d’acier de différentes épaisseurs (Figure 2-24), ce qui permet d’obtenir des états de
contraintes multi-axiaux. Apres calage des parametres concernant le retrait et le fluage sur des
éprouvettes non-réactives, la premiére étape est le calage des paramétres du modele d’alcali-
réaction. Une calibration globale est réalisée avec le méme jeu de paramétres dans le but de
valider I’ensemble des tests confinés et chargés.

z

0appliquée
X

y N~

oappliquée

Beton Acier

N~

Figure 2-24 : Schéma des tests menés sur éprouvettes

Durant ces essais, une période de cure est appliquée pendant 28 jours a 20°C pour
I’ensemble des éprouvettes. Aprés 28 jours, les éprouvettes sont conservées a 38°C. Les
résultats sont présentés a partir de la fin de la période de cure. Malgré trois couches d’aluminium
pour les protéger du séchage, les éprouvettes montrent une certaine perte d’eau (Figure 2-25).

Certains parameétres physiques du modele tels que la résistance en traction et le module
d’Young ont été¢ mesurés directement sur des éprouvettes (respectivement égales a 3,7 MPa et
a 37,2 GPa).

Durant les premiers jours de gonflement dans les cas avec des anneaux d’acier, la
déformation latérale est négative, cela signifie que le béton et I’acier perdent contact. Pour éviter
une fissuration initiale due au décollement ou I’utilisation d’une loi d’interface, le module
d’Young des anneaux d’acier est numériquement pris pratiquement nul jusqu’a ce que la
déformation redevienne positive.
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Perte de masse (%)

o
\ 4

J) b 200 400 600 800

Perte de masse expérimentale (%)

-0,5 == Perte de masse calée

Perte de masse (%)

Temps (jours)

Figure 2-25 : Perte de masse des éprouvettes protégées par 3 couches d'aluminium

Meéthode de calage des éprouvettes de Multon :

Le retrait et le fluage sont calés sur des éprouvettes non réactives ((a) de la Figure 2-26).
A partir de la perte de masse, les conditions hydriques et les déformations sont fidélement
reproduites en calibrant a et b (les deux coefficients de la loi de Van Genuchten (Eq . (2-28),
ici respectivement 25 MPa et 0,42). Ensuite, les tests de fluage a 10 et 20 MPa permettent de
simuler le comportement du matériau sous un chargement de long terme. Quatre parameétres
sont nécessaires a la calibration du fluage : deux temps caractéristiques pour le fluage réversible
et le fluage irréversible, un pour le module de la partie réversible et un pour la déformation
caractéristique de la partie irréversible (Sellier et al., 2016).

Ensuite, le volume maximum de gel créable ¢p"* * et le volume des vides accessibles
sans gonflement ¢y, sont calés sur un test de gonflement libre en suivant la méthode décrite
précédemment. Les anneaux d’acier qui empéchent radialement le béton de gonfler, mettent le
matériau dans un état de contrainte multi-axial. C’est dans cette configuration que le ratio des
modules pour I’écrouissage de RGI hgg; est calé.

Analyse du calage :

La Figure 2-26 montre que le modele est capable de reproduire les expansions de
gonflements modérés sous contraintes et confinements multi-axiaux.
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Figure 2-26 : Tests de Multon : (a) Retrait et fluage sans RAS, (b) Essais de gonflement
avec ou sans chargement, (c) Essais avec anneaux de 3 mm, (d) Essais avec anneaux de
5 mm (Rt=3.7 MPa; ¢5'=0.0054 m3/m3; ¢3z=0.0013 m3/m3 ; bg=0.25; Mg=27700
MPa; hrcr=0.03)

Pour les essais sans confinement par des anneaux d’acier ((b) dans la Figure 2-26), les
courbes de gonflement libre (courbe marron) et de gonflement longitudinaux sous contraintes
uniaxiales (courbes bleu et rouge) ont été calibrées d’apres la méthode explicitée précédemment
(2.5 de ce chapitre). Le comportement général est bien reproduit. Transversalement (courbes
jaune et verte), les cinétiques sont un peu trop rapides. L’asymptote du cas chargé a 20 MPa est
correcte mais celle a 10 MPa est surévaluée. La différence obtenue sur le cas chargé a 10 MPa
pourrait €tre issue d’une erreur expérimentale car les points sont trés proches du cas libre alors
qu’une déformation plus importante pouvait étre attendue du fait de 1’effet Poisson.
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Pour les essais confinés avec des anneaux d’acier ((c) et (d) dans la Figure 2-26), les courbes
correspondant aux cas chargés ont été reproduites avec succes. Transversalement, les
gonflements sans contraintes axiales (courbes noires) donnent satisfaction. Longitudinalement,
les gonflements sont trop rapides. La déformation finale du cas avec des anneaux de 5 mm
d’épaisseur est bonne (courbe bleu foncé sur (d)) mais la cinétique est 1égerement trop rapide
avec les anneaux de 3 mm (courbe bleu foncé sur (c)). Les deux courbes obtenues pour les
anneaux de 3 mm et 5 mm sans contrainte axiale étaient trés différentes expérimentalement
alors qu’elles étaient proches pour tous les autres tests avec anneaux.

A cause de I’expansion et de ’effet Poisson des cas chargés, des contraintes radiales se
développent dans les anneaux. Ces contraintes ont été extraites des calculs (Figure 2-27). Les
contraintes relevées se situent entre 1,2 et 5,4 MPa (contrainte de compression). L’évolution de
celles-ci se décompose en quatre parties : 1’application de la contrainte externe (entre 0 et 1
jour), une période de latence avant que 1I’expansion ne devienne significative (entre 1 et 80
jours), la période d’expansion (entre 80 et 350 jours) et la période de stabilisation ou la réaction
est terminée. Le retrait et le fluage (relaxation) redeviennent les principales sources des
déformations.

= Modéle 3mm non chargé

e MOd€le 5mm non chargé
Modéle 3mm 10 MPa

e Modele 5mm 10 MPa

-4 Modele 3mm 20 MPa

Contrainte radiale (MPa)

Modéle 5mm 20 MPa

Temps (jours)
Figure 2-27 : Contraintes radiales dans les cas confinés

Durant la période de latence, la contrainte radiale est presque nulle pour les éprouvettes non
chargées car le retrait est plus important que la pression du gel transmise au béton. Ainsi, le
béton et les anneaux d’acier ne sont plus en contact.

L’initiation de la phase d’expansion dépend de la contrainte appliquée. Comme expliqué
dans la partie développant les équations du mod¢le, la déformation du béton est prise en compte
dans le calcul de la pression de gel (Eq. (2-23)). Plus le confinement appliqué est grand, plus le
gonflement est retardé en raison du franchissement plus tardif des critéres de micro-fissuration
malgré I’augmentation de la pression induite par la compression (Eq. (2-23)). 1l faut atteindre
localement une pression plus élevée pour vaincre le confinement et finalement atteindre la
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limite en traction. Ainsi, I’augmentation de la contrainte dans les anneaux de 5 mm est plus
importante qu’avec les anneaux de 3 mm a cause de leur rigidité plus élevée, permettant un
meilleur confinement qui va limiter les déformations radiales.

La Figure 2-28 permet de visualiser I’évolution de la pression de gel dans les différents
essais. Lors de la phase de stabilisation, la pression de gel, qui représente la pression moyenne
transférée a la surface du granulat, varie entre 5,4 et 10,0 MPa pour les cas confinés. Le
coefficient de Biot by est ici €gal 4 0,25 et hgg; est de 3 %.

Figure 2-28 : Pressions de gel des différents tests sur éprouvettes

La partie suivante décrit la réponse théorique obtenue lors d’un gonflement sous
confinements uniaxial et multi-axiaux considérés comme parfaits (déplacement nul). Le but est
principalement pédagogique afin d’analyser les comportements obtenus sous confinements
dans des cas idéaux qui permettent de mieux comprendre le développement d’expansion dans
des ¢léments dont les déplacements sont empéchés. La série de tests étant purement numérique,
une géométrie simple (un cube) est modélisée avec des blocages variés sur ces faces (Figure
2-29).

Bloque dans 1 directions | Bloqué dans 2 directions | Bloqué dans 3 directions
(X) (X.Y) (X,Y,Z)

Lo

v —o| u=0 U,=0
U Ux 0 X

I

U,=0

Figure 2-29 : Conditions aux limites utilisées pour les essais numériques de blocages
uniaxial et multi-axiaux
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Pour séparer les phénomenes, le retrait n’est pas pris en compte dans ces calculs. De plus,
pour exacerber les phénomeénes, la déformation libre est ici supposée égale a 0,3% au lieu de
0,1% dans les essais de Multon (Figure 2-30).

0,35%

0,30%

— 0,25%
0,20%
0,15% —~Calage Multon
—Calage 0,3%

Déformation (%

0,10%

0,05%

0,00% ‘ . . >
0 200 400 600 800

Temps (jours)

Figure 2-30 : Déformations d'éprouvettes libres (calage Multon et calage 0,3 %)

Les résultats des déformations dans les directions libres (Figure 2-31) permettent de
comparer le report de gonflement dans les directions libres en fonction du nombre de directions
bloquées. Pour une direction bloquée, le report est de 25 % alors qu’il est de 65 % pour deux
directions. Le gonflement volumique n’est donc pas conservé intégralement puisqu’une
réduction de 1’ordre de 15 % en 1D et de 45 % en 2D est obtenue. Dans le modéle, cette
réduction est expliquée par un accroissement de pression en confinement multiaxial conduisant
a une migration plus importante du gel dans la porosité connectée au site réactif, ce qui limite
d’autant la quantité de gel dans les fissures diffuses et donc le gonflement volumique associé a
ces fissures.

Figure 2-31 : Déformations dans les directions libres lors des essais numériques de
blocages uniaxial et multi-axiaux

101



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

Dans les essais confinés, la contrainte dans les directions bloquées est extraite (Figure 2-32).
Elle peut étre décrite en deux phases principales : une augmentation lente avant la premicre
fissuration (de 0 a 80 jours), suivie d’une augmentation rapide. Dans ces conditions de blocage
parfait, la contrainte maximale obtenue varie entre 3 et 7 MPa de compression (pour 1 et 3
directions bloquées). L’augmentation de cette valeur maximale n’est pas directement
proportionnelle aux nombres de directions bloquées. En effet, la pression de gel augmente
beaucoup plus en cas de confinement tri-directionnel car aucune direction libre n’est disponible
pour permettre la fissuration qui conduirait & diminuer la pression.

100 200 300 400 500 600 700

LN
S~

-3
4 \ Bloqué dans 1 direction

\ Bloqué dans 2 directions
S5 \ Bloqué dans 3 directions
-6 \
-7 ~——

Temps (jours)

Gonflement libre

Contrainte (MPa)

Figure 2-32 : Contraintes obtenues dans les différents essais numériques de
blocages uniaxial et multi-axiaux

Pour une déformation axiale libre de 0,3 %, un calcul isotrope thermo-¢lastique donnerait,
en contexte de gonflement empéché dans une seule direction, une contrainte de 111,6 MPa
(Ec.e=37200 * 0.003). En prenant en compte un fluage standard avec un module d’Young
effectif (Ec= Eco/3), le résultat est encore de 37,2 MPa. Ces résultats ne sont pas cohérents avec
les résultats expérimentaux (Multon et Toutlemonde, 2006) dont I’analyse numérique conduit
a déduire une contrainte maximale en confinement 1D d’environ 3 MPa pour un gonflement
libre de 0,3 %. Finalement, il est intéressant de voir la bonne cohérence entre la contrainte de
compression obtenue dans le cas bloqué uniaxialement (3 MPa) et les contraintes usuellement
observées sur des barrages bloqués dans une direction (entre 2 et 3,5 MPa pour (Rivard et al.,
2010)) ou dans des essais de laboratoire (entre 2 et 5,5 MPa pour (Berra et al., 2010; Kawamura
et Iwahori, 2004; Kagimoto et al., 2014).(Kagimoto et al., 2014)(Kagimoto et al.,
2014)(Kagimoto et al., 2014) La modélisation du couplage fluage-gonflement et de
I’anisotropie de fissuration causée par I’alcali-réaction parait donc €tre nécessaire a I’obtention
des contraintes réellement observées in situ.

Pour les essais bloqués dans 2 et 3 directions (Figure 2-32), la contrainte de compression
maximale augmente, atteignant 4 a 7 MPa. Ces résultats dépendent de la capacité¢ du gel a
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migrer dans la porosité du béton. Quand la pression augmente dans la porosité remplie par les
phases néoformées, le gel peut migrer vers la porosité du béton et la fissuration induite. Ce
phénomeéne est pris en compte dans le calcul de la pression de RGI (Eq.(2-23)).

Apres avoir analysé les déformations et les contraintes dans les cas bloqués, des calculs sous
contraintes extérieures multiaxiales sont réalisés. Les blocages sont remplacés par une
contrainte multiaxiale de compression dont les valeurs s’élévent peu a peu jusqu’a la valeur
maximale obtenue dans le cas bloqué correspondant. Par exemple, pour le cas bloqué dans 3
directions, la contrainte triaxiale appliquée ira de 0 a 7 MPa.

Beaucoup de structures sont soumises a des contraintes de compression avant que des
réactions de gonflement n’apparaissent : les barrages, les structures précontraintes telles que
des poutres de ponts, des piles de ponts... Un des objectifs des calculs décrits ci-aprés est
d’analyser le gonflement que peuvent subir ces structures.

Pour les calculs de béton chargé dans une seule direction, 1’analyse paramétrique est
conduite en supposant une contrainte initiale appliquée comprise entre 0 et 3 MPa (par palier
de 0,5 MPa). La Figure 2-33 montre les déformations obtenues sous différents niveaux de
chargements dans la direction d’application de cette contrainte. Plus la contrainte appliquée est
grande, plus le gonflement final est faible, voire négatif. Dés I’application d’une contrainte, la
période de latence dépend de 1’état de contrainte initial car la déformation de fluage est plus
grande que la déformation induite par la RAS dans cette direction. Cette période varie de 50 a
245 jours. Pour le test sous 3 MPa (la valeur la plus proche de la contrainte obtenue dans le cas
bloqué 1D), la déformation finale est proche de 0. La modélisation parait cohérente entre le cas
bloqué et le cas chargé. La différence entre ces deux cas est due au fluage et a une légere
différence de fissuration diffuse entre les deux cas (voir ci-apres). Dans le cas chargé, le béton
commence par fluer avant que la contrainte ne soit équilibrée par la pression de gonflement.
Une fois 1’équilibre atteint entre contrainte et pression, les déformations de fluage et de
gonflement se compensent. Le test sous 5 MPa (Figure 2-33) montre qu’il n’y a pas de
gonflement dans la direction chargée si la contrainte est supérieure a une contrainte seuil
comprise entre 3 et 5 MPa. Ceci est confirmé dans les essais de Larive (Dunant et Scrivener,
2012; Larive, 1997) ou une contrainte uniaxiale de 5 MPa est appliquée a un cas de RAS. Les
fissures qui apparaissent sont strictement paralleles a la direction de la charge (le gonflement y
est donc principalement orthogonal a la charge) alors qu’une fissuration isotrope est observée
pour un gonflement libre.
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0,25% .
° = Gonflement libre
0,20% == Bloqué 1D
0,5 MPa
8 0,15% 1 ——1MPa
S ——1,5MPa
- % -
g 010% 2 MPa
o
% 0,05% —2,5MPa
/ 3 MPa
0,00% = T T > 5 MPa
100 200 300 400 500 600 700
-0,05% -

-0,10% -

Temps (jours)

Figure 2-33 : Déformations sous différents niveaux de contraintes en 1D dans la
direction chargée

La Figure 2-34 montre les endommagements de traction dans les différentes directions pour
le test chargé uniaxialement a 3 MPa. L’endommagement s’initie en premier dans les directions
non chargées (représentées par la courbe verte), puis dans la direction chargée avec un
endommagement plus faible. Il y a un retard de fissuration entre ces directions comme
précédemment expliqué sur la Figure 2-7. Les directions libres sont plus endommagées que la
direction chargée du fait de I’effet d’une contrainte de compression sur I’anisotropie de
fissuration due a un gonflement de RAS. Pour une contrainte appliquée de faible intensitg,
I’endommagement de la direction chargée est important alors que pour une contrainte
supérieure a 3 MPa, aucun endommagement n’est attendu. Comme 1I’endommagement affecte
directement les propriétés mécaniques du matériau, elles deviennent anisotropes. Par exemple,
le module d”Young sera plus faible dans les directions libres que dans la direction chargée.

0,6 g

0,5

0,4

0,3

Directions non chargées

= Direction chargée
0,2

Endommagement de RAS

0,1

0 /

T T T T T T »

0 100 200 300 400 500 600 700
Temps (jours)

Figure 2-34 : Endommagements dans différentes directions pour le cas chargé a 3 MPa
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L’endommagement de RAS n’est pas linéairement proportionnel a la contrainte appliquée

k,RGI

(Figure 2-35). Ceci est li¢ au paramétre & de I’équation (2-26). Il permet de pondérer le

passage entre la déformation plastique de RGI et I’endommagement induit.

0,5 &
0,45
0,4
2 0,35 Gonflement libre
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E’ 0,5 MPa
& 0.25 ——1MPa
©
E o —1,5MPa
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Figure 2-35 : Endommagements de RAS dans la direction chargée pour les différents cas
1D

L’endommagement évolue fortement pour des déformations plastiques faibles, puis il évolue
de moins en moins vite. Quand la contrainte est appliquée, la pression de gel doit atteindre une
valeur plus importante qu’en gonflement libre pour que le critére plastique soit atteint et que
I’endommagement commence. Cela prend du temps et I’endommagement est retardé, d’autant
plus que la contrainte est élevée dans cette direction (Figure 2-35). Dans le cas bloqué 1D, la
contrainte se développe avec le gonflement. Au début de celui-ci, la contrainte passe de zéro a
des valeurs de plus en plus élevées, d’ou I’endommagement relativement précoce lié¢ a la
fissuration dans la direction bloquée mais peu comprimée au début du gonflement. Au cours du
temps, la contrainte augmente ce qui vient ralentir voire stopper la fissuration dans la direction
chargée. Finalement, les essais confinés peuvent étre comparés aux structures armées ou avec
des appuis génant la déformation (structures encastrées en pied) et les essais chargés, aux piles
de ponts et aux éléments précontraints.

Ces essais ont ¢galement été menés avec des blocages et contraintes en 2D et 3D. La Figure
2-36 permet de comparer les résultats obtenus (la déformation finale obtenue en fonction de la
contrainte appliquée) avec la loi de (Charlwood et al., 1992) décrite dans la partie bibliographie
(Eq. (1-43)). Ici, les parameétres de la loi de Charlwood ont été calés avec la méthode des
moindres carrés sur les résultats 1D donnés par le modele présenté dans ce travail (K = 0,0027,
&, = 0,003, g; = 0,3 MPa). Cette loi donne les mémes résultats pour un chargement uniaxial
ou multi-axial. Pour ce calage, la déformation donnée par la loi de Charlwood est proche du
modele 1D pour des petites contraintes (inférieur a 3 MPa). Pour le cas 2D, la contrainte
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nécessaire pour obtenir une déformation nulle est proche dans les deux modeles (= 4 MPa)
méme si la loi de Charlwood donne des résultats plus non-linéaire pour de faibles contraintes.
Le modele proposé dans ce travail prend en compte les effets de confinement dans 1’équation
de la pression du gel (Eq. (2-23)), ce qui explique les différences entres les cas 1D, 2D et 3D.
Ils ne sont pas pris en compte dans le modele de Charlwood et pris en compte de fagon
empirique dans le modéle de Saouma grace a des fonctions paramétrées (Saouma et Perotti,
2006). C’est donc dans les cas de confinement multiaxiaux qu’apparait I’avantage du modele
proposé ici. Il utilise la physique sous-jacente (a savoir les critéres de microfissuration en
contrainte effective) pour prédire les effets du chargement extérieur sur le gonflement, et non
comme dans la plupart des autres modeles des fonctions empiriques de réduction ou
d’amplification des gonflements en fonction des contraintes.

0.35%  peformation dans la
direction chargée(%)

0,30%

—

& Modele 1D

0,25%

. ]
. 4 0,20%
B Modele 2D
- 0,15%
* 0,10% Modele 3D

0,05%

Loi de Charlwood (calage avec
u la méthode des moindres

! ! (2 ! 0,00% carrés sur le cas 1D)
-8 -6 -4 -2

-0,05%

Contrainte (MPa)

Figure 2-36 : Comparaison des réponses du modele en 1D, 2D et 3D avec la loi de
Charlwood

Dans cette partie, le modele a été testé sous différents niveaux de contraintes et de
confinement. La validation a été faite sur les essais de Multon. Par la suite, des tests numériques
ont permis d’illustrer les reports d’expansion, I’anisotropie de fissuration et 1’effet des
confinements et des contraintes sur les gonflements. Cette partie a été consacrée aux
gonflements faibles a modéré (inférieurs a 0,3 %) de type réaction alcali-silice.

Les RGI peuvent aussi engendrer des gonflements plus importants (parfois jusqu’a 2 %).
Une nouvelle validation du mode¢le pour ces amplitudes plus élevées est alors nécessaire avant
de I’appliquer a des structures soumises a des conditions environnementales et des états de
contraintes variés.
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4.2 Gonflement important

Les gonflements plus importants (supérieurs a 0,3 %), notamment induits par la réaction
sulfatique interne RSI, impliquent une physique globalement similaire : contrainte de blocage
du gonflement et anisotropie de fissuration (Bouzabata et al., 2012; Miillauer et al., 2013).

Dans certains résultats expérimentaux (Kawamura et Iwahori, 2004; Miillauer et al., 2013),
la contrainte de blocage du gonflement semble évoluer de fagon non-linéaire avec le gonflement
(Figure 2-37). Certains essais de RAS montrent ce changement de pente dans la relation qui lie
la contrainte obtenue lors d’un blocage uniaxial et le gonflement libre correspondant (Berra et
al., 2010; Kawamura et Iwahori, 2004). Les essais de Miillauer (Miillauer et al., 2013) sont
réalisés pour une réaction sulfatique externe (RSE) mais I’épaisseur des cylindres creux utilisés
¢tant trés mince (assimilé a une coque), les expansions sont homogenes dans le mortier.

M (Mullauer 2013 Attaque Sulfatique Externe)
] & (Kawamura 2004 Réaction Alcali Silice)

(Berra 2010 Réaction Alcali Silice)

Contrainte obtenue en blocage uniaxial (MPa)

———hRGI 3 % linéaire

\ 4

1 1,5 2
Gonflement libre (%)

Figure 2-37 : Contraintes obtenues dans des tests de blocage uniaxial en fonction du
gonflement libre (Résultats expérimentaux issus de la littérature et résultats du
modéle avec un hrgi (Figure 2-6) linéaire de 3 %)

A partir d’un certain gonflement (environ 0,4 % en gonflement libre), la contrainte dans la
direction génée ne varie plus proportionnellement au gonflement dans la direction libre.
L’utilisation d’un coefficient hgrgy de 3 % pour des gonflements de RAS faible a modéré
(inférieur a 0,3 %) reste donc cohérente (Figure 2-37) mais une loi bilinéaire parait plus adaptée
si le gonflement libre est supérieur a 0,4 %. Physiquement, ce phénomeéne pourrait étre dii au
fait qu’il existerait une premicre phase dans laquelle la pression augmente fortement pour
déformer irréversiblement la matrice cimentaire alors qu’aprés un certain seuil de pression,
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I’endommagement généré occasionne une interaction entre les sites de gonflement. Tout se
passe alors comme si la matrice perdait sa rigidité vis-a-vis de la pression interne, ce qui permet
d’avoir un méme incrément de déformation libre pour un incrément de pression plus faible que
lorsque la déformation est inférieure a 0,3 %.

L’essai de Miillauer (Miillauer et al., 2013) est donc mod¢lisé dans le but d’affiner le modé¢le
vis-a-vis des gonflements libres importants. Il s’agit de cylindres de mortier creux et fins (30
mm de diameétre, 2,5 mm d’épaisseur) qui sont immergés dans une solution fournissant des
sulfates a la réaction. Le blocage est réalisé de fagon extérieure par des barres d’acier de
différents diametres de 3 a 7 mm (Figure 1-27 dans le chapitre 1). Le cas le plus intéressant ici
est celui avec le blocage le plus important et donc le diamétre d’acier utilisé le plus grand. La
raideur correspondante est de 65,52 N/um. Pour la mod¢lisation, un appui élastique est
positionné pour simuler le blocage (Figure 2-38). Dans les deux autres directions, les
déplacements normaux sont bloqués sur une face pour reproduire les symétries du probléme
mécanique, ce qui permet d’assurer une déformation libre de contraintes dans ces directions.

Appuis
—) élastiques
Ve AW

WMWY

Figure 2-38 : Conditions aux limites pour les essais de Miillauer

Pour rappel, une loi d’écrouissage positif linéaire (Figure 2-6) avec un coefficient
d’écrouissage constant, noté hggy, est utilisé pour la RAS. Cet écrouissage positif permet
d’augmenter la résistance en traction effective micro du matériau avec le gonflement. Grace a
ces essais avec des gonflements plus importants, une loi d’écrouissage bilinéaire plus
représentative de la réalité dans ce domaine de gonflements est proposée (Figure 2-39). La
nouvelle loi bilinéaire est composée d’une premicre phase d’écrouissage avec une pente de 3
% (hrgp) du module d’Young. A partir d’une valeur caractéristique de la déformation plastique
(ici prise égale a 0,3 %), la pente de la loi d’écrouissage change. hrg; est divisé par 10 a partir
de ce point caractéristique.
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Figure 2-39 : Contraintes obtenues dans des tests de blocage uniaxial en fonction du
gonflement libre (Résultats expérimentaux issus de la littérature et résultats du
modéle avec un hrgi bilinéaire)

Le calage est effectu¢ avec les résultats expérimentaux subissant le plus fort blocage
(k=65,52 N/um) qui correspond a la courbe rouge obtenue avec le modele. Des tests
complémentaires ont été effectués avec une raideur de 21,48 N/um (correspondant au plus
faible diamétre d’acier utilisé par 1’auteur) et avec une raideur infinie (cas purement
numérique). Plus la raideur est faible, plus la contrainte générée est faible car une expansion
plus forte est développée dans la direction du blocage. Le gonflement y est moins géné donc la
contrainte est plus faible. A ’opposé, si le blocage est total, la contrainte obtenue est plus forte.
Le fuseau obtenu entre les courbes du modele encadre les points expérimentaux. Il est important
de noter que 1’augmentation de la raideur des appuis (de 21,48 pour le diamétre de 3 mm a
65,52 N/pum pour le diamétre de 7 mm) n’a un impact que trés modéré sur les contraintes de
compression induites dans le béton : augmentation de moins de 30 % de la contrainte (environ
1 MPa pour une valeur de 1’ordre de 3,5 MPa pour un potentiel de gonflement libre de 2 %)
quand la raideur est triplée. Ces résultats sont conformes aux observations expérimentales
(Miillauer et al., 2013) qui notent une contrainte pratiquement identique pour tous les diamétres
de barres d’acier. La contrainte de compression induite par le gonflement géné par les armatures
n’est donc pas proportionnelle au taux d’armature. Ce résultat peut étre expliqué par la
possibilité de fissuration dans les directions transversales dont les expansions ne sont pas
geénées :
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1. Fissuration locale
1.1 Dans la direction armée, la fissuration est retardée du fait de 1’apparition d’une
contrainte de compression due au gonflement empéché
1.2 Dans les directions libres, la fissuration apparait dés que la pression locale induit
une contrainte effective égale a la résistance de la fissuration.
2. Deés que la fissuration a lieu dans une direction, le gonflement augmente vite pour une
faible variation de pression, la contrainte de compression dans le béton augmente alors
peu avec le gonflement.

Dans cette situation, le réle de 1’acier est passif et I’instant de fissuration est principalement
piloté par la résistance en traction du béton. Quelle que soit la valeur du taux d’acier, la
contrainte de compression induite est donc principalement impactée par la valeur de la pression
au moment de la fissuration transversale (et donc de la résistance en traction) et non par le taux
d’acier. Ainsi, une modélisation bloquant parfaitement le gonflement dans une direction parait
étre une approximation correcte des essais de (Miillauer et al., 2013) (approximation de moins
de 1 MPa sur la contrainte de compression pour un gonflement libre potentiel de 2 %).

La loi bilinéaire calée ici est utilisée pour I’ensemble des calculs effectués dans la suite de
ce document. Elle n’a pas d’impact sur les structures atteintes de RAS (gonflement modér¢)
mais elle est importante pour les structures atteintes de RSI (gonflement pouvant étre
important).
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5. Conclusion du chapitre

Dans ce chapitre, les modeles chimiques permettant le calcul des volumes de RGI créés
(RAS ou RSI) a chaque instant, ont été présentés. Ils dépendent notamment des conditions
environnementales (degré de saturation, température, quantités d’espéces chimiques a
disposition) et de parameétres du matériau que fixe I'utilisateur. Ces derniers ont été décrits de
maniére exhaustive en donnant des intervalles de valeurs utilisables et les tests correspondants
au calage de chaque parametre.

Ces volumes induisent une pression intraporeuse qui vient engendrer une contrainte dans le
squelette, qui peut faire fissurer la matrice. Dans le mode¢le, la pression de RGI dépend du
volume de produit créé et des vides accessibles, qu’ils soient initialement proches du site réactif,
provoqués par un chargement extérieur, ou générés par la fissuration de RGI. Cette derniére est
modélisée par des déformations plastiques anisotropes. Elles sont calculées grace a un critére
de plasticité anisotrope en contraintes effectives (critere de Rankine). Grace au cadre poro-
mécanique dans lequel s’inscrit le modele, le critére dépend de la contrainte effective calculée
a partir de la pression de RGI et d’une éventuelle contrainte extérieure. Une fois la fissuration
commencée dans une direction, la résistance en traction microscopique suit une loi
d’écrouissage positif permettant de simuler I’amorcage progressif de diverses microfissures de
plus en plus nombreuses autour des sites de réaction. En effet, I’hypothése effectuée ici est que
la contrainte effective doit augmenter via la pression moyenne pour continuer a faire fissurer la
matrice.

Ensuite, le modéle poro-mécanique général dans lequel s’insere la fissuration diffuse de RGI
a été présenté. Il permet de prendre en compte le retrait, le fluage et les différents types de
fissuration du béton. Il comporte quatre critéres de plasticité dont trois sont anisotropes : le
premier a été décrit ci-dessus, il concerne la fissuration diffuse de RGI, le deuxieme permet la
description de la fissuration localisée structurelle (critere de Rankine également mais en
contrainte totale) et I’obtention des ouvertures de fissures de fagcon anisotrope, il va de pair avec
le troisiéme critére gérant la refermeture de ces fissures. La fissuration due a un chargement de
compression est gérée par un critére isotrope de Drucker-Prager avec de la plasticité non-
associée.

Le comportement en traction fait I’objet d’une attention particuliére car les fissures
localisées, pouvant étre issues de gradients de gonflements sur ouvrages, générent des
phénomenes liés a leur ouverture comme la concentration de contraintes dans les aciers et
I’augmentation de la perméabilité qui ont une grande importance dans les cinétiques et les
reports de gonflements. Le modéle comporte un calcul original de la taille des ¢éléments finis
permettant une régularisation énergétique de la localisation de 1’endommagement avec la
méthode d’Hillerborg anisotrope. Des tests ont été menés pour valider la faible dépendance
entre la forme et la taille des mailles et les résultats mécaniques obtenus.
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Le mod¢le développé ici permet donc une distinction entre la fissuration diffuse induite par
les RGI et la fissuration localisée structurelle. La premicre génére une baisse des
caractéristiques du matériau mais n’est pas la cause de rupture d’un ouvrage. Au contraire, les
fissures localisées ouvertes peuvent mener a des dislocations de parties d’ouvrages, des pertes
d’étanchéité ou des ruptures d’armatures structurelles. La modélisation distincte de ces deux
types de fissuration est essentielle pour reproduire les déplacements, les contraintes et les facics
de fissuration des ouvrages.

Ensuite, le couplage entre la fissuration diffuse et le fluage a été validé avec des matériaux
sujets a des gonflements modérés (inférieurs a 0,3 %) sur des éprouvettes soumises a différents
niveaux de confinements et de contraintes d’apres les résultats expérimentaux de (Multon et
Toutlemonde, 2006). Une méthode générale de calage du modele a notamment été proposée. A
partir de la comparaison numérique/expérimental de ces essais, le modéle peut étre considéré
comme fiable pour reproduire les expansions dues a des gonflements faibles a modérés. Un
focus particulier a été effectué sur I’anisotropie et les reports de gonflement.

Par la suite, les réponses d’essais obtenues lors de gonflements sous confinements uniaxial
et multi-axiaux considérés comme parfaits ont été analysées. Le but était principalement
pédagogique afin d’examiner les comportements obtenus sous confinements dans des cas
idéaux qui permettent de mieux comprendre le développement d’expansion dans des éléments
dont les déplacements sont empéchés. Les contraintes maximales obtenues dans le béton avec
des hypothéses de blocages parfaits (entre 3 et 7 MPa) en fonction du nombre de directions
bloquées sont proches de celles retrouvées sur certains ouvrages (Rivard et al., 2010) ou
éprouvettes de laboratoire (Berra et al., 2010; Kawamura et Iwahori, 2004).

Pour les gonflements importants (supérieurs a 0,3 %), une adaptation de la loi d’écrouissage
a notamment été réalisée pour reproduire fidelement les gonflements importants sous
confinements. En effet, dans le cas d’un blocage unaxial, a partir d’un certain gonflement
(supérieur a 0,3 %) la contrainte générée dans la direction bloquée par un incrément de
gonflement supplémentaire augmente plus faiblement que pour un petit gonflement. La
pression est toujours pilotée par le gonflement latéral. Dans les deux cas, c’est la fissuration
dans les directions non chargées qui pilote 1I’évolution de la pression, mais, d’apres les résultats
expérimentaux disponibles a ce jour, les interactions entre les micro-fissures semblent controler
la fissuration des lors que le gonflement passe au-dessus de 0,3 %, ce qui change la loi de
comportement. Une loi d’écrouissage bilin€aire a été proposée et calée sur les essais disponibles
(Miillauer et al., 2013) dans le but de prendre en compte ces interactions. Le couplage
fissuration diffuse / fluage a donc été validé sur I’ensemble de ces essais.

La partie suivante concerne 1’application du modele sur des structures de laboratoires
soumises a différentes conditions environnementales et a plusieurs niveaux de confinements
par armatures dans le but de valider le couplage entre la fissuration diffuse et la fissuration
localisée.
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Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

1. Introduction du chapitre

Le chapitre précédent a permis de présenter les modeles développés et utilisés dans ce travail
pour le calcul des déformations des structures atteintes de réactions de gonflement interne. Le
couplage entre la fissuration diffuse et le fluage a notamment été validé sous différents niveaux
de contraintes et de confinements multiaxiaux. Sur site, les barrages subissent des gonflements
hétérogeénes et anisotropes induits tant par les conditions hydriques que par les blocages
mécaniques et les armatures. Pour les aspects hydriques, les gradients entre amont (totalement
saturé) et aval (degrés de saturation plus faibles) peuvent mener a des gonflements différentiels
et donc a des fissures localisées par gradient d’expansion. Pour les armatures, certains ouvrages
n’en possedent pas ou peu (barrage poids) mais ce n’est pas le cas de tous (barrage voiite,
barrage au fil de I’eau, ponts). Cependant, les techniques de renforcement des ouvrages atteints
de RGI nécessitent parfois I’emploi de tirants actifs ou passifs. Leur bonne modélisation est
donc nécessaire. Ce chapitre concerne la validation du couplage entre la fissuration diffuse et
la fissuration localisée. Les premicres applications sont effectuées sur des structures issues
d’expérimentations tirées de la bibliographie prenant en compte les deux caractéristiques
principales des ouvrages : des gradients hydriques et la présence d’armatures. Pour maitriser
les conditions environnementales, ces essais avaient ét€ menés en laboratoire. En effet, avant
d’appliquer le modele sur ouvrages (chapitre 4), il est nécessaire de le valider pour le calcul de
structures dont les caractéristiques mécaniques et le suivi par instrumentation sont étayés. Il
s’agit ici de poutres plus ou moins armées subissant un gradient hydrique important. Deux
travaux expérimentaux complémentaires sont utilisés : le premier avec des poutres affectées de
Réaction Alcali-Silice (Multon et al., 2005), le second avec des éléments géométriquement
similaires mais subissant une Réaction Sulfatique Interne (Martin, 2010).

Le but de ce chapitre est donc d’appliquer le modele a des éléments structuraux avec des
gradients de gonflements issus des conditions hydriques et des confinements provenant des
différents niveaux d’armatures utilisés dans le but de valider le couplage fissuration diffuse /
fissuration localisée. Les résultats des essais réalisés avec des gonflements de RAS (Multon et
al., 2005) dépendent principalement du degré de saturation et de la présence d’armatures. Une
comparaison entre les réponses du modele et les résultats expérimentaux est réalisée sur les
déplacements et les facies de fissuration des différentes poutres. Les effets des armatures sur
les gonflements et les contraintes induites sont analysés. Un test a rupture post-gonflement de
deux poutres armées est ensuite effectué. Il permet de juger de la pertinence du modé¢le a simuler
la résistance résiduelle de ces structures aprés vieillissement. Il constitue également une
validation complémentaire des calculs précédents car 1’état de contrainte avant la réalisation de
ces essais a une influence importante sur le comportement a la rupture.

Dans un deuxiéme temps, le comportement de poutres subissant une RSI est modélisé
(Martin, 2010). L’ordre de grandeur des expansions sans contrainte extérieure pour ce type de
réaction est quinze a vingt fois supérieur a celui des gonflements induits par la RAS. Un des
objectifs est de tester la capacité du modele a calculer des structures sous de forts gradients de
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déplacements. Ils sont ici induits par les mémes conditions hydriques que pour les poutres de
RAS mais la précipitation différée de I’ettringite a besoin d’un degré de saturation plus élevé
(au-dessus de 0,95). Les fléches et les facies de fissuration des poutres obtenus par la simulation
sont comparés a ceux observés pendant le programme expérimental. Le role des alcalins dans
les gonflements est analysé, plus particulierement a travers la simulation des éprouvettes de
(Famy et al., 2001).

2. Poutres endommagées par la Réaction Alcali-Silice
(RAS)

Tous les résultats expérimentaux analysés dans cette partie sont issus des travaux de Multon
effectués au LCPC en partenariat avec EDF (Multon, 2003; Multon et al., 2005). Ces poutres
sont endommagées par de la RAS. Le béton est le méme que celui utilisé dans les essais sous
contraintes et confinements du chapitre 2. Le calage des paramétres matériau est donc celui
obtenu dans le chapitre précédent pour les gonflements sans apport d’eau extérieur.

2.1 Conditions des essais

Cing poutres sont modélisées dans ce travail : trois sont réactives avec ou sans armatures et
deux sont non réactives (Tableau 3-1 et Figure 3-1). Trois poutres sont armées (deux
normalement et une fortement Tableau 3-1). Leur géométrie est de 3,0 x 0,5 x 0,25 métres pour
2,8 metres de portée entre appuis. La partie inférieure des poutres est immergée sur 70
millimétres alors que leur face supérieure est soumise a un séchage en air a 30% d’humidité
relative (HR) pendant 428 jours. Les faces supérieures sont remouillées a cette date (Figure
3-2). La phase de remouillage consiste a mettre en contact la face supérieure des poutres avec
de I’eau, tout en gardant les mémes conditions aux limites dans la partie basse. La température
est maintenue a 38°C pendant 1’ensemble des essais. Ces poutres sont simplement appuyées sur
des barres en acier a 0,1 metre de chaque extrémité et a mi-hauteur. Apres 700 jours, les poutres
sont emmenées a rupture avec des essais en flexion 4 points avec une portée légerement
modifiée (2,75 m contre 2,8 m pendant la phase de gonflement) et des appuis situés sur la face
inférieure (Figure 3-3) et non plus a mi-hauteur des poutres. Du fait de la double symétrie, seul
un quart de la poutre est modélisé ce qui permet de diminuer les temps de calcul.
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Tableau 3-1 : Caractéristiques des poutres modélisées (Multon et al., 2005)

. Armatures Armatures
Poutres Formulation o . . Cadres
inférieures supérieures
P2 Réactive - - -
P3 Non Réactive - - -
HA ¢
P4 Réactive 2 HA 16 2 HA 10 8, espacés de
0,35m
HA 12 S
P5 Réactive 2 HA 32 2 HA 20 > OSpaces
de 0,20m
HA ¢
P6 Non Réactive 2 HA 16 2 HA 10 866352’ acés de
,35m

Figure 3-1 : Géométrie, conditions aux limites et environnementales et ferraillages des
poutres de (Multon et al., 2005)
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Figure 3-2 : Changement des Figure 3-3 : Schéma mécanique pour
conditions hydriques des poutres a I'essai de rupture des poutres (Multon
428 jours (14 mois) (Multon et 2003)
Toutlemonde 2010)

2.2 Modélisation du transfert et des effets de ’eau sur le
gonflement

2.2.1 Transfert hydrique dans les poutres

La réaction alcali-silice est tres sensible au degré de saturation du béton (Larive, 1997;
Multon, 2003; Poyet, 2003; Poyet et al., 2006). L’eau facilite la diffusion des especes réactives
et participe au volume final des gels de réaction qui sont hydrophiles. Le gradient hydrique
induit dans ces poutres, entre le haut séché et le bas immergé, produit donc un gradient
d’avancement de la réaction dans la hauteur. Dans la partie basse immergée, la réaction est
rapide et un avancement maximal peut étre atteint rapidement. Dans la partie haute, soumise a
une humidité relative de 30 %, la réaction se produit plus lentement et le gonflement est plus
faible. Une fois le haut de la poutre immergg, la réaction peut reprendre avec une cinétique plus
importante.

Pour simuler le séchage (partie haute) et la remontée capillaire (partie basse), un modele de
diffusion hydrique est utilis€¢ (Eq.(3-1)). Le coefficient de diffusion hydrique integre les
transferts par perméation et la dépendance de celle-ci au degré de saturation liquide, il dépend
pour cette raison de la quantité d’eau W présente, selon le modéle de Mensi (Eq. (3-2) (Mensi
et al., 1988)).

‘;—Vtv — Div[D(W)VW]=0 (3-1)

119



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

D(W) = a.e?V (3-2)

La calibration a partir des données fournies par le programme expérimental a permis de
déterminer les coefficients a et b (Figure 3-4). Comme dans (Grimal, 2007), deux zones sont
définies dans la hauteur pour différencier les zones de sorption (les 15 cm les plus bas de la
poutre) et de désorption (les 35 cm de la partie haute). Les cinétiques de prise et de perte d’eau
dans ces zones étant trop différentes, un seul coefficient ne permettrait pas de représenter
correctement 1’évolution des teneurs en eau relevées expérimentalement (Grimal, 2007). Pour
a, les valeurs sont comprises entre 1,2 10713 et 5,8 10712 m?/s en fonction de la hauteur dans la
poutre (Figure 3-4). Le coefficient b est pris égal a 0,051(sans unité car W est exprimé en
m3/m®) pour les zones en imbibition et & 0,06 pour la zone en séchage pour rendre compte du
phénoméne d’hystérésis dans la courbe de rétention d’eau liquide (Figure 3-4). Des valeurs
différentes sont prises en fonction de la hauteur de la poutre pour marquer les différentes
vitesses de variation hydrique qui existent entre les parties au contact de I’eau, celles en séchage
et celles en imbibition progressive durant le vieillissement des poutres.

Figure 3-4 : Conditions aux limites du calcul hydrique et définitions des coefficients a et
b de la loi de Mensi (Diffusion)

Les maillages utilisés pour les calculs des poutres sont présentés sur la Figure 3-5. Les deux
symétries (une selon le plan XZ et une selon YZ) permettent de ne mailler qu’un quart de la
poutre, ce qui accélere la vitesse des calculs. Le raffinement du maillage des poutres non armées
se situe principalement dans la partie basse car c’est dans cette zone que la remontée capillaire
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doit étre précise pour marquer le front de remontée capillaire. Pour les poutres armées, les zones
autour des aciers font I’objet d’un maillage plus fin pour simuler du mieux possible la zone au
voisinage de I’interface acier — béton.

Maillage des poutres non armées Maillage des poutres armées

v

/
0,125 m

Figure 3-5 : Maillages utilisés pour les calculs des poutres non armées et armées

Dans le calcul hydrique, le degré de saturation des faces extérieures de la poutre au contact
de I’eau (les 70 mm les plus bas de la poutre) est fixé a 1. Dans la partie haute, la teneur en eau
des 30 mm les plus proches de la face supérieure est imposée (Figure 3-4) au cours du temps
pour reproduire les valeurs expérimentales mesurées (Multon et al., 2004).

Le degré de saturation initial a été déterminé sur des éprouvettes d’accompagnement
réalisées dans les mémes conditions (degré de saturation de I’ordre de 0,85 aprés 28 jours de
cure en condition endogene). Plusieurs données expérimentales permettent de calibrer et de
juger de la représentativité de la modélisation. Tout d’abord, les poutres ont été pesées a
différentes échéances (Figure 3-6 issue de (Multon et al., 2004)). Les prises et pertes de masse
étant tres proches pour les différentes poutres, I’hypothése a été faite de se baser sur la poutre
non réactive P3. La perte de masse modélisée est conforme aux données expérimentales. La
reprise de masse a partir du remouillage (428 jours) est également correctement reproduite. Des
¢léments de pertes de masses locales sont fournis par les auteurs pour modéliser le séchage et
I’imbibition dans la hauteur de la poutre. Malgré le fuseau des résultats expérimentaux, la
modélisation reproduit globalement bien la perte de masse dans la hauteur de la poutre au cours
du temps (Figure 3-7 et Figure 3-8 (Multon et al., 2004)).
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Figure 3-6 : Variation de la poutre P3 (Non Réactive) au cours du temps (Multon et al.,
2004)

Figure 3-7 : Variation de masse en fonction de la profondeur jusqu'a 267 jours
(Multon et al., 2004)

Variation de masse (%)

-6,5 -4,5 -2,5 -0,5 1,5
0,00

349 jours
Simultation 349 jours
A 424 jours

= Simultation 424 jours

E
5 .
5 @ ¥ 464 jours
% —Simultation 464 jours
o
0,40 ® 698 jours
—Simultation 698 jours
0,50

Figure 3-8 : Variation de masse en fonction de la profondeur depuis 349 jours et jusqu'a
700 jours (Multon et al., 2004)
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Il est a préciser ici que la porosité a été prise variable en fonction de la hauteur de la poutre
conformément aux mesures expérimentales. Elle varie linéairement entre 0,175 en haut de la
poutre et 0,150 en bas de la poutre. Le degré de saturation initial est homogene (0,85 sur la
Figure 3-9) puis la poutre se sature dans la partie basse et séche dans la partie haute. A la fin du
calcul (700 jours), la poutre est quasiment entiérement saturée.

Figure 3-9 : Evolution numérique du degré de saturation

L’impact du degré de saturation est direct sur I’avancement chimique de la réaction de RAS
(lien assuré dans le modele par les équations (2-1) et (2-3) (Figure 3-10)). La RAS a lieu
rapidement dans la partie basse de la poutre. Ainsi, elle est terminée a 428 jours. A la fin de la
conservation (700 jours), la réaction est également terminée dans la partie haute qui a été
remouillée, seule une petite partie de la poutre (entre 10 et 20 cm de la face supérieure) n’a pas
totalement réagi a cette date d’apres le calcul.

Figure 3-10 : Avancement chimique de RAS a 428 jours et a 720 jours

2.2.2 Effets de I’eau sur le gonflement de béton réactif

Pour mieux analyser I’impact de 1’eau sur les gonflements tel que modélisé par ce travail, le
modele est testé sous différentes conditions hydriques. Des résultats expérimentaux utilisant le
méme béton que celui des poutres permettent d’observer les gonflements sous trois conditions
environnementales obtenues sur éprouvettes libres de contrainte (Multon et Toutlemonde,
2010):
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- en séchage conservé dans une piece a 30% d’humidité relative (HR),
- en endogene sous trois couches d’aluminium,
- immerg¢ dans 1’eau

La température de conservation est de 38°C. Des éprouvettes non réactives subissent
¢galement les mémes conditions hydriques. Dans les calculs, I’évolution du degré de saturation
dans les éprouvettes est fixée de manicre uniforme grace aux pertes de masse relevées (Figure
3-11). En effet, ces éprouvettes étant de faibles dimensions (13 x 24 cm), les prises et perte de
masse lors de I’imbibition et lors du séchage a 30 % d’humidité relative sont rapides, justifiant
une teneur en eau proche entre le cceur et le bord extérieur des éprouvettes. Cette hypothése ne
permet pas d’obtenir de gonflements différentiels a 1’intérieur des €prouvettes, ce qui parait
admissible compte tenu de la faible perte de masse des éprouvettes sous couches d’aluminium
(1 % sur la Figure 3-11).

@ Expérience

Modéle

o
@ — Réactifs

Non Réactifs

Variation de masse (%)

30% HR

A =
Temps (jours)

Figure 3-11 : Variation de la masse des éprouvettes

Les trois éprouvettes non réactives permettent de fixer les parametres a et b reliant la
pression d’eau et le degré de saturation dans la loi de retrait (respectivement 25 MPa et 0,42,
Eq. (1-28)) (Figure 3-12). Une loi linéaire ne permet pas de retrouver fidélement le
comportement des éprouvettes dans les trois conditions. La loi de Van Genuchten utilisée dans
le modele (présentée dans le chapitre 2) permet de reproduire ces essais. La prise de masse des
éprouvettes réactives (Figure 3-11) permet de déterminer le degré de saturation initial (égal a
0,85).
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Figure 3-12 : Déformations des éprouvettes non réactives

Les expansions des éprouvettes réactives sont ensuite évaluées a partir du degré de saturation
(Figure 3-13). Le seuil de degré de saturation nécessaire pour observer un gonflement
significatif de RAS n’est pas atteint dans le cas des éprouvettes conservées a 30 % d’humidité.
La déformation est ainsi quasi identique a celle de 1’éprouvette non réactive.
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b+ 9T L 4 L 4 L 4 L 4
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Déformations (%)

-0,10%
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Figure 3-13 : Déformations des éprouvettes réactives

Pour le cas des gonflements endogeénes, la courbe reproduit correctement les résultats
expérimentaux, ce qui est normal puisque ce sont ces données qui ont été utilisées pour calibrer
les parametres du modele de gonflement (cf chapitre 2). Pour le cas des éprouvettes immergées
dans I’eau, la cinétique est bien reproduite mais I’asymptote parait faible méme si elle se situe
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dans le fuseau des gonflements. Ces essais ont permis de déterminer 1’exposant 2 de la loi de
dépendance de la cinétique d’avancement de la RAS en fonction du degré de saturation (Eq. (1-
3) (Morenon et al., 2017)) pour obtenir une meilleure reproduction de la cinétique dans le cas
immergé. Le modele reproduit globalement bien le comportement d’éprouvettes sous
différentes conditions hydriques : un seuil minimal de saturation pour observer un gonflement,
une période de latence avant un gonflement plus important et une différence d’asymptote entre
les éprouvettes immergées et les éprouvettes scellées.

Sur des essais similaires (trois éprouvettes immergées et une €prouvettes scellée (Larive,
1997)), les résultats semblent mieux reproduits par (Poyet, 2003) avec la méme loi saturation-
avancement (Eq. (1-3)) mais sans exposant. Cependant, il ne reproduit pas d’éprouvettes
soumises a une faible humidité, ce qui permet plus de latitude pour différencier les cinétiques
entre les éprouvettes immergées et les éprouvettes scellées. De plus, le retrait n’est pas
reproduit. Plus globalement, il existe peu de données concernant des gonflements en condition
endogeéne du fait de la difficult¢ d’obtenir des gonflements significatifs pour des degrés de
saturation de fin de cure. Le mod¢le empirique utilisé ici pourrait encore étre amélioré car il a
¢été confronté majoritairement a des essais sous humidité controlée, or, ces essais ne permettent
pas de prendre en compte le phénomene de consommation de 1’eau par la RAS contrairement a
des essais endogénes.

Les trois éprouvettes modélisées dans ce travail représentent le gonflement a trois hauteurs
de la poutre : en haut a 30% d’humidité relative, & mi-hauteur pour I’éprouvette scellée et en
bas pour I’éprouvette immergée. D’apres les résultats obtenus, la partie basse de la poutre va
subir un gonflement rapide et important alors que le haut ne va pas gonfler car le degré de
saturation est trop faible. Pour la partie centrale, le gonflement sera modéré. C’est effectivement
ce qui est retrouvé par le calcul de I’avancement chimique avant remouillage (Figure 3-10).

2.3 Modélisation poro-mécanique des poutres : des expansions a
la rupture

La comparaison entre les résultats expérimentaux et la modélisation peut étre observée sous
différents angles. Tout d’abord, le modéle doit reproduire de fagon réaliste les déplacements de
la structure, idéalement dans plusieurs directions étant donnée I’anisotropie de gonflement
induite par les armatures et les gradients d’humidité. Ensuite, la comparaison des facies de
fissuration permet une validation des endommagements de la structure. Elle donne notamment
une idée du réalisme des contraintes structurales développées. Dans ce but, il est nécessaire que
la modélisation soit capable de distinguer la fissuration diffuse créée par la production de gel a
I’échelle locale et la fissuration localisée liée au fonctionnement de la structure. Enfin, le
comportement a rupture des poutres (en flexion 4 points dans la situation étudiée) permet de
connaitre leurs capacités portantes résiduelles et la faculté du modele a les reproduire. Grace au
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travail expérimental réalisé¢ par Multon (Multon et al., 2005), I’ensemble de ces données est
accessible et permet d’appliquer le modele sur des structures de laboratoire dont les
environnements sont régulés et les caractéristiques du matériau connues.

Cette analyse est réalisée en relation avec 1’objectif final de ce travail : la réévaluation de
structures endommagées. Ainsi, les déplacements et les faciés de fissuration sont parfois
accessibles sur ouvrages grace a des dispositifs d’auscultation in situ et des visites périodiques
des maitres d’ouvrage. Les modélisations de ces ouvrages ont pour but de prédire le
comportement futur de la structure et de mener des calculs a rupture pour connaitre les
coefficients de sécurité. Déplacements et fissurations peuvent donc étre des éléments
intéressants d’aide a la calibration des parametres d’entrée en complément des €léments qui
peuvent étre obtenus lors d’essais de laboratoire sur carottes. Une analyse précise par la
modélisation du comportement global des poutres, des déplacements pendant les expansions a
la rupture en passant par les fissurations progressives, est donc un processus complet de
validation important pour atteindre ces objectifs.

2.3.1 Impact des expansions sur les déformations des poutres

Des aciers élastiques sont utilisés pour le calcul du vieillissement des poutres. (module
d’Young de 200 000 MPa) (Figure 3-14). IIs sont maillés comme des éléments 1D de type barre
(sans épaisseur).

Figure 3-14 : Maillage des aciers dans les poutres
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Les résultats présentés ci-apres sont le fruit de calibrations antérieures dont la liste est
rappelée ci-dessous :

- Effet des contraintes et confinements sur les éprouvettes sous charges (Multon et
Toutlemonde, 2006) (fluage, loi d’écrouissage du comportement local du béton soumis
a une RGI) (Chapitre 2, 4.1),

- Transports hydriques dans les poutres (Multon et al., 2004) (Chapitre 3, 2.2.1))

- Déformations hydriques d’un béton ordinaire (Multon et al., 2005) (retrait, gonflement
hydrique) (Chapitre 2, 4.1),

- Expansion du béton soumis a la RAS en condition endogéne (Multon et al., 2005)
(Chapitre 2, 4.1).

Tous ces éléments ayant une influence trés importante sur le comportement des structures
atteintes par la RAS, il était indispensable de tous les modéliser et donc de calibrer les
paramétres correspondants. Pour cette étape de validation, aucune calibration supplémentaire
n’a été¢ apportée. L’ensemble des fléches (expérimentales et modélisées) des 5 poutres est
présenté sur la Figure 3-15. La prise en compte du retrait et de I’absorption hydrique effectuée
via la modélisation des déformations du béton non réactif (Chapitre 2, 4.1) permet de retrouver
les fleches des poutres non armée (NR_NA en gris) et armée (NR_A en noir) réalisées avec ce
béton. Les fléches sont négatives car la partie haute des poutres est soumise a un fort retrait de
séchage sous 30% d’humidité relative alors que les déformations de la fibre inférieure sont
positives du fait de I’absorption hydrique. Ces déformations différentielles impliquent une mise
en flexion de la poutre et un déplacement vers le bas en travée.

L’analyse des fleches des poutres réactives est scindée en deux parties : avant et apres le
remouillage qui se situe a 428 jours (Figure 3-15).
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Figure 3-15 : Fléches obtenues pour les poutres (R : Réactive ; NR : Non Réactive ; A :
Armée ; NA : Non Armée ; SA : SurArmée)

Phase de séchage-imbibition (avant 428 jours) :

Les fleches évoluent toutes vers des valeurs négatives pendant les 50 premiers jours car le
retrait en fibre supérieure est le phénomene prépondérant. Ensuite, dans les poutres réactives,
le gonflement s’initie dans la partie basse qui est immergée (Figure 3-15). Dans la poutre
réactive non armée (R_NA en rouge), la fleche augmente rapidement car la partie basse de la
poutre s’allonge alors que la partie haute, en séchage, se raccourcit légérement sous 1’effet du
retrait. Dans les poutres armée et surarmée, ce gonflement de RAS est rapidement géné par les
armatures qui s’opposent au gonflement dans cette direction. Une contrainte de compression se
créée alors dans le béton autour et dans la direction des armatures. La partie médiane (mi-
hauteur de la poutre) continue de gonfler avec un retard di a I’influence du degré de saturation
sur la cinétique de la RAS (dé¢lai de progression du front d’imbibition depuis le bas de la poutre).
C’est cette partie médiane, en gonflant en retard, conjuguée a la mise en tension des aciers qui
cause I’inversion de la vitesse d’évolution de la fleche, entre 150 et 428 jours.

Au niveau de I’amplitude, toutes les fleches issues de la simulation concordent assez bien
avec les fleches expérimentales obtenues en fin de séchage (428 jours). La cinétique des fleches
des deux poutres non réactives (NR_NA et NR_A) est reproduite, ce qui permet de valider le
profil de séchage simulé pour cette phase. Pour la poutre réactive surarmée (R_SA), les calculs
conduisent a une fleche semblable aux résultats expérimentaux tout au long de la période. La
fleche calculée pour la poutre armée réactive (R_A) est cohérente avec les essais méme si la
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contre fleche expérimentale semble légerement plus importante. Enfin, la fleche de la poutre
non armée réactive (R_NA) évolue 1égérement trop vite avant 200 jours pour ensuite ralentir et
donner une fleche cohérente a 428 jours. Cette différence entre modélisation et expérimentation
peut avoir plusieurs explications. Dans la réalité, les fissures créées dans la partie basse de cette
poutre peuvent faciliter la remontée capillaire et ainsi favoriser le développement de RAS en
dessous de son barycentre, ce qui pourrait accélérer 1’augmentation de la fléche. Un couplage
poro-mécanique fort liant la perméabilité du matériau a I’endommagement de RAS pourrait
permettre d’améliorer le modéle dans ce domaine. L’essai de traction par fendage, qui donne la
résistance en traction du matériau, peut surestimer celle-ci (du fait de 1’effet d’échelle entre la
résistance en traction obtenue sur des éprouvettes et la résistance en traction dans une poutre de
plusieurs metres). Enfin, peu d’expériences ont ét¢ menées sur des éprouvettes en traction
préalablement atteintes de RAS, or la zone basse de cette poutre est dans cette configuration
Dans cette situation, le modéle conduit a une accélération des gonflements (Morenon et al.,
2017), qui peut étre attendue par comparaison avec le cas de la compression, mais dont
I’amplitude n’a pas été validée du fait du manque de données expérimentales sur éprouvettes
en traction. Le modele proposé par (Curtis et al., 2016), issu d’une analyse inverse du
comportement d’un barrage atteint de RAS, accélére également les gonflements lorsque le
béton réactif est soumis a une contrainte de traction.

Phase de remouillage (aprés 428 jours) :

Physiquement, toutes les fleches évoluent vers le haut. En effet, la face supérieure est mise
au contact de I’eau ce qui implique un remouillage de toute la partie haute et donc une remontée
de la fleche méme dans les poutres non réactives. Ce phénomene est plus important encore dans
les poutres réactives car la cinétique et le potentiel de gonflement de RAS dépendent
directement de la présence d’eau. Le haut des poutres réactives commence donc a gonfler a
cette échéance.

Au niveau modélisation, la remontée de la fleche lors du remouillage est présente pour toutes
les poutres. Le saut obtenu au moment du remouillage semble maitrisé en termes d’amplitude.
A partir de 480 jours, les fleches des poutres armée et surarmée semblent évoluer faiblement
dans le modele.

L’analyse des déformations longitudinales moyennes (Figure 3-16) peut permettre de mieux
comprendre le comportement des poutres et également de compléter la comparaison
modélisation / expérience.

Les déformations longitudinales confirment le comportement observé sur les fleches. La
phase de séchage (avant 428 jours) est treés bien reproduite pour les poutres non réactives et les
poutres armées. La déformation de la poutre réactive non armée (R_NA) est trés cohérente
jusqu’a 200 jours puis les gonflements se ralentissent. Ce léger décalage pourrait étre expliqué
par la fissuration importante dans le bas de cette poutre qui pourrait faciliter la remontée
capillaire et donc les gonflements de RAS.
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Dans la phase de remouillage (aprés 428 jours), les déformations longitudinales subissent
une augmentation en accord avec les résultats expérimentaux. L’amplitude et la cinétique de
cette phase semblent un peu faibles. La partie haute de la poutre est fissurée avant 428 jours a
cause du retrait empéché (comme analysé ci-dessous). Lors du remouillage, 1I’eau peut alors
pénétrer dans ces fissures et venir rapidement saturer la partie haute de la poutre. En couplant
I’endommagement (ou [’ouverture des fissures) avec la perméabilit¢ du matériau la
modélisation de ce phénomeéne pourrait étre également améliorée.

Figure 3-16 : Déformations longitudinales moyennes des poutres étudiées (R : Réactive
;s NR : Non Réactive ; A : Armée ; NA : Non Armée ; SA : SurArmée)

Pour poursuivre la validation du modele, il convient désormais de comparer les facies de
fissuration.

2.3.2 Fissurations des poutres

Dans une structure endommagée par des RGI, il est important de distinguer les différents
types de fissurations et leurs origines car elles n’ont pas les mémes influences en termes de
modification des capacités portantes et de propriétés de transfert :

- La fissuration locale (endommagement de RGI) est diffuse et peut se développer au
niveau de chaque granulat réactif (Sanchez et al., 2015) et site de gonflement. Elle peut
étre orientée en fonction de ’état de contrainte comme expliqué au chapitre précédent.

- La fissuration structurale (endommagement en traction ou cisaillement) est localisée et
peut étre causée par des gradients d’expansion ou des concentrations de contraintes. Elle
est toujours orientée perpendiculairement aux directions en traction. Le faiencage
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observé est considéré comme une fissuration localisée si I’espacement entre les fissures
est plus grand que la taille du plus gros des granulats.

Les endommagements de RAS obtenus dans 1’analyse des poutres sont observables dans les
différentes directions du repere global de base (X,Y,Z) et permettent de juger efficacement de
la dégradation du matériau causée par les expansions. Dans les Tableau 3-2, Tableau 3-3 et
Tableau 3-4, les résultats du modéele en termes d’endommagement de RAS sont comparés a la
fissuration observée sur les poutres réactives expérimentales.

Pour la modélisation, I’endommagement de RAS selon la direction X (causant une
fissuration transversale, c¢’est-a-dire dans le plan perpendiculaire a la direction longitudinale
des ¢éléments), est essentiellement situé dans la partie basse de la poutre non armée (Tableau
3-2) et inexistant pour les poutres armées (Tableau 3-3 et Tableau 3-4). En effet, pour la poutre
non armée, les contraintes induites par le gradient d’expansion ne sont pas suffisantes pour
conduire a une orientation franche de la fissuration diffuse qui peut donc étre observée dans
toutes les directions sur la face inférieure pour laquelle les expansions sont maximales. De
nombreuses fissures transversales sont ainsi notées sur la face inférieure et sur la partie
inférieure des faces latérales (observations expérimentales (Multon, 2003), Tableau 3-2) alors
que la présence des armatures géne le gonflement longitudinal dans les poutres armées ce qui
empéche totalement la fissuration dans cette direction (Tableau 3-3 et Tableau 3-4). Ce
comportement est bien reproduit par les modélisations.

Des fissures selon X sont également présentes dans la partie supérieure des trois types de
poutre (en rouge sur les faces supérieures). Ces fissures sont apparues avant le remouillage et
sont des fissures structurales, causées par le gradient d’expansion et le retrait empéché en face
supérieure. Il s’agit donc de fissurations localisées de traction et non de fissuration
d’endommagement de RAS ce qui explique qu’elles n’apparaissent pas sur les maillages des
Tableau 3-2, Tableau 3-3 et Tableau 3-4. Toutefois, la modélisation devrait étre en mesure de
les déterminer. Pour la poutre non armée, elles sont en partie visibles grace a I’endommagement
prépic (Tableau 3-5) ce qui signifie que le calcul prédit bien que la zone supérieure est en
traction mais de maniére insuffisante pour conduire a une fissuration localisée. Il est intéressant
de noter que ces fissures sont peu nombreuses sur la poutre expérimentale puisque seules trois
fissures ont été observées (Tableau 3-2). Au contraire, le modele conduit bien a un
endommagement localisé pour les poutres armées (Tableau 3-5). En effet, dans cette situation,
I’endommagement est plus fort car le retrait est également empéché par les barres d’acier et le
modele conduit a un nombre de fissures transversales tres proche de celui observé pour les deux
poutres armées.

Les fissures des poutres armées sont préférentiellement orientées dans la direction Y,
paralléle aux armatures (fissuration longitudinale sur les faces inférieures, Tableau 3-3 et
Tableau 3-4). La modélisation permet de reproduire cette tendance : I’endommagement de RAS
selon Y est trés important dans cette zone alors qu’il est modéré dans le reste des poutres armées
et pour I’ensemble de la poutre non armée. D’apres la modélisation, I’endommagement selon
Y de la poutre non armée sur la face supérieure n’apparait qu’apres le remouillage. Des fissures
quasi-continues parcourent les poutres armées d’un bout a 1’autre directement sous les lits
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d’armatures. Dans la partie haute, quelques fissures sont également visibles notamment au
niveau des armatures. Dans cette direction, il s’agit uniquement de fissuration diffuse causée
par les expansions et orientée par le critére de fissuration anisotrope local sur la pression des
produits néoformés.

Dans la direction Z, les fissures sont moins nombreuses. Quelques fissures sont toutefois
visibles sur les faces latérales. La modélisation est conforme aux observations expérimentales,
les fissures se retrouvent majoritairement dans cette direction dans la partie immergée des
¢léments. La partie haute de la poutre semble également étre le lieu de quelques fissures
longitudinales mais sur des zones tres superficielles d’apres la modélisation ce qui pourrait étre
difficilement observable.

Le modele est donc capable de reproduire pratiquement 1’ensemble de la fissuration
observable sur ces poutres endommagées par la RAS qu’elle soit liée aux expansions (diffuse)
ou aux gradients (structurale) et de distinguer son origine. Il s’agit d’un point important pour la
prédiction des dégradations a venir et de la capacité portante résiduelle.
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Tableau 3-2 : Faciés de fissuration expérimental/modélisation pour la poutre Réactive
Non Armée a 700 jours (photographies issues de (Multon, 2003))
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Tableau 3-3 : Faciés de fissuration expérimental/modélisation pour la poutre Réactive
Armée a 700 jours (photographies issues de (Multon, 2003))
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Tableau 3-4 : Faciés de fissuration expérimental/modélisation pour la poutre Réactive
Armée a 700 jours (photographies issues de (Multon, 2003))
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Tableau 3-5 : Endommagements mécanique représentant les fissures dues au retrait

Endommagement structurel

Réactive_Non Armée

Endommagement prépic

Réactive _Armée Réactive _Sur Armée

Endommagement localisé Endommagement localisé

2.3.3 Effet des armatures sur les déplacements et I’état de contrainte d’une
structure

Dans cette partie, un focus particulier est réalisé sur les contraintes induites par les armatures.
L’impact des armatures sur les gonflements et les contraintes dans le béton a une grande
influence sur le comportement en service des structures endommagées (ordre de grandeur des
déplacements observés et rigidité pour des charges de service) que le modele doit étre capable
de reproduire.

Dans les poutres armées de (Multon, 2003), le gonflement se situe majoritairement dans la
partie inférieure dans la premiere partie du vieillissement. En effet, la forte saturation en eau
dans cette zone accélere la cinétique de gonflement. Celui-ci est géné par les barres d’acier
longitudinales (Figure 3-17) ce qui provoque une traction de I’acier et une compression du
béton. La contrainte de compression obtenue dans le béton est comparable a une précontrainte
(Koyanagi et al., 1986; Swamy, 1989; Monette et al., 2002). Elle peut étre qualifi¢ce de
précontrainte chimique.
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Figure 3-17 : Génération d'une précontrainte chimique suite au gonflement empéché
par l'acier

La Figure 3-18 est un profil sur une section droite des contraintes longitudinales dans la
hauteur de la poutre, obtenues a mi-travée, dans le calcul de la poutre normalement armée
réactive. Il est cohérent avec les résultats obtenus par (Multon et al., 2006). Dans le béton, le
confinement di aux barres longitudinales et, dans une moindre mesure, aux cadres, crée une
contrainte de compression longitudinale de 0 a 1,0 MPa avant le remouillage de la poutre, et de
0 a 2,2 MPa apres celui-ci. Avant remouillage, la contrainte de compression générée (1,0 MPa)
est uniforme dans les 40 cm les plus proches de la face inférieure de la poutre. C’est la zone ou
I’avancement a atteint des valeurs proches de 1 (Figure 3-10). La partie supérieure est soumise
au retrait et le gonflement n’a pas débuté dans cette zone car le degré de saturation y est faible
(inférieur a 0,4). Le retrait empéché par les barres et les cadres provoque une traction dans cette
zone. Aprés remouillage (Figure 3-18), le gonflement est plus homogéne dans la hauteur de la
poutre. Le gonflement dans la partie supérieure a provoqué une compression de cette zone due
au gonflement de RAS empéché par les aciers longitudinaux supérieurs, et une décompression
de la partie centrale. La précontrainte chimique se situe désormais dans les zones proches des
armatures longitudinales (les 20 cm les plus proches de la face inférieure de la poutre et dans
les 10 cm les plus proches de la face supérieure). L’effet des cadres sur les contraintes
développées n’est pas substantiel (inférieur a 0,2 MPa) ce qui peut étre di a leur faible diametre
qui n’apporte qu'un faible confinement dans la direction transversale. Une autre hypothese
consiste a penser que 1’espacement entre les cadres (35 cm) peut étre suffisant pour participer
a un confinement transversal uniforme tout le long de la poutre, ce qui pourrait expliquer la
faible différence de contrainte entre une zone au droit d’un cadre et une zone entre des cadres.

Dans la littérature, cette précontrainte chimique obtenue au contact des aciers est estimée
entre 2 et 6 MPa (Fujii et al., 1986; Clark, 1989; Ohno et al., 1989; Inoue et al., 1989). Le
modele présentée ici permet d’obtenir des contraintes de compression comprises entre 0,7 et
3,3 MPa en fonction des directions armées (avec ou sans cadre) pour un gonflement libre de
RAS de 0,3 % (Morenon et al., 2017). Ainsi, la fissuration peut étre retardée sous chargement
externe appliqué du fait de la précontrainte chimique induite par la RAS dans les structures
armées. Expérimentalement, un mur armé soumis a de la RAS peut effectivement fissurer plus
tard qu’un mur sain grace a cette précontrainte d’origine chimique (Habibi et al., 2015).
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Dans les calculs présentés, I’interface acier-béton est considérée parfaite. La chute des
caractéristiques mécaniques de cette zone (Chana, 1989; Chana et Korobokis, 1992; Rigden et
al., 1992) est gérée par ’endommagement structurel qui se développe lors de gonflements
importants (Morenon et al., 2017).

Figure 3-18 : Contraintes longitudinales a dans le béton aux points de Gauss en fonction
de la profondeur dans la poutre normalement armée réactive

Dans le but d’approcher la force nécessaire qu’il faudrait pour faire fissurer cette poutre dans
le cas de la flexion 4 points, ce qui constitue la prochaine étape du calcul, la précontrainte
chimique obtenue sous les zones d’application de la charge (a 20 cm de la mi-travée), en face
inférieure, est extraite. Elle vaut entre 2,4 MPa et 3 MPa selon la position dans la largeur de la
poutre. La valeur la plus faible (2,4 MPa) est retenue pour les calculs suivants car ¢’est dans la
zone la plus faible que la fissuration va s’initier.

Calcul de la force nécessaire pour fissurer une section sans précontrainte chimique :

Pour une section de béton non fissurée de 0,25 (b) x 0,5(h) métres, deux barres d’acier HA10
a 0,045 m de la face supérieure (d’), et deux barres d’acier HA16 a 0,048 m (d) de la face
inférieure, le calcul de la position de I’axe neutre revient a calculer la position de son centre de
gravité (Eq. (3-3)). n représente le rapport des modules de 1’acier et du béton (n = Es/Ec=200 000
/37200=5,4).

4 = 0,5.b.h%+n.(A.d+A".d")
0~ b.h+n.(A+A")

=0.252 m (3-3)
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Ainsi, I’inertie non fissurée vaut :

1 1 3-4
I = §.b.zo3 +n.A"(zg — d)? + n. A(d — zp)? + §.b. (h — zy)3 (-4
I, = 2,73 x1073m3
Le moment de fissuration correspondant s’écrit :
Rt.I
MfiSS = h—_zi:) =40, 7 kN.m (3-5)

Rt est la résistance en traction du matériau (3,7 MPa dans les calculs).

La force nécessaire pour fissurer cette poutre non réactive, avec un bras de levier a de 1,175 m,
soumise a une charge linéique de 3 kN/m représentant le poids propre et au poids du chevétre
servant a appliquer la charge (1 kN) (Multon, 2003), s’écrit :

p.l?\ 2
Foerin = (Mfiss - ?) o Fopevetre =02,6 kKN (3-6)

Calcul de la force nécessaire pour fissurer une section avec précontrainte chimique :

L’axe neutre et I’inertie du béton sont tres faiblement impactés (inférieur a 1%) par la baisse
des caractéristiques mécaniques du béton suite a ’endommagement du béton par la RAS
(I’endommagement est proche de 0,1 a 700 jours, sur la face inférieure, dans la direction X
Tableau 3-3). La précontrainte chimique oy (2,4 MPa) s’ajoute a la résistance en traction
(affectée de I’endommagement D de RAS (0,1)) pour calculer le moment de fissuration :

M _ (Rt*(1=D)+0pcc)-In
fiss —

=63,1 kN.m (3-7)

h—ZO

La force nécessaire pour faire fissurer cette section de béton armé atteint de RAS est alors de
100,6 kN.

Grace aux essais de (Multon, 2003) sur des éprouvettes ayant vieilli deux ans dans I’eau,
I’effet de I’hydratation sur les propriétés mécaniques du béton sain peut €également étre pris en
compte (Tableau 3-6). La résistance en traction pour le béton réactif est obtenue en multipliant
la résistance du béton sain (4,7 MPa a 2 ans) par un moins I’endommagement de RAS dans la
direction X, obtenu avec le calcul ¢léments finis a la fin du vieillissement. En effet, les valeurs
de résistance en traction expérimentales obtenues par (Multon, 2003) sur des éprouvettes
réactives conservées en eau pendant deux ans sous-estiment la résistance en traction pour ce
calcul car le gonflement n’est pas libre. Dans la direction X, le gonflement est géné par
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I’armature, I’endommagement y est donc moins fort que dans un cas libre. Les calculs donnent
des forces a appliquer pour provoquer la fissuration de 72,5 kN pour la poutre non réactive et
de 117,5 kN pour la poutre réactive (Tableau 3-6).

Tableau 3-6 : Paramétres et calcul de la force nécessaire pour fissurer les poutres
armées réactive et non réactive (Résistances en traction a 28 j et 2 ans issues de

(Multon, 2003))
Poutre non réactive Poutre réactive

Echéance des tests des 28] 2 ans 28] 2 ans
parametres matériaux (en eau) (en cau)

Rt Non Réactif (MPa) 3,7 4,7 - -

Endommagement de RAS 0 0 0,1 0,1
dans la direction X
Fsrin (KN) 62,6 72,5 100,6 117,5

L’analyse des contraintes dans les aciers des poutres armées étudiées dans la these de Multon
(Multon et al., 2005) permet de finaliser 1’é¢tude de I’impact des armatures sur les contraintes
générées dans le cas d’une structure réelle soumise a des gradients de gonflement (Figure 3-19).
Les contraintes dans les aciers sont tracées avec la période de cure de 28 jours comprise. Durant
cette phase, les aciers sont tous en compression car le retrait est prédominant. Il induit de la
traction dans le béton dont la déformation est génée par la présence des aciers et de la
compression dans les aciers.

Par la suite, la contrainte de compression des aciers des lits inférieurs diminue pour la poutre
non réactive, car le béton est immergé. La prise d’eau induit une contrainte qui ne suffit pas a
compenser la contrainte de compression initiale due a la période de cure. Pour le lit supérieur,
la contrainte de compression continue d’augmenter car le retrait est de plus en plus important
pendant la phase de séchage. A partir du remouillage (428 jours), la contrainte de compression
diminue suite au gonflement dii a la prise d’eau, la fleche remonte et la contrainte de
compression dans les aciers inférieurs augmente légerement.
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Figure 3-19 : Contraintes dans les aciers a mi-travée

Dans les poutres armées réactives, les aciers sont rapidement tous en traction suite au
gonflement de RAS. Les aciers dans les lits inférieurs passent plus rapidement en traction car
la cinétique de la RAS dans la partie immergée est rapide. Les aciers des lits supérieurs
continuent de se comprimer jusqu’a 50 jours pour la poutre surarmée et jusqu’a 110 jours pour
la poutre armée. C’est le temps nécessaire pour que les gonflements de RAS prennent le dessus
sur le retrait. Les aciers inférieurs de la poutre armée sont plus tendus que ceux de la poutre
surarmée : la section d’acier résistant €tant plus petite, la contrainte est plus grande. De la méme
maniere, les aciers sont plus comprimés dans la poutre armée que dans la poutre surarmée.

2.3.4 Comportement a rupture des poutres endommagées par la RAS

Apres le vieillissement dans les conditions hydriques variables décrites ci-dessus, les poutres
sont conduites a rupture en flexion 4 points. Les conditions d’appuis varient entre la phase de
vieillissement (barres d’acier a mi-hauteur posées sur des supports (Figure 3-20)) et la phase de
rupture (poutre posée sur des appuis en partie basse). La charge est appliquée en deux points
distants de 40 cm. La simulation concerne les poutres armées réactive et non réactive. Le
comportement des aciers est modélisé grace a une loi bilinéaire : une premiere phase élastique
avec un module de 200 GPa et une limite ¢élastique a 500 MPa, une deuxiéme phase
d’écrouissage avec une pente de 5 GPa (calée par analyse inverse de la poutre non réactive car
aucune donnée expérimentale n’est disponible a ce sujet). Cette valeur peut paraitre importante
par rapport au reglement (0,8 GPa pour ’EC2) ou aux aciers utilisés pour les mémes poutres
subissant de la RSI par (Martin, 2010) (autour de 1,2 GPa en fonction du diametre des barres
testées). Dans cette phase, une précaution particuliére est mise en ceuvre pour I’ancrage des
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aciers : une modification du maillage au voisinage des appuis est effectuée pour simuler
I’ancrage parfait. Le calcul est réalis¢ avec des aciers écrouissables sans déformation maximale
(rupture), il est donc stoppé a la valeur du pic force-fléche de la courbe expérimentale (40 mm
de fléche). Le béton initialement sain avant vieillissement posséde une résistance en
compression de 38,3 MPa, une résistance en traction de 3,0 MPa et un module d’Young de
37200 MPa.

Figure 3-20 : schéma des conditions aux limites mécaniques des poutres

A la fin du vieillissement et avant chargement, les caractéristiques mécaniques sont
pondérées par les endommagements qu’a subis le béton au cours du temps (Figure 3-21).

La Figure 3-22 permet de comparer les réponses du modele aux mesures expérimentales
(Multon, 2003). Au niveau de la poutre non réactive (expérimentation en orange et modélisation
en rouge), les données expérimentales montrent les premieres fissures de traction par flexion a
75 kN et une plastification des aciers a 150 kN. Le modele reproduit correctement ce
comportement (60 kN pour la premiére fissure de traction) méme s’il semble surestimer
légerement la rigidité initiale. Les phases de fissuration et de plastification sont bien
reproduites. Les différences de rigidité apres la premiére fissuration de flexion peuvent provenir
du déplacement du capteur utilisé pour mesurer la fleche. La fissuration s’étant développée dans
son voisinage, la mesure avait tendance a surestimer la fleche comme indiqué dans (Multon,
2003). La valeur de la force nécessaire, calculée pour initier la fissuration avec prise en compte
de I’hydratation (72,5 kN dans le Tableau 3-6) est également validée. Le modele sous-estime
légerement cette valeur (60 kN) car les fissures de traction dues au retrait, en partie haute,
réduisent la section non fissurée.
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Figure 3-21 : Module d'Young, Résistance en traction effective et Résistance en
compression effective du béton a 720 jours, juste avant I'essai de flexion

Figure 3-22 : Réponses Force-Fléches des poutres armées lors de 1'essai en flexion 4
points
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La poutre réactive (courbes expérimentale en bleu ciel et modélisée en bleu foncé) suit le
méme schéma avec un début de fissuration plus tardif (120 kN) et un début de plastification des
aciers équivalent a la poutre non réactive. Le mod¢le reproduit bien le comportement
expérimental tout au long du test (premicre fissure de traction a 141 kN) et permet donc une
bonne prédiction du comportement a venir de la poutre. La valeur de la force nécessaire a la
premicre fissuration, calculée a partir de la précontrainte chimique avec prise en compte de
I’hydratation (117,5 kN dans le Tableau 3-6) est treés proche de la valeur expérimentale.

La poutre réactive subit donc un retard de fissuration par rapport a la poutre non réactive,
bien reproduit par le modele. Cela est di a la précontrainte chimique développée dans le béton
suite au gonflement géné par les aciers. En effet, pour la poutre réactive, la force appliquée sert
d’abord a décomprimer le béton de la partie basse avant de le mettre en tension et de le fissurer.
Cette différence est bien reproduite par le mode¢le.

Ce retard de fissuration da a la RAS semble bénéfique au comportement en flexion de la
poutre. Cependant, les fissures créées dans les plans paralléles aux armatures facilitent I’acces
des agents agressifs extérieurs (de type sels de déverglagage, sulfates ou dioxyde de carbone)
et de I’eau. La durabilité des poutres et notamment de ses aciers en est donc affectée.

Les faciés de fissuration a la fin de la phase de rupture montrent une bonne cohérence entre
le modele et I’expérimentation pour la poutre non réactive et la poutre réactive (Figure 3-23 et
Figure 3-24). Des fissures verticales sont observables sous les rouleaux d’application de charge.
Dans la partie haute, les fissures précédemment dues au retrait (Tableau 3-5) se sont
majoritairement refermées (Figure 3-23) et un endommagement de cisaillement di a la
compression dans cette zone est apparu (Figure 3-24).

Figure 3-23 : Comparaison de I'endommagement de traction de la poutre armée réactive
entre le modéle et la photographie de (Multon, 2003)

Le modele est donc capable de calculer des structures soumises a des gradients hydriques et
des gonflements anisotropes pour des bétons a gonflements modérés (inférieurs a 0,3 %). Il a
montré sa capacité a retrouver les déplacements, les contraintes et les facies de fissuration de
structures plus ou moins armées soumises a des gradients de gonflement pendant leur phase de
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service. La résistance résiduelle est également cohérente avec les essais disponibles notamment
grace a la bonne reproduction de 1’ordre de grandeur de la précontrainte chimique générée lors
d’un gonflement géné par des armatures. Le modéle va désormais étre appliqué au méme type
de structure mais soumises a des gonflements plus importants dus a la RSI dont les mécanismes
et leurs conséquences peuvent étre davantage non linéaires.

Figure 3-24 : Comparaison de I'endommagement de la poutre armée réactive entre le
modéle et une photographie de (Multon 2003)
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3. Poutres endommagées par la Réaction Sulfatique
Interne (RSI)

3.1 Conditions des essais

Les poutres atteintes de RSI, modélisées dans cette partie, ont fait 1’objet d’un vaste plan
expérimental réalisé¢ par I’IFSTTAR, en partenariat avec EDF (Martin, 2010; Martin et al.,
2013). Elles ont les mémes dimensions (3 x 0,25 x 0,5 m) et les mémes cages d’armatures que
les poutres de (Multon et al., 2005) (Figure 3-1 et Tableau 3-7). Les trois poutres réactives font
I’objet d’une modélisation : une est non armée, une est normalement armée et la derniére est
fortement armée (Tableau 3-7). Les parametres de retrait et de fluage restent inchangés car un
béton similaire a (Multon et al., 2005) a été utilisé.

Tableau 3-7 : Caractéristiques de poutres modélisées

. Armature Armature
Poutres Formulation o . . Cadres
inférieure supérieure
P2 Réactive - - -
HA 8 :
P3 Réactive 2HA 16 2 HA 10 ; espacés de
0,35m
HA 12 :
P4 Réactive 2 HA 32 2 HA 20 > C5Paces
de 0,20m

La différence majeure par rapport au plan d’expérience précédent réside dans la conservation
au jeune age. Apres le coulage, ces poutres ont subi un cycle de température sévere au jeune
age pour simuler le cas d’un béton a I’intérieur d’un ouvrage massif qui s’échaufferait lors de
la phase d’hydratation exothermique du ciment. La température au jeune age est imposeée
pendant 6 jours (Figure 3-25) avec un maximum a 80°C maintenu pendant trois jours.
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Figure 3-25 : Température imposée au jeune age

Le comportement global des poutres atteintes de RSI pourrait paraitre semblable aux poutres
de RAS modélisées dans la partie précédente mais des €éléments de distinction importants sont
a soulever :

1. L’impact du degré de saturation (Sr) est beaucoup plus fort pour la RSI que pour la RAS.
En effet, le gonflement de RSI est tres lent (voire totalement nul pour certains auteurs) pour un
degré de saturation de 0,8 alors qu’il peut étre tres rapide a partir de 0,95. Ainsi, la modélisation
hydrique dans ces poutres va jouer un rdle primordial dans les différentes zones et sur les
gradients de gonflements, rdle beaucoup plus sensible que pour la RAS pouvant entrainer des
non linéarités plus importantes.

2. Le lessivage des alcalins est un phénoméne a prendre en compte pour le gonflement de
RSI, particulierement pour les bétons dopés utilisés pour les études de laboratoire. Le départ
des alcalins facilite, voire autorise, la précipitation d’ettringite différée. Un calcul préalable du
lessivage des alcalins dans les structures modélisées est donc nécessaire pour reproduire
correctement les cinétiques de gonflement. Il sera présenté avant le calcul poro-mécanique.

3. Les gonflements libres de RSI peuvent atteindre 2 % ce qui est 6 a 7 fois supérieur aux
gonflements maximum usuellement observés en RAS mais avec une fissuration diffuse plus
fine que celle générée par la RAS pour des niveaux d’expansion équivalents. Ces déformations
plus importantes peuvent générer de nouvelles spécificités de calcul (remontés capillaires
importantes par fissuration, écrouissage des aciers, fissurations localisées plus ouvertes,
endommagement induit par la fissure).

Ces particularités doivent €tre prises en compte de mani€re appropriée pour pouvoir
reproduire le comportement des structures endommagées par la RSI.
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3.2 Transport hydrique dans les poutres

La formation d’ettringite différée est trés sensible au degré de saturation du béton (Graf-
Noriega, 2007; Martin, 2010; Al Shamaa et al., 2015). D’aprés ces auteurs, le seuil, a partir
duquel la précipitation de DEF est rapide, se situe entre 92 % et 98 % d’humidité relative. Ces
résultats sont issus d’essais en laboratoire. De 1’ettringite différée peut tout de méme étre
observée dans des parties de certaines structures ou la saturation est plus faible, sans savoir
exactement si la DEF y est plus lente ou si la réaction a eu lieu a un moment ou la saturation
était supérieure. Dans le modéle, la dépendance de la cinétique de DEF a la saturation en eau
est modélisée par une loi empirique exponentielle (Eq. (2-21)), il est donc important de
modéliser de la facon la plus réaliste possible le profil de saturation.

Pour I’évaluation des poutres, le séchage (partie supérieure des poutres) et la remontée

capillaire (partie inférieure) sont modélisés avec le modele utilisé pour les poutres de RAS (Eq.
(3-1) et (3-2)).

Les coefficients initiaux utilisés ici sont égaux a 1,15.1071* m?/s pour a et le coefficient b est
toujours pris égal a 0,051 (sans unité car W est exprimé en m*/m?) pour la zone en imbibition
et a 0,06 pour la zone en séchage pour rendre compte du phénoméne d’hystérésis.

Dans une premiere approximation, le degré de saturation a 28 jours (en fin de cure) est pris
¢gal a 0,87 pour la poutre non armée (Martin, 2010) et a 0,9 pour les poutres armées.

L’analyse des résultats expérimentaux (Martin, 2010) a montré que la formation d’ettringite
différée et la fissuration induite impliquaient une prise d’eau supérieure a la seule saturation de
la porosité initiale du béton (absorption d’eau par les produits néoformés, saturation des
fissurations microscopique et macroscopique induites) (Martin, 2010). Pour prendre en compte
ce phénomene et avoir des prises d’eau plus réalistes par rapport aux conditions d’essai, la
valeur du coefficient a de 1’équation (3-2) est modifiée pendant le calcul en fonction de la
fissuration de la poutre (Figure 3-26). A ce stade, le calcul est chainé ce qui signifie que le
calcul hydrique est fait en amont du calcul poro-mécanique. Ainsi, la variation du coefficient
de diffusion est réalisée manuellement en fonction du temps dans la hauteur de la poutre (Figure
3-26). 11 est clair que la modélisation des transferts hydriques mériterait d’étre améliorée, ce
n’est toutefois pas I’objet principal de cette section qui utilise le degré de saturation comme une
donnée du modele chemo-mécanique.
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Figure 3-26 : Conditions aux limites du calcul hydrique et définitions des coefficients a et
b de la loi de Mensi (Diffusion)

Les résultats expérimentaux du degré de saturation dans la hauteur de la poutre ne permettent
pas de fixer avec précision la remontée capillaire due a la fissuration mais les prises de masses
globales jusqu’a 200 jours sont bien reproduites (Figure 3-27). Dans ce calcul chaing, la
modification de la porosité du béton avec la microfissuration de RSI n’est pas prise en compte,
la prise de masse est donc limitée par la saturation complete de la porosité initiale (5,7 kg pour
les poutres armées atteintes peu apres le remouillage, peu avant 500 jours). La modélisation
compléte des variations de masse des poutres (prise de masses dépassant 15 kg, Figure 3-27)
impose donc I'utilisation d’un couplage fort entre les calculs hydriques et mécaniques prenant
en compte la modification de la porosité avec la fissuration (fissures remplies d’eau). Les
résultats obtenus permettent cependant d’obtenir une approximation de la saturation entre les
fissures dans I’ensemble de la poutre (Figure 3-28). Un calcul hydro-mécanique couplé serait
nécessaire pour permettre une prise de masse intégrant 1’eau dans les fissures. Un tel calcul est
une des perspectives a ce travail.
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Figure 3-27 : Variations de masse des poutres au cours du temps

Figure 3-28 : Degré de saturation du calcul des poutres armées en fonction du temps

3.3 Diffusion et effet de la concentration en alcalins sur les

expansions

3.3.1 Impact de la concentration en alcalins sur les gonflements

Comme cela a été évoqué au chapitre 1, la quantité d’alcalins est un facteur trés influent pour
le calcul des cinétiques et des amplitudes de formation d’ettringite différée particuliérement
pour les bétons ayant une concentration initiale en alcalins élevée. Pour un gonflement final
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important, une grande concentration d’alcalins doit étre présente durant la phase a température
¢levée (période chaude), ce qui diminue la température permettant la dissolution des phases
primaires et I’adsorption des ions aluminates et sulfates sur les C-S-H. Durant la majeure partie
de la période de service de la structure (période froide), la baisse de la concentration en alcalins
dans la solution porale accélére la précipitation de 1’ettringite. En effet, le départ de ces ions
facilite la désorption des aluminates et des sulfates fixés de maniére réversible sur les C-S-H
pour entrainer la formation de molécules d’ettringite. Les alcalins n’entrent donc pas
directement en compte dans les espéces chimiques formant I’ettringite mais ils jouent le role de
régulateur dans les réactions nécessaires a la formation de RSIL

Le lessivage des alcalins a un réel impact sur les premiers centiméetres de béton sur une durée
d’une année et sur les quelques premiers décimeétres sur la durée de vie d’un ouvrage tel qu’une
pile de pont ou un barrage (service d’une centaine d’année). La prise en compte de ce
phénomeéne est donc importante pour le calcul des petites structures. Cependant, pour requalifier
les grands ouvrages, des essais semi-destructifs avec extraction de carottes sont souvent réalisés
pour déterminer les caractéristiques résiduelles en laboratoire. Pour accélérer ces essais, les
carottes sont immergées ce qui provoque le lessivage des alcalins. Il joue alors un grand role
compte tenu de la taille de I’éprouvette. La prise en compte et la bonne représentation de celui-
ci est donc importante pour permettre de comprendre le lien entre les essais en laboratoire et le
comportement in-situ.

Les essais de (Famy et al., 2001) montrent I’impact du lessivage sur les cinétiques et les
amplitudes des expansions de RSI. Des éprouvettes, ayant préalablement été soumises a une
période de chauffe importante, sont immergées dans des solutions contenant différentes
concentrations en alcalins (0 fois, 0,5 fois, 1 fois et 2 fois la concentration porale initiale qui est
de 0,46 mol/L). De plus, un essai est réalisé dans la concentration initiale en KOH puis immergé
au bout de 300 jours dans de I’eau pour simuler un lessivage tardif.

Pour la modélisation de ces essais, le lessivage/diffusion des alcalins est simulé en premier.
La condition aux limites sur le bord externe de 1’éprouvette est représentée par la concentration
en alcalins de la solution qui est imposée. Les éprouvettes étant de tres petites dimensions
(section carrée de 16 mm de coté), la concentration reste pratiquement homogene dans la
section. Ce calcul préalable permet ensuite de déterminer les gonflements induits (calcul
chainé) sur une période de 900 jours par les modeles chimique de I’avancement et poro-
mécanique (Figure 3-29).
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Figure 3-29 : Comparaison des gonflements dans différentes concentrations d'alcalins

(Famy et al., 2001)

Le modele est calé sur le gonflement en eau ou la lixiviation est proche de 95 % a 300 jours
(Famy et al., 2001) (Tableau 3-8). Le ratio maximum de volume de DEF créable E/f ®, est ici
imposé car (Famy et al., 2001) donne les quantités massiques d’aluminiums et de sulfates
présents dans le ciment, respectivement 5,4 % d’AlO3 (soit 243,8 mmol/L) et 3,9 % de SO3
(264,7 mmol/L). Les ions sulfates sont donc limitants car leur quantité est inférieure a trois fois

la quantité d’ions aluminiums. Pour un volume molaire de I’ettringite de 715 cm*/mol le volume
maximum d’ettringite créable est de 264,7*715/3*10° = 0,063 m*/m’ de béton.

Tableau 3-8 : Paramétres du modéle nécessaires au calage de ’essai en eau de (Famy et

al., 2001)
Paramétres Valeur Unité Signification Equation
0,063
(issu des quantités m’/m’ Ratio maximum de volume de (2-7)
Ell* d’aluminium et de de DEF initialisé par les quantités
sulfates données par béton d’aluminium et de sulfate
(Famy et al., 2001)
Precref 20 i Tem}os' c'ara.cte'ristique de (2-18)
précipitation de DEF
Volume des vides connectés aux
R 0,006 3/m? . . 2-23
Prer e sites de création de RGL ( )
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Le méme jeu de parametres (Tableau 3-8) est ensuite utilisé pour simuler les autres
éprouvettes (Figure 3-29). C’est sur ces essais que le calage du parameétre m=2.5 (Eq. (2-20),
gérant ’impact de la concentration en alcalins sur la cinétique de précipitation d’ettringite a été
effectué. Expérimentalement, le lessivage implique une forte différence de cinétique de
précipitation de la DEF (comparaison entre les points carrés (éprouvettes dans I’eau) et les
points ronds (éprouvettes dans une solution d’alcalins dont la concentration est égale a celle
dans la solution porale d’origine)). L’immersion dans une concentration de 50 % de la
concentration initiale porale donne une cinétique moyenne entre les deux cas précédents. Une
cinétique rapide est tout de méme observée pendant les 100 premiers jours. Lorsque
I’éprouvette est immergée dans une solution contenant deux fois la concentration initiale, le
gonflement est totalement inhibé. Enfin, pour le cas ou I’éprouvette est dans une concentration
de KOH initiale puis immergée dans de 1’eau, la courbe de gonflement rejoint celle immergée
depuis I’origine. Un lessivage méme tardif peut donc accélérer la cinétique de précipitation de
la RSI si le potentiel n’est pas déja totalement épuisé. Au contraire, une concentration en
alcalins qui augmente pourrait stopper les gonflements. Les courbes obtenues par la modele
donnent une bonne estimation des gonflements dans les différentes conditions
environnementales. En extrapolant les résultats, il semble qu’il faille environ un temps trois a
cinq fois supérieur pour atteindre le méme gonflement entre des cas avec et sans lessivage.
Toutefois, ces résultats expérimentaux obtenus restent limités a la situation étudiée : des
expansions sur mortiers de laboratoire obtenues pour un cycle a température élevé de courte
durée (12 heures a 80°C). Des différences peuvent étre attendues pour des bétons d’ouvrages
dont la concentration en alcalins peut étre plus faible, la durée de I’exposition a température
élevée plus longue et du fait des interactions avec les granulats. Toutefois, en absence de
données complémentaires, cette loi est utilisée pour les poutres de laboratoire et les structures
réelles. Certaines imprécisions peuvent étre dues a cette méconnaissance.

3.3.2 Diffusion des alcalins dans les poutres

Le lessivage des alcalins est modélisé grace a une loi de diffusion (Eq. (3-8)) dont le
coefficient de diffusion dépend du degré de saturation (Sr) (Loi de (Bazant et Najjar, 1972) Eq.

(3-9)).

% — Div[D(Sr)VNa] =0 (3-8)

D(Sr) =D (3-9)

%1 +a(1-Sr)P

Le calage des parametres D, (coefficient de diffusion pour un degré de saturation égal a 1),
a et b est réalisé sur des éprouvettes de (Martin et al., 2013) immergées dans I’eau et dont les
alcalins dans la solution ont ét¢ dosés a différentes échéances (Tableau 3-9). Le calage de la
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prise de masse (Figure 3-30) est réalis¢ avec un degré de saturation initial de 0,87. La fissuration

ayant lieu a partir de 50 jours sur 1’éprouvette expérimentale, la prise de masse expérimentale

est supérieure a la prise de masse modélisée car le degré de saturation atteint 1 a 50 jours. Le

Tableau 3-9 résume la géométrie, les conditions initiales et aux limites, et les parameétres calés

sur ces essais. Les résultats sont représentés sur la Figure 3-31.

Tableau 3-9 : Géométrie, conditions initiales, conditions aux limites et paramétres calés

pour les essais de gonflement sur cylindres de (Martin, 2010)

Géométrie

Géométrie des éprouvettes expérimentales

Cylindre 11x22 cm

Géométrie du maillage de la modélisation

1/8 de cylindre

(3 symétries : selon X, Y et Z)

Conditions initiales

Degré de saturation initial

0,87

Concentration en alcalins

0,9 mol/L

Conditions

aux limites

Hydrique (degré de saturation)

Sr imposé de 0,9 a 1 sur les faces extérieures
du cylindre expérimental

Hydrique (degré de saturation)

Flux nul sur les faces servant de plan de
symétrie

Concentrations en alcalins

0 mol/L imposé sur les faces extérieures du
cylindre expérimental

Concentrations en alcalins

Flux nul sur les faces servant de plan de
symétrie

Parameétres calés

Hydrique : parameétre a (Eq. (1-1))

10.10°'2 m?/s (Figure 3-30)

Hydrique : parametre b (Eq.(1-1)))

0,051 (Figure 3-30)

Alcalins : parametre Do (Eq. (3-9))

2,2.10"2 m?/s

Alcalins : parametre a (Eq. (3-9))

625 (Bazant et Najjar, 1972)

Alcalins : paramétre b (Eq. (3-9))

4 (Bazant et Najjar, 1972)
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Figure 3-30 : Prise de masse de I'éprouvette réactive immergée (Martin, 2010)

Figure 3-31 : Lessivage des alcalins sur éprouvette

Ce calage est ensuite utilisé pour reproduire le lessivage des alcalins dans les poutres. Les
conditions aux limites sont présentées sur la Figure 3-32. Les résultats avant remouillage et
apres remouillage peuvent étre visualisés sur la Figure 3-33. Le lessivage est surtout présent
proche des surfaces immergeées.
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Figure 3-32 : Conditions aux limites pour le calcul du lessivage des alcalins sur les
poutres

Figure 3-33 : Concentration en alcalins de la poutre en fonction du temps

3.4 Modélisation poro-mécanique des poutres : déformations et
fissuration

Comme pour les poutres de RAS, le but est de comparer les résultats de déplacements et les
facies de fissuration expérimentaux et numériques sur des structures de laboratoire pour simuler
la démarche nécessaire a la requalification d’un ouvrage. Une fois les conditions hydriques et
chimiques (concentration en alcalins) connues, le calcul de structure nécessite la modélisation
des propriétés mécaniques (instantanées et différées) et la connaissance du potentiel de
gonflement du béton. La partie suivante explicite donc la détermination de la loi de gonflement
du matériau étudié ainsi que les propriétés mécaniques des aciers. Le comportement des poutres
et leur dépendance aux conditions d’essai sont analysés par la suite.
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3.4.1 Parametres du matériau

Le retrait et le fluage ont été calés avec des bétons semblables a celui des poutres de Multon.
Les données relatives au gonflement sont établies sur une éprouvette immergée en gonflement
libre (Figure 3-34 et Tableau 3-10). Elle est immergée au bout de 28 jours. Les données du
matériau concernant la simulation hydrique et la diffusion des alcalins sont celles de 1’essai du
Tableau 3-9 (Figure 3-31).

Les aciers utilisés ont une limite d’¢lasticit¢ de 550 MPa, un module d’Young de
200 000 MPa, et un module d’écrouissage de 1500 MPa (Martin, 2010). Pour la modélisation
des poutres, ils sont maillés comme des ¢léments 1D de type ‘barre’. Leur comportement est
représenté par un modele plastique avec écrouissage. Une modification du maillage au
voisinage des appuis est effectuée pour simuler 1’ancrage parfait.

Figure 3-34 : Calage du modele sur une éprouvette libre immergée
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Tableau 3-10 : Géométrie, conditions environnementales, conditions aux limites et
paramétres calés pour les essais de gonflement sur cylindres de (Martin, 2010)

Géométrie

Géométrie des éprouvettes expérimentales Cylindre 11x22 cm

1/8 de cylindre
Géométrie du maillage de la modélisation
(3 symétries : selon X, Y et Z)

Conditions environnementales

Degré de saturation initial Calculée préalablement (Tableau 3-9)

Concentration en alcalins Calculée préalablement (Figure 3-31)

Conditions aux limites

Déplacement imposé nul sur les faces
Mécanique servant de plan de symétrie selon leur
direction orthogonale

Parameétres calés

le volume de DEF créable E/f © 45 litres par m® de béton

4.5 litres par m® de béton, soit 10 % du

le volume des vides accessibles ¢z, olume de DEF créable
volu

le temps caractéristique de précipitation

,L.Prec,ref 75 jours

3.4.2 Déplacements et facies de fissuration des poutres de laboratoire

Le potentiel de gonflement du béton constituant les poutres étant important (de I’ordre de
1,5 % en gonflement libre), des problemes de mesures expérimentales ont ét€¢ observés par
I’auteur (Martin, 2010). Ainsi, en termes de déplacements, seules les fleches sont totalement
exploitables. Des résultats partiels complémentaires sont également exploités (déformations
moyennes des poutres pendant les 300 premiers jours, essais d’expansion résiduelle sur carottes
issues de la poutre non armée) pour compléter la validation de I’approche.

Les résultats numériques obtenus par le modele pour les poutres, en termes de fleches, sont
comparés aux mesures issues de la thése de (Martin, 2010) sur la Figure 3-35. Ils vont étre
analysés pour la poutre non armée puis pour les poutres armées. Les paramétres matériaux ont
été¢ précédemment calés sur une éprouvette immergée a 28 jours (Tableau 3-10) et restent
inchangés. Les hypothéses réalisées dans ces calculs concernent la modélisation hydrique
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(notamment la remontée hydrique voir partie 3.2 Transport hydrique dans les poutres) et la
diffusion des alcalins (voir partie 3.3.2 Diffusion des alcalins dans les poutres). L’ impact de ces
hypothéses sur les résultats obtenus sera discuté dans la partie discussion.

Figure 3-35 : Comparaison des fléches des trois poutres modélisées avec les résultats
expérimentaux (expérimentations issues de (Martin 2010))
(R _NA : Réactive Non Armée, R _A : Réactive Armée, R _SA : Réactive Sur Armée)

3.4.2.1 Poutre non armée

Comme pour la RAS, la partie inférieure des poutres étant saturée en eau, la formation
d’ettringite différée est rapide dans cette partie des poutres. Le lessivage des alcalins y est
également le plus fort, ce qui accélére encore la cinétique de production des produits néoformés
(avancement chimique de DEF tracé sur la déformée de la poutre sur la Figure 3-36) et donc
d’expansion. Dans la partie supérieure, le retrait de séchage entraine un phénomene inverse. Le
gradient de gonflement engendre donc une fleche négative et des contraintes de traction dans
la partie médiane de la poutre (Figure 3-37). En ce qui concerne les déplacements, le modele
reproduit correctement la fleche a mi-portée de cette poutre non armée tout au long de son
vieillissement. La fléche avant 200 jours est un peu faible par rapport aux résultats
expérimentaux mais la cinétique globale et les ordres de grandeurs des déplacements verticaux
sont bien retrouvés. Les déformations longitudinales sont également reproduites de fagon
cohérente par le modele (Figure 3-38). La rupture de pente a 200 jours est due a I’apparition de
la premicre fissure verticale. Pour le modele, les cinétiques de déformation deviennent alors
trés linéaires alors que 1’accélération est plus progressive en réalité. Un couplage hydro-
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mécanique fort liant la perméabilité a ’endommagement pourrait permettre une cinétique plus
progressive de ces déformations. Aprés son initiation, la fissure verticale s’est développée et la
poutre a cédé sous son propre poids. Expérimentalement, cette rupture a eu lieu a 330 jours
(Martin, 2010). Numériquement, le modele montre une augmentation de la fleche sans
divergence car la partie haute en retrait de séchage est encore non fissurée.

Figure 3-36 : Rupture de la poutre non armée, photographie issue de (Martin 2010)

Figure 3-37 : Contrainte selon X tracée sur la déformée de la poutre non armée juste
avant la fissuration localisée

Figure 3-38 : Déformations longitudinales de l1a poutre non armée
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Le facies de fissuration obtenu par le modé¢le est assez cohérent avec les observations de la
poutre fournies par 1’auteur des essais (Figure 3-39). A 330 jours, le modele montre trois
fissures verticales. Dans la réalité (Martin, 2010), c’est une de ces fissures qui a mené a la
rupture de la poutre (cerclée de rouge sur la Figure 3-39). L’ensemble des fissures verticales est
correctement retrouvé par le modele. Lors des essais, elles étaient plus ou moins ouvertes en
fonction d’hétérogénéités locales de résistance. Des fissures horizontales sont également
présentes dans le bas de la poutre. Le modele permet de retrouver ces fissures tant par un
endommagement structurel que par un endommagement diffus de DEF (Figure 3-39 et Figure
3-40).

Figure 3-39 : Comparaison du facies de fissuration structurel de la poutre non armée,
photographies issues de (Martin, 2010)
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Figure 3-40 : Endommagement diffus de DEF issu du calcul a 200 et 330 jours

Apres sa rupture, la poutre non armée a été carottée plusieurs fois dans sa hauteur (Figure
3-36) dans le but de réaliser des essais d’expansion résiduelle. Le principe consiste a extraire
les carottes puis a les immerger dans de I’eau en prenant des mesures de déformations a dates
régulieres (Figure 3-41). L’avancement étant différent en fonction de la hauteur de carottage,
les expansions obtenues correspondent aux potentiels de gonflement restant dans chaque partie
de la poutre.

Figure 3-41 : Suivi dimensionnel des éprouvettes en expansion résiduelle (Martin, 2010) et
comparaison de I'avancement calculé avec celui obtenu par le modele

Le potentiel d’expansion restante est faible dans la partie basse (0,16 % de gonflement a 44
cm de profondeur) et fort dans la partie proche de la face supérieure (1,9 % a 8 cm de
profondeur) qui n’a connu que la phase de séchage pour cette poutre non armée. Il est intéressant
de noter que le gonflement de 1,9 % mesuré sur la carotte obtenue dans la partie supérieure de
la poutre est sensiblement supérieur a celui mesuré sur une éprouvette coulée en méme temps
que la poutre et immergée dans I’eau a 28 jours (1,5 %). Cette comparaison montre que de
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nombreux phénomenes peuvent conduire a des variations de potentiel de gonflement et que la
calibration du mode¢le sur les éprouvettes conservées dans I’eau a 28 jours peut conduire a une
sous-estimation des gonflements dans la poutre. Pour 1’analyse suivante, le gonflement
maximal qui peut étre attendu pour ce béton a donc été supposé égal a 1,9 %. A partir de ces
essais d’expansion résiduelle, I’avancement chimique de la DEF dans la poutre a été évalué de
manicre approchée. En premiére approximation, la réaction est considérée non débutée dans la
partie haute (avancement égal a 0). Les gonflements résiduels obtenus aux autres profondeurs
(0,16% a 44 cm, 0,39 % a 37 cm, 0,81 % a 27 cmet 1,2 % a 17 cm) permettent de déduire par
proportionnalité les avancements correspondants (0,92 a 44 cm, 0,79 a 37 cm, 0,57 a 27 cm et
0,37 a 17 cm). La comparaison avec les avancements prédits par le modéle aux différentes
hauteurs est tracée sur la Figure 3-41. Pour cette comparaison, les résultats issus du modele ont
été extraits 20 jours apres la rupture de la poutre expérimentale (soit 348 jours) pour reproduire
le temps entre la casse de la poutre et le début des essais d’expansion résiduelle. Le modele
reproduit bien la différence d’avancements non linéaire entre le bas de la poutre (trés humide)
et le haut (plus sec) observée expérimentalement. Seul I’avancement de la zone a 37 cm de la
face supérieure parait 1égérement faible par rapport aux résultats expérimentaux extraits des
gonflements résiduels. Ces résultats montrent donc la capacité du modele d’avancement de RSI
a évaluer les différences de cinétiques correspondant aux gradients imposés dans ces poutres.
Par ailleurs, cette analyse témoigne de la cohérence entre la donnée d’avancement qui peut étre
déduite sur carottes et le comportement mécanique de structures dans le cadre
d’expérimentations de laboratoire.

L’analyse effectuée ici grace aux essais d’expansion résiduelle pourrait permettre d’en
déduire une méthodologie de calage de cinétique de réaction sur des ouvrages.

3.4.2.2 Poutres armées

Pour les poutres armées (courbes et points verts et bleus sur la Figure 3-35), plusieurs phases
sont a distinguer. Durant la premicre phase (jusqu’a 250 jours environ), des expansions de RSI
ont lieu dans la partie inférieure, la fleche est négative mais elle est limitée par la présence
d’armatures qui empéchent la fissuration transversale et 1’orientent dans la direction
longitudinale. Comme pour la RAS, la précontrainte chimique se met alors en place, des
contraintes de compression se développent dans le béton proche des armatures principales
(Figure 3-42 et Figure 3-43). De plus, de I’eau remonte par la microfissuration, la poutre
s’humidifie plus rapidement dans la hauteur que pour une poutre non réactive ou atteinte de
RAS dont la fissuration qui se développe principalement dans les granulats et en continuité dans
la pate de ciment (Sanchez et al., 2015) est moins homogene dans ’ensemble du béton. Le
béton est alors comprimé (entre 3,7 et 1,8 MPa) sur la moitié basse de la poutre (courbes a 200
jours et 250 jours sur la Figure 3-43). Dans la partie supérieure de la poutre (les 20 centimetres
les plus pres de la face supérieure), le retrait empéché par 1’acier, génere des contraintes de
traction (Figure 3-43).
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Figure 3-42 : Contraintes de compression dans la poutre normalement armée

Figure 3-43 : Contraintes longitudinales aux points de Gauss dans la poutre armée

Dans une deuxieme phase (apres 250 jours), la partie basse est confinée par les armatures et
la partie médiane commence a gonfler quand 1’eau I’atteint (Figure 3-44). L’évolution des
fleches s’inverse (Figure 3-35) et les contraintes de compression se développent de plus en plus
haut dans les poutres (jusqu’a 10 cm de la face supérieure sur la Figure 3-42). Dans les cing a
dix centimétres les plus hauts des poutres armées, la réaction est faible, voire stoppée par la
faible humidité. Des déformations de retrait peuvent méme avoir lieu dans la région proche de
la face supérieure. Le gradient de déformation entre cette zone en retrait et la partie médiane
soumise aux expansions de RSI est ’origine de contraintes de traction. (Figure 3-44). Ces
contraintes localisées dans la zone proche de la surface supérieure provoquent alors des fissures
transversales (de I’ordre de 10 cm de profondeur dans le mod¢le) dans la partie haute des
poutres armées (entourées de rouge et de bleu sur la Figure 3-45 et Figure 3-46). Le méme type
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de fissure est apparu sur les poutres fortement armées mais avec un espacement plus faible
(également retrouvé par le modele). Cette différence ne peut pas étre due au maillage utilisé qui
est le méme pour les deux poutres armées. C’est le retrait qui n’est pas géné avec la méme
amplitude par les armatures supérieures de ces deux poutres, du fait de leur différence de
diamétre (HA10 pour la poutre normalement armée et HA20 pour la poutre fortement armée).
Une fissuration longitudinale le long des armatures dans la partie basse est ¢galement présente
(cerclée d’orange sur la Figure 3-45). En effet, c¢’est la zone dans laquelle les alcalins sont les
plus lessivés et le béton d’enrobage n’est pas confiné par les armatures. Enfin, dans la zone
d’enrobage du dernier cadre d’effort tranchant a gauche de 1’appui (zoom de cette zone sur la
Figure 3-47 et zone cerclée de vert sur la Figure 3-45) un phénomeéne similaire est observable.
Les plans de fissuration sont orientés parallelement a la zone confinée comprise entre les cadres
et les armatures principales. Les endommagements diffus de DEF dans cette zone permettent
de bien observer la similitude de la direction de la fissuration dans la zone autour de 1’appui
(Figure 3-47). Enfin, les fleéches redeviennent positives (apparition d’une contre-fléche) avant
le remouillage.

Figure 3-44 : Contraintes longitudinales aux points de Gauss dans la poutre armée
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Figure 3-45. Fissuration de la poutre Normalement Armée : comparaison des facies
apres 428 jours et 850 jours de calcul avec les résultats expérimentaux de (Martin
2010)

Figure 3-46 : Fissures localisées transversales observées a 250 jours,
photographie de (Martin 2010)
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Figure 3-47 : Zoom sur la fissuration preés de I'appui de la poutre armée, photographie
de (Martin, 2010)

Le méme comportement global est observé pour la poutre surarmée mais les fléches sont
plus faibles (environ trois fois) car les sections d’acier sont plus importantes.

Il est a noter que durant les 220 premiers jours, la fleche de la poutre armée est plus
importante que celle de la poutre non armée (Figure 3-35). Les différences de fléches entre
poutres armée et non armées peuvent provenir de légeres différences en termes de degré de
saturation initiale comme discuté ci-dessus dans la partie concernant la modélisation hydrique
et analysé de maniere détaillée dans I’étude paramétrique finale.

Apres remouillage (428 jours), les résultats expérimentaux montrent un tres faible
déplacement, assez rapide, vers le haut de la poutre armée avant une stabilisation totale a 600
jours. Le gonflement de la partie supérieure des poutres semble avoir peu d’impact sur leur
comportement global. D’aprés ’auteur, le remouillage ne concernerait a court terme qu’une
épaisseur de béton de 1’ordre de 10 cm proche de la face supérieure (Martin, 2010). En effet,
aucun changement de cinétique de déformation n’est noté a 17 cm de la face supérieure apres
remouillage. L effet est plutdt inverse, la déformation se stabilise dans cette zone.

Apres avoir analysé les fleches et les endommagements des poutres armées, la comparaison
des déformations longitudinales et des déformations dans les aciers entre les réponses du
modele et les résultats expérimentaux permet de compléter I’analyse de ces structures.

168



CHAPITRE 3 : APPLICATIONS AUX STRUCTURES DE LABORATOIRE

Le potentiel de gonflement du béton constituant les poutres étant important (de 1’ordre de
1,5 % en gonflement libre), des problémes de mesures expérimentales ont été observés par
I’auteur (Martin, 2010). Peu de données sont disponibles tout au long de la phase de
vieillissement.

Les déformations longitudinales globales de la poutre normalement armée sont bien
reproduites par le modéle avant et apres le remouillage (Figure 3-48). Seule I’asymptote de la
déformation longitudinale a 47 cm de la face supérieure, proche du lit d’acier inférieur, est
légérement sous-estimée. La cinétique globale de gonflement quant a elle est bien reproduite.

Avant remouillage (428 jours), la partie inférieure des poutres armées (représentée par la
courbe a 47 cm sur la Figure 3-48) gonfle rapidement puis se stabilise a 250 jours suite a
I’apparition de la précontrainte chimique générée par le gonflement géné par les aciers du lit
inférieur. La partie haute (représentée par la courbe a 3 cm) ne gonfle pas mais subit un effet
de structure suite au changement de direction de la fleche (évoqué dans la partie ci-dessus sur
I’évolution des fléches). La partie centrale de la poutre (représentée par la courbe a 23 cm) a un
comportement médian par rapport aux comportements des deux zones précédemment évoquées.

Figure 3-48 : Déformations longitudinales globales de la poutre normalement armée
(Martin, 2010)

La Figure 3-49 permet de visualiser les contraintes développées dans les aciers pour la poutre
normalement armée et la poutre surarmée. La limite élastique des aciers est de 550 MPa.
D’apres les calculs, les aciers supérieurs de la poutre normalement armée sont donc plastifiés
peu apres le remouillage. Les cadres de cette poutre sont également plastifiés juste avant le
remouillage.
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Figure 3-49 : Contraintes développées dans les aciers a mi-travée pour les poutres armées

La déformation longitudinale des aciers inférieurs de la poutre normalement armée semble
correcte (Figure 3-50). Aucune donnée expérimentale de comparaison n’est disponible sur les
aciers supérieurs. Aprés remouillage, la déformation des aciers supérieurs est importante car les
aciers sont plastifiés.

Figure 3-50 : Déformation longitudinale globale des aciers (Martin 2010)
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3.4.3 Discussion

Le modele reproduit de maniére assez précise les tendances des déplacements et les facies

de fissuration des poutres. Cependant, les cinétiques et les asymptotes des déplacements ne

convergent pas idéalement vers les résultats expérimentaux notamment aprés remouillage. Des

imprécisions en termes de caractérisation a chaque étape de la modélisation peuvent étre a

’origine des écarts observés.

1.

1) Impact du comportement hydrique :

Le comportement hydrique est difficile a reproduire en se basant uniquement sur les
prises de masses des poutres. En effet, ces données ne permettent pas de connaitre la
hauteur du front de remontée capillaire de maniére précise. La précipitation de la DEF
étant trés sensible a la saturation du béton, cette méconnaissance peut conduire a des
différences d’expansion importantes. De plus, une quantité d’eau conséquente peut étre
contenue dans les fissures. Ainsi, les prises de masses des poutres sont indicatives a
partir du début de la fissuration. Les courbes expérimentales de prise de masse ne sont
pas simulables sans intégrer I’eau dans les fissures. Seule la saturation du béton entre
les fissures est reproduite ici. Une étude paramétrique permet de visualiser I’influence
de I’hypothese effectuée sur les résultats en termes de fleches (Figure 3-51 et Figure
3-52). L’hypothése de référence est celle utilisée pour les calculs présentés
précédemment. Une prise d’eau plus rapide (coefficient de diffusion multiplié par 10
dans la zone centrale) provoque une remontée de la fleche plus brutale (contre-fleche
20 % plus importante a 400 jours). A I’inverse, une prise d’eau plus lente (coefficient
de diffusion divisé par 2 dans la zone centrale) induit une remontée de fleche plus lente
(20 % plus faible a 400 jours).
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Figure 3-51 : Influence de I’hypothése de remontée capillaire sur la variation de masse

de la poutre armée (Martin, 2010)

Figure 3-52 : Influence de I’hypothése de remontée capillaire sur les fleches de la poutre
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armée (Martin, 2010)

De méme, la hauteur de la zone saturée aprés remouillage n’est pas connue ce qui
influence grandement la réponse du modéle en termes de déplacements dans cette
période. Une étude paramétrique du méme genre permet de visualiser la différence de
fleches obtenues entre un remouillage intégral rapide de la poutre dés remouillage
(coefficient de diffusion multipli¢ par 10 dans la zone supérieure), un remouillage
uniquement de la zone proche de la face supérieure (les 3 premiers cm) et la solution
retenue (Figure 3-53 et Figure 3-54). Le remouillage rapide induit une contre-fléche
20 % plus forte alors qu’un remouillage trés localisé fait évoluer la contre-fleche de —
6 %.
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L’ensemble de cette étude paramétrique montre la difficulté du calage de la partie
hydrique et son impact sur les fleches obtenues sur la poutre armée.

Figure 3-53 : Influence de I’hypothése de remouillage sur la variation de masse de la
poutre armée (Martin, 2010)

Figure 3-54 : Influence de I’hypothése de remouillage sur les fleches de la poutre armée
(Martin, 2010)
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2. Le degré de saturation initial a également une influence importante sur les résultats de

fleche de poutres atteintes de RSI. Son impact est particulierement sensible dans les
premicres centaines de jours de conservation des poutres. L’impact du degré de
saturation initial sur la fleche de la poutre non armée est observé sur la Figure 3-55. Un
degré initial plus faible conduit a un retard de développement de la fléche et de la
fissuration. Une différence de 3 % en termes de degré de saturation (Sr) initial conduit
a une différence de fléche de 80 % a 200 jours, différence qui s’atténue par la suite car
la perte de rigidité par fissuration devient alors prépondérante.

Dans le cas de cette étude, il semble donc variable d’une poutre a 1’autre (Figure 3-55)
ce qui n’est pas surprenant compte tenu du fait qu’elles sont réalisées avec des gachées
de béton différentes dans des conditions de température qui peuvent étre différentes en
fonction de 1I’année.

Cette donnée est rarement caractérisée et souvent complétement méconnue sur
structures réelles. Il est donc important de quantifier les incertitudes qui peuvent en
découler.

Figure 3-55 : Impact la teneur en eau initiale sur la fleche de la poutre non armée

(Martin 2010)
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b) Impact du lessivage des alcalins

Lors du remouillage par le haut de la poutre, des alcalins pourraient étre entrainés par la
perméation de 1’eau liquide depuis la face supérieure vers le bas de la poutre. L’état de
fissuration avancée des poutres dans cette zone pourrait faciliter ce phénomene convectif.
La concentration en alcalins dans la zone en dessous du lessivage (zone ou sont présents les
aciers longitudinaux supérieurs) pourrait alors augmenter. L’augmentation de la teneur en
alcalins par rapport a la concentration initiale ralentit ou stoppe le gonflement (Famy et al.,
2001). Cela pourrait expliquer 1’arrét du déplacement des poutres armées vers le haut. La
simulation de la variation de la concentration en alcalins dans les poutres est de la diffusion
pure, le phénoméne de transfert convectif des alcalins n’est donc pas pris en compte dans
cette modélisation.

Afin de quantifier I’intérét d’une telle modélisation du transfert des alcalins, une étude
paramétrique est effectuée avec un lessivage limité aux faces immergées en partie basse et
aux trois premiers centimétres de la partie supérieure lors du remouillage (avec un
coefficient de diffusion nul) et avec un lessivage plus important des alcalins (coefficient de
diffusion Do égal a 11,0 107! m?/s pour un degré de saturation de 1 (Eq. (3-9)), soit cinq fois
celui utilisé pour le calcul de référence). L’impact sur la fléche obtenue est limité avant
remouillage (10 % d’écart maximum sur la Figure 3-56). Cependant, I’hypotheése de
modélisation du lessivage a un fort impact sur la cinétique apres remouillage. Un trop faible
lessivage des alcalins engendre notamment une cinétique tres faible de gonflement, ce qui
induit une évolution quasi linéaire de la fleche. Un lessivage fort provoque une chute
importante des alcalins de plus en plus profondément dans la partie haute de la poutre ce
qui accéleére la cinétique de gonflement dans ces zones.

Figure 3-56 : Influence de I’hypothése de lessivage des alcalins sur les fleches de la
poutre armée (Martin, 2010)
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(Rivard et al., 2003) avancent I’hypothése que pendant une phase de séchage du béton, une
fixation irréversible des alcalins pourrait avoir lieu sur le squelette solide ou dans le
ménisque de I’eau restant dans les pores, rendant difficile leur lessivage. Sur des éprouvettes
75x75x300 mm, (Rivard et al., 2003) obtiennent une chute des alcalins mobilisables apres
séchage comprise entre 34 et 61 % pour des phases de séchage allant de 28 et 140 jours
avant remouillage. (Constantiner, 1994) évoque un phénomeéne possible entre la
carbonatation et la fixation de ces alcalins. Les alcalins fixés jouent-ils toujours le méme
role sur la cinétique de précipitation de la DEF ? Ces mécanismes, qui pourraient conduire
a une réduction des alcalins dans la solution interstitielle, pourraient induire les mémes
conséquences qu’un lessivage rapide des alcalins comme simulé dans ces calculs.

c) Impact du potentiel d’expansion initial

Le gonflement libre varie en fonction des conditions environnementales dans lesquelles
I’éprouvette a vieilli. En effet, le gonflement libre issu des expansions résiduelles sur carottes
est de 1,9 % (reprise d’eau comprise). Il est de 1,5 % pour des éprouvettes coulées en méme
temps que les poutres et mises en eau a 28 jours. Il est de 1,4 % pour des éprouvettes soumises
a un séchage a 30 % d’humidité relative pendant 528 jours puis immergées (conditions subies
par la face supérieure de la poutre). L’ensemble des moyennes des gonflements obtenus avec
le méme béton, le méme cycle de température et dont les éprouvettes ont été immergées dans
I’eau sont présents sur la Figure 3-57. L’écart maximum entre les gonflements obtenus est de
35 %, I’expansion la plus forte étant obtenu sur carotte. La Figure 3-58 permet de visualiser la
différence d’expansion entre des éprouvettes, d’'un méme coulage, ayant subi un séchage
pendant 528 jours puis une immersion : la différence maximale est de 70 %. Comme évoqué
dans le paragraphe précédent, la quantité d’alcalins mobilisables est probablement impactée par
cette phase de séchage (Rivard et al., 2003). D’apres ces résultats (Figure 3-58), une dispersion
importante de I’expansion finale est observée.

A ce jour, un seul volume de DEF créable est fixé dans les calculs pour toute la poutre.
D’apres les résultats évoqués, cette valeur pourrait dépendre des conditions de vieillissement
de la poutre. Un calcul avec deux valeurs de volume créable (une pour le bas, perpétuellement
immergé, et une pour le haut, subissant un séchage puis un remouillage) dans la hauteur de la
poutre générerait des contraintes de traction, voire une fissure, due a la différence de gonflement
a I’interface des deux zones. Une étude paramétrique est menée en prenant des gonflements
libres sur éprouvette de 1,9 % et de 1,3 %. Les résultats obtenus en termes de fleche (Figure
3-59) avec ces deux calages montrent le fort impact de ces valeurs sur le gonflement apres
remouillage. En effet, le comportement durant la premiere phase est principalement controlé
par le déséquilibre de gonflement entre la partie supérieure et la partie inférieure des poutres.
Le changement de potentiel de gonflement influence donc peu les fleches obtenues durant cette
période. Un gradient de potentiel de gonflement en fonction de la hauteur de la poutre est
plausible.
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Figure 3-57 : Comparaison des gonflements libres sous eau issus de (Martin 2010)

Figure 3-58 : Gonflements libres de 4 éprouvettes séchées a 30 % d'humidité relative
pendant 528 jours puis immergées (11x22 cm) (Martin, 2010)
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Figure 3-59 : Influence de I’hypothése de lessivage des alcalins sur les fleches de la
poutre armée (Martin, 2010)
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4. Conclusion du chapitre

Le but de ce chapitre était d’appliquer le modele a des structures subissant un gradient
hydrique et des gonflements anisotropes en présence ou non d’armatures pour valider le
couplage entre la fissuration diffuse et la fissuration localisée. Le choix a été fait d’utiliser des
poutres ayant vieilli en laboratoire car les conditions environnementales étaient maitrisées et
les déplacements mesurés de manicre précise. En gonflement faible & modéré (inférieur a 0,3
%), des poutres atteintes par la réaction alcali-silice (RAS), issus des travaux de (Multon et al.,
2005), ont ét¢ modélisées. En gonflement important, ce sont les poutres soumises a une
formation d’ettringite différée étudiées dans la theése (Martin, 2010) qui ont été reproduites
numériquement.

Le premier enjeu était donc d’appliquer le modele a des structures soumises a des gradients
hydriques (Multon et al., 2005). La RAS est un phénoméne ou la présence d’eau joue un role
prépondérant. Elle agit a la fois comme réactif (elle se lie aux complexes alcali-siliceux et leurs
donnent du volume) et comme élément majeur dans la diffusion des espéces chimiques. Son
impact sur les gonflements a été analysé grace a la simulation d’éprouvettes soumises a
différentes conditions environnementales : 30 % d’humidité relative, conservation dans des
couches d’aluminium pour limiter les pertes d’eau et immersion dans de 1’eau. Ces trois
conditions hydriques correspondent a celles présentes respectivement en partie haute, en partie
médiane et en partie basse des poutres.

Grace aux données expérimentales, une simulation fine des transferts hydriques (séchage et
remontée capillaire de 1’eau dans les poutres) a pu étre effectuée. Elle a permis de valider la
modélisation de la partie hydrique reproduite avec des équations de diffusion et un coefficient
diffusif évoluant selon la quantité d’eau présente (Loi de (Mensi et al., 1988)). L’avancement
est rapidement tres fort dans la partie inférieure et treés faible voire nul dans la partie supérieure.
Ce gradient de gonflement est intéressant a simuler car il induit des déplacements et des
fissurations structurales. Les parameétres matériaux de ces poutres ont déja été calibrés sur les
éprouvettes composées du méme béton et soumises a des essais de gonflements sous différentes
contraintes et confinement. Aucune calibration supplémentaire n’a été réalisée pendant 1’étude
mécanique des poutres.

Les résultats issus de la modélisation des poutres de RAS sont treés satisfaisants. Ils
permettent de retrouver les déplacements des poutres réactives ou non réactives, armées ou non
armées. La modélisation des poutres non réactives permet de valider le profil hydrique et les
parametres de retrait et de fluage calés sur les éprouvettes. Durant la premiere phase (avant
remouillage), les déplacements des poutres réactives ont été retrouvés de maniére précise. Dans
un premier temps, les fleches deviennent négatives car la partie basse qui est immergée réagit
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rapidement. Le retrait, dans la partie haute, favorise également ce sens de déplacement. La
précontrainte chimique se met alors en place dans la direction des armatures. Elle a pour effet
de faire changer de direction 1’évolution de la fléche des poutres armées quand les gonflements
de la partie médiane deviennent prépondérants sur ceux du reste de la poutre. Apres
remouillage, la partie supérieure des poutres est saturée. Le béton gonfle donc rapidement. Cette
zone étant située au-dessus de 1’axe neutre des poutres, elles créent une contre-fléche. Les
tendances sont correctement reproduites par le modele. Un couplage poro-mécanique fort liant
les endommagements et les ouvertures de fissures a la perméabilité du matériau pourrait
permettre une amélioration des résultats.

Dans le but de requalifier un ouvrage, les déplacements et les faci¢s de fissuration sont
parfois accessibles auprés du maitre d’ouvrage. Le but est alors de parvenir a les reproduire
avec les outils et les informations a disposition. La bonne corrélation entre le modé¢le et les
données in situ permet de juger de la fiabilité du modele a prédire le comportement futur de
I’ouvrage dans le but de connaitre les marges de sécurité ou de simuler des réparations. Dans
cette étude, les faci¢s de fissuration obtenus par le modele ont montré une bonne corrélation
avec les observations réalisées par I’auteur a la fin du vieillissement. L anisotropie du modé¢le
et son approche a deux niveaux de fissuration (une macroscopique localisée et une diffuse de
RAS) ont permis de reproduire les fissurations des poutres réactives (armées ou non armeée).
L’anisotropie du critére de plasticité du modéle permet notamment de comparer les plans de
fissuration obtenus avec les observations expérimentales. Plus les poutres sont armées, plus
I’orientation paralléle aux armatures est marquée. Les fissures localisées dues au retrait dans le
haut de ces poutres sont également retrouvées numériquement.

Les essais de vieillissement de poutres ont été suivis de tests a rupture (essais en flexion
quatre points). La résistance résiduelle et sa reproduction par le modele ont donc pu étre testées.
Ce type de test n’est possible que sur des structures réduites car ils sont totalement destructifs.
Les essais expérimentaux, réalisés sur les poutres normalement armées (une réactive et une
non-réactive), montrent un retard de fissuration de la poutre réactive par rapport a la poutre non
réactive. Ceci est dii au gonflement géné par ’acier qui a comprimé le béton. En effet, lorsque
le béton gonfle et qu’il est confiné par la présence d‘armatures, des contraintes de compression
apparaissent dans le béton et une « précontrainte chimique » se développe. Les conclusions de
cette étude montrent que la contrainte de compression générée dans le béton peut atteindre 3,0
MPa. La tension correspondante dans les aciers est comprise entre 50 MPa et 140 MPa suivant
la section d’acier. Dans les ouvrages, ces contraintes s’ajoutent a celles apportées par les
charges de service usuelles. Lors des essais en flexion quatre points, la force appliquée sert dans
un premier temps a décomprimer le béton dans la partie basse avant de le tendre puis de dépasser
sa résistance en traction résiduelle. Il s’agit de ’origine du retard de fissuration de la poutre
réactive par rapport a la poutre non-réactive. Le palier plastique qui s’en suit est alors le méme
pour les deux poutres. Le modele quantifie de maniére précise ces phénomenes. Le retard de
fissuration localisée observé pourrait étre considéré comme bienvenu car il améliore les
caractéristiques de rigidité de la structure. Cependant, les micro et macro fissurations induites
par la RAS génerent une chute des indicateurs de durabilité car elles permettent aux agents
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agressifs extérieurs (notamment le dioxyde de carbone et les chlorures pour la corrosion) de
pénétrer en profondeur dans les structures. La distinction entre fissuration diffuse et localisée
est nécessaire pour permettre une évaluation précise de ces phénomenes.

La deuxieme partie ce chapitre a concerné 1’application du modele a des structures atteintes
de gonflements plus importants de type RSI. Des essais ayant été réalisés sur les mémes
structures que pour la RAS par (Martin, 2010), le choix a été fait de simuler ces poutres. Cette
pathologie est encore plus sensible a la présence d’eau que la RAS. En effet, un gonflement
significatif n’est observé en laboratoire qu’a partir de 92 a 95 % d’humidité relative (Graf-
Noriega, 2007; Al Shamaa et al., 2015). Ainsi, pour les poutres soumises aux mémes conditions
hydriques que les poutres de RAS, le gonflement est situé majoritairement dans la partie basse
de la poutre avant remouillage et dans la partie haute apres celui-ci. De plus, le lessivage des
alcalins accélére le gonflement dans les zones au contact direct de 1’eau. Les gradients de
gonflement et les amplitudes sont donc beaucoup plus importants que pour les poutres de RAS.

La modélisation hydrique a été réalisée avec les mémes lois que pour les poutres de RAS
(loi de diffusion et coefficient de diffusion dépendant de la quantité d’eau disponible). Le
lessivage des alcalins est également modélisé par une loi de diffusion. Le coefficient de
diffusion dépend du degré de saturation selon la loi de (Bazant et Najjar, 1972). Les résultats
mécaniques obtenus sur le calcul de trois poutres atteintes de RSI (une non armée, une
normalement armée et une surarmée) ont ensuite été présentés. Le comportement global de ces
poutres est similaire aux poutres de RAS. Les poutres armées sont sujettes au développement
d’une précontrainte chimique qui vient également changer de sens le développement de la
fleche au cours du temps (d’abord vers le bas puis vers le haut). La poutre non armée développe
une déflection vers le bas jusqu’a rupture sous son propre poids a 328 jours. Les gradients de
gonflement importants menent a des contraintes de traction qui peuvent atteindre la résistance
en traction du béton entre les zones gonflantes et peu gonflantes (entre la partie basse et la partie
médiane). Le poids propre de la structure suffit ensuite a déclencher la ruine. Apres remouillage,
les résultats expérimentaux montrent une stabilisation rapide des fleches des poutres armées
malgré le remouillage de la partie supérieure.

Le mod¢le a correctement reproduit les cinétiques et les amplitudes des gonflements avant
le remouillage. Apres celui-ci, le modéle montre un déplacement résiduel des poutres alors que
les résultats expérimentaux montrent une stabilisation voire une décroissance. Les sources de
ces écarts sont discutées en s’appuyant sur plusieurs études paramétriques. Les données
hydriques sont trés importantes pour simuler avec précision le comportement de ces structures.
Les données qui ont pu étre recueillies pendant 1’étude permettent de caler le comportement
hydrique global mais laissent la possibilité de plusieurs scénarii en termes de cinétique locale.
La vitesse des fronts de saturation dans la poutre est une donnée essentielle a la modélisation
de cette phase. Un degré de saturation initial différent ou hétérogene dans la hauteur des poutres
peut également avoir un fort impact sur les résultats. La précipitation de DEF étant tres sensible
a I’eau, le modele reproduit cette sensibilité. Ainsi le calage des évolutions hydriques impacte
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trés fortement les résultats obtenus en termes de déplacements. De plus, I’eau transportant des
alcalins, la diffusion n’est pas le seul moteur de mouvement pour ces especes ioniques. Ce
phénoméne de convection peut ralentir ou stopper le gonflement dans les différences zones en
fonction de la concentration en alcalins réelle. La phase de séchage subie par la partie haute des
poutres avant le remouillage pourrait induire une fixation irréversible des alcalins dans la
matrice (hypothese de (Rivard et al., 2003)).

Enfin, les mesures de déformations obtenues sur des éprouvettes immergées conduisent a
des expansions finales comprises entre 1 et 1,9 % en fonction de la conservation avant mise en
eau (Martin, 2010). Des potentiels de gonflements hétérogénes dans une poutre, liés a I’arrivée
progressive de I’eau et aux effets d’un séchage antérieur, pourraient ainsi impacter les résultats
des déplacements.

Le calage des poutres de DEF est donc trés fin et une multitude de phénomeénes se déroule
en paralléle dans ces structures. Plusieurs pistes d’amélioration ont été avancées pour obtenir a
I’avenir des calculs totalement prédictifs, en particulier au niveau hydrique. Dans ce but, le
couplage fort entre la fissuration et la pénétration d’eau semble indispensable.

Une fois la cinétique de transfert hydrique validée, le modéle reproduit fidélement les facics
de fissuration des différentes poutres ce qui valide alors 1’approche mécanique utilisée dans ce
travail. Pour la poutre non armée, la fissuration localisée verticale a I’origine de la rupture est
obtenue. Pour les poutres armées, les différentes fissurations sont retrouvées avec succes,
qu’elles soient localisées (fissures transversales dans la partie haute ou longitudinales et
parall¢les aux aciers dans la partie basse) ou diffuses dans les zones gonflantes. Cette bonne
cohérence permet de valider les couplages entre fissurations et de pouvoir utiliser les
informations in situ de fissuration des ouvrages pour valider les amplitudes et les cinétiques de
gonflements dans le calcul.

Le chapitre suivant consiste en 1’application du modele a des ouvrages (des barrages) en
conditions de calculs industriels. L enjeu consistera notamment au changement d’échelle vis-
a-vis des structures modélisées, a la fagon de contourner la méconnaissance d’un certain nombre
de paramétres in situ et aux problématiques ainsi engendrées.
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1. Introduction du chapitre

Apres la présentation du modele poro-mécanique de RGI et sa validation sur des essais sous
contraintes et confinements (chapitre 2), le modéle a été appliqué a des structures de laboratoire
subissant de forts gradients de gonflements issus de conditions environnementales différentes
et de la présence d'armatures (chapitre 3). L’ensemble des couplages a ainsi été¢ validé. Le
chapitre qui est développé a présent concerne I'application du modele a des ouvrages. En effet,
pour Electricité De France (EDF), le but de ces travaux est la requalification de ses ouvrages
atteints de RGI. Le mod¢le doit donc étre capable de retrouver les déplacements, évaluer les
contraintes internes et les faci¢s de fissuration grace aux données disponibles. Ces derniéres
sont fondamentales pour le calage des paramétres du modele. Ces simulations sur ouvrages
permettront également de valider la capacité du modele a prédire le comportement de structures
de grande échelle (passage des poutres (métriques) aux ouvrages (décamétriques)).

Pour le gestionnaire d’ouvrages, le recalcul de ses ouvrages atteints de RGI a pour buts de
quantifier 1’évolution des dégradations structurelles pour connaitre le degré d’affectation de
I’ouvrage et son évolution au cours du temps et d’estimer la résistance résiduelle de I’ouvrage
et ’efficacité des réhabilitations envisagées.

A ce jour, plusieurs méthodologies de recalcul d’ouvrages sont présentes dans la littérature
(elles concernent principalement les ouvrages atteints de Réaction Alcali-Silice) :

- La méthodologie développée par le LCPC (Divet et al., 2003) consiste a recueillir des
données sur I’ouvrage grace a des essais d’expansion résiduelles a 38°C et 100 %
d’humidité relative sur carottes pendant 1 an (dans des zones saines et endommagées)
(Fasseu, 1997), un suivi structurel par des mesures in situ (indice de fissuration,
distancemétrie) et une investigation des conditions ambiantes de température et
d’humidité relative notamment. Une analyse des données est ensuite effectuée grace a
un calcul thermo-hydrique. Le modele numérique est ensuite calibré au niveau du
matériau puis de la structure (Larive, 1998; Li et Coussy, 2002). Les résultats du calcul
numérique permettent ensuite d’évaluer les dégradations de la structure.

- La méthodologie développée au LMDC (Sellier et al., 2009) est basée sur le méme
schéma général de recueil de données, de calage et de calcul numérique. L’originalité
de ce travail consiste notamment dans 1’estimation de I’avancement de la réaction de
RAS dans I’ouvrage. Le processus débute par I’extraction de carottes in situ dans
différentes zones de I’ouvrage (dans des zones saines (souvent seches) et endommagées
(souvent saturées)). Dans chaque zone, la consommation de la silice réactive est calculée
grace a des essais sur mortiers reconstitués apres attaque acide des carottes et broyage
des granulats récupérés par classe granulaire (Sellier et al., 2009). Une analyse inverse
grace a un modele de gonflement ¢léments finis prenant en compte les conditions
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environnementales de 1’ouvrage permet alors de retrouver les avancements dans les
zones étudiées. L’amplitude des gonflements est ensuite calée grace aux déplacements
de I’ouvrage.

- Une méthodologie RILEM, basée sur celle développée au LMDC (Sellier et al., 2009),
est en cours de rédaction.

Les principales difficultés inhérentes a ces méthodologies concernent 1’établissement du
gonflement passé et du gonflement a venir. Des méthodes de laboratoire ont été¢ développées
dans ce but :

- Pour le diagnostic, le Stiffness Damage Test (SDT) et le Damage Rating Index (DRI)
permettent de connaitre le gonflement ayant déja eu lieu (Sanchez, 2014).

- Pour le pronostic, les essais d’expansions résiduelles sur carottes (Fasseu, 1997) et sur
mortier reconstitués (Sellier et al., 2009), couplés a 1’analyse inverse de 1’ouvrage,
estiment le gonflement résiduel pouvant encore affecter 1’ouvrage.

Pour la réaction sulfatique interne, la méthodologie (Pavoine et Divet, 2009; Martin, 2010;
Martin et al., 2017) s’inspire de la RAS (Multon et al., 2008).

Dans ce travail, le but n’est pas de revoir ces méthodologies mais d’améliorer 1’évaluation
numérique mécanique des ouvrages et d’analyser la capacité de ces modélisations a prévoir le
comportement a venir des structures atteintes en utilisant toutes les données accessibles dont le
déplacement mesur¢ sur ouvrage et les facie¢s de fissuration.

La premicre application sur ouvrage concerne le barrage de Temple-Sur-Lot atteint de
réaction alcali-silice. Il est composé de piles et de vannes. Une pile de rive a déja fait ’objet
d’une modé¢lisation numérique par (Grimal, 2007). C’est cet ouvrage qui a servi de test pour le
développement de la méthode LMDC (Sellier et al., 2009). Les données du béton sont connues
grace a plusieurs campagnes expérimentales (Grimal, 2007; Jeanpierre, 1988). Dans ce travail,
une des piles en riviére sera modélisée. L’ intérét de cette modélisation pour EDF réside dans la
comparaison avec les outils utilisés précédemment et dans 1’utilisation des améliorations
(accession a I’ouverture des fissures localisées notamment). L’ouvrage étant relativement
¢lancé par rapport aux barrages poids et voite de grande dimension, les gradients d’humidité
peuvent avoir un impact non négligeable. La capacité de la modélisation a évaluer I’impact d’un
confortement par tirants passifs est également de premiere importance.

Dans un deuxiéme temps, c'est un barrage poids subissant de la RSI qui sera modélisé. Cet
ouvrage, construit entre 1946 et 1948 a ét¢ mis en eau en février 1950. Sa longueur en créte est
de 182 metres pour 47 metres de largeur maximale en pied. La hauteur maximale sur fondation
est de 60 metres. Suite a des déplacements mesurés sur ’ouvrage, des observations au
microscope €lectronique a balayage (MEB) sur carottes ont révélé une formation d’ettringite
différée. Lors du coulage des plots le volume important de béton coulé, la température
extérieure, le flux solaire et le dosage du ciment ont provoqué une montée en température
importante au coeur de certains plots. Celle-ci a créé un potentiel de gonflement de RSI
important. Le recalcul de cet ouvrage pose plusieurs difficultés : trés peu de données matériaux
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sont disponibles, la modélisation des phénomeénes thermiques au jeune age est nécessaire pour
cartographier les zones potentiellement gonflantes et les données concernant cette phase de
construction sont peu nombreuses. Ce calcul se base donc essentiellement sur les déplacements
de I’ouvrage depuis la mise en place de I’auscultation in situ (dans les années 1970) et les facics
de fissuration. Le but du recalcul de cet ouvrage est d’appliquer le modéle de RSI a un ouvrage
existant impliquant notamment des potentiels de gonflements différents induits par un
chauffage hétérogene de la structure durant son jeune age. Un autre enjeu est la capacité du
modele a reproduire les déplacements et les facies de fissuration d’un ouvrage massif (160 000
m> de béton environ) tout en restant un outil utilisable dans ’ingénierie (temps de calcul et
maillages raisonnables).

2. Barrage de Temple-Sur-Lot atteint de Réaction Alcali-
Silice

2.1 Présentation de ’ouvrage

Ce barrage de 105 metres de long a été construit entre 1948 et 1951. C’est un barrage poids
rectiligne a vannes mobiles (Figure 4-1 et Figure 4-2). Il est composé de cinq piles : trois piles
en riviere (nommées 1, 2 et 3) et deux piles de rives (nommées pile usine et pile 4). Les quatre
pertuis fermés par des vannes wagons double corps de 20 m de large et de 10 m de haut
permettent de réguler le débit et la hauteur d’eau (Grimal, 2007). L’usine, située en rive gauche,
capte I’eau directement a I’amont du barrage puis la turbine pour la production d’électricité.

Figure 4-1 : Vue de dessus du barrage
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Figure 4-2 : Plan de masse du barrage

Les piles en béton armé ont pour dimensions 5 métres de large, 28 métres de longueur et
34,5 m de hauteur depuis la fondation (Figure 4-3). Le béton de superstructure est dosé¢ a 350
kg/m’. La partie centrale des piles accueille les treuils et les contrepoids qui permettent la
manceuvre des vannes. Dans cette zone, le béton est dosé a 250 kg/m>. L’avant-bec et I’arriére-
bec sont constitués de béton non armé dosé a 250 kg/m?® a cceur et de béton armé dosé a 350
kg/m> pour le parement. Une galerie de visite traverse I’ouvrage de rive a rive.

Les résistances en compression des bétons dosés a 350 kg/m?* (B350) et a 250 kg/m? (B250)
sont respectivement de 40 MPa et de 34 MPa.

Figure 4-3 : Pile en riviére du barrage
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Les granulats (mélange varié de basalte et andésite, rhyolite, granite, rares micaschistes,
quartz et quartzites, calcaires d’une granulométrie 0/60) extraits d’une carricre proche ont été
jugés réactifs (Rapport TEGG (Jeanpierre, 1988)). Des analyses sur les bétons du barrage ont
montré des teneurs en alcalins provenant des ciments de 1,15 kg/m® (NaxO équivalent) pour le
B250 et de 1,61 kg/m?® pour le B350. Des observations au MEB (microscope électronique a
balayage) couplées a de ’EDS (Spectroscopie d’Energie Dispersive) ont montré la forte
présence de gel de RAS a I’interface pate-granulats (Figure 4-4 (Grimal, 2007)).

Figure 4-4 : Gel de RAS au MEB (a) et analyse EDS correspondante (Grimal 2007)

La pile modélisée est une des piles en riviere. Elle n’a pas le méme comportement que la
pile de rive étudiée par (Grimal, 2007) notamment au niveau du déplacement rive a rive (la pile
¢tudiée par Grimal dans les travaux précédents avait des conditions aux limites dissymétriques
(profil hydrique et blocage en rive), alors que celle-ci présente des conditions aux limites
symétriques par rapport a I’axe de la riviére). Le comportement des trois piles en riviere étant
quasiment identique, une seule modélisation est effectuée. Trois dispositifs d’auscultation par
pile sont utilisés depuis les années 1970 pour observer les déplacements de 1’ouvrage. Parmi
ces trois reperes de nivellement direct, un est en galerie (PG, 10 mm de déplacement vertical
en 40 ans), un est extérieur et a I’amont (PM, 30 mm en 40 ans) et le dernier est extérieur a
I’aval (PV, 20 mm en 40 ans) (Figure 4-5).

Suite au gonflement du barrage aprés sa mise en service en 1951, une micro fissuration de
I’ouvrage a été observée des 1964. Une campagne de confortement a été effectuée a partir de
1983 et jusqu’a 1988. Elle a consisté en 1’ajout d’épingles en acier (tirants passifs) dans chaque
pile (visibles sur la Figure 4-5), couplé a des injections. Ces travaux ont permis une amélioration
de I’étanchéité et un confinement des bétons qui a permis de redonner du monolithisme a la
structure. Des déformations irréversibles sont tout de méme observables sur la structure depuis
une cinquantaine d’années. L’expansion volumique subit néanmoins un ralentissement,
probablement dii a la diminution de la cinétique de RAS.
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Figure 4-5 : Dispositif d'auscultation des piles centrales

Le maillage utilisé pour le calcul des piles en riviere est visible sur la Figure 4-6. Les piles
étant symétriques, la modélisation de la moitié de la pile est nécessaire pour réaliser le calcul.
La galerie est visible sur les vues rive a rive. Deux groupes de mailles permettent de séparer les
deux bétons utilisés pour couler la pile : un dosé a 350 kg/m? (B350) de ciment et un dosé a 250
kg/m? (B250) de ciment. Les tirants sont maillés comme des éléments 1D de type barre.

Figure 4-6 : Maillage pour le calcul des piles en riviére (Partie bleu foncé : Ciment dosé
a 250 kg/m?, Partie bleu clair : Ciment dosé a 350 kg/m?)
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2.2 Identification des parameétres du matériau

2.2.1 Parameétres généraux

En 2006, une investigation d’envergure a été réalisée dans les travaux de (Grimal, 2007). Elle
a consisté au carottage de plusieurs parties de 1’ouvrage (notamment dans des zones ou le
dosage en ciment était différent) suivi d’essais de gonflement résiduel, d’une analyse des
granulats et d’une étude physico-chimique compléte. Les résultats en termes de caractéristiques
mécaniques sont synthétisés dans le Tableau 4-1. De plus, le rapport du LCPC (LCPC, 1997)
montre des teneurs variables en alcalins et en calciums dans la composition du gel. Une
substitution des alcalins par les calciums est observée par (Escadeillas et al., 2000; Freyburg et
Berninger, 2004; Moranville-Regourd, 1992; Poole, 1992). Cette substitution pourrait relarguer
des alcalins dans la solution interstitielle. Ils seraient disponibles a nouveau pour entretenir la
RAS a long terme malgré la faible teneur en alcalins (Grimal, 2007).

Tableau 4-1 : Caractéristiques mécaniques issues des essais du LMDC en 2006

B250
B250
Caractéristique B350 (mur local
.. (mur galerie)
machinerie)

Masse volumique (kg/m3) 2674 2664 2651
Porosité 105°C (%) 11,9 10,3 10,7

Eau libre (%) 2,2 1,3 3,7
Saturation en eau (%) 449 30,1 85,1

Résistance en compression (MPa) 39,2 (£3) - 44,0 (x£10)
Module instantanée (MPa) 24413 30403
Coefficient de Poisson 0,13 0,14
Résist tracti fi
¢sistance en traction (fendage 3.0 1.9
(MPa))

Les résistances en compression mesurées (Tableau 4-1) sont importantes par rapport a celles
obtenues lors de la construction en particulier pour le béton dosé a 250 kg de ciment (Tableau
4-2). Ces différences peuvent €tre expliquées en partie par la poursuite de I’hydratation des
ciments et par des dispersions lors de la fabrication. Les €carts-types importants des résultats
de la résistance en compression, particulierement pour le béton faiblement dosé en ciment
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(10 MPa pour une moyenne de 44 MPa) témoigne de cette dispersion. Toutefois, un effet
d’échelle entre la taille des carottes extraites (110 a 200 mm) et la taille des plus gros granulats
(60 mm) peut également rendre difficile cette quantification et la représentativité¢ de ces
mesures.

Tableau 4-2 : Résistance en compression obtenue durant la phase de construction (de
1948 a 1951) sur des cubes de 20 cm

Rc (28 jours) Rc (90 jours)
B350 32,5 MPa 40,0 MPa
B250 27,5 MPa 44,0 MPa

D’apres 1’analyse des résultats obtenus en 2006 par (Grimal, 2007) et I’avancée de la réaction
alcali-silice qui a dégradé I'ouvrage et ses caractéristiques mécaniques (notamment les
résistances et le module d’Young), les principaux parameétres des deux matériaux ont été fixés
dans le Tableau 4-3. Ces parameétres d’entrée ne doivent pas prendre en compte les dégradations
ultérieures dues aux RGI qui sont évaluées par le modéele.

Tableau 4-3 : Caractéristiques mécaniques générales

Caractéristique B350 B250
Résistance en compression (MPa) 40,0 34,0
Déformation au pic de compression 2,0.10° 2,0.10°
Résistance en traction (MPa) 3,0 2,6
Déformation au pic de traction 2.,0.10* 2,0.10*

Module d’Young (MPa) 37620 35640
Coefficient de Poisson 0,2 0,2

2.2.2 Parameétres de fluage

Le fluage est calé selon des résultats expérimentaux obtenus sur des carottes selon la
procédure de recommandations RILEM — TC 107-CSP « Standardized Test Methods for Creep
and Shrinkage » (Figure 4-7). Les éprouvettes sont chargées a 40 % pour le béton B350 et 47
% pour le béton B250 de la résistance en compression initiale estimée. Les paramétres du
modele de fluage sont calibrés sur ces courbes. Ils sont donnés dans le Tableau 4-4. Le modele
de fluage correspondant est détaillé dans (Sellier et al., 2016).
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Figure 4-7 : Calage des paramétres de fluage des bétons du barrage sur des éprouvettes

Tableau 4-4 : Paramétres de fluage calés

plus importante)

Parametre de fluage B350 B250
Température de référence (°C) 13 13
Temps caractéristique de Kelvin (j) 1,5 5
0,9% 0,7*
Rapport des modules de Kelvin et d’Young (valeur (valeur
habituellement habituellement

plus importante)

Temps caractéristique de Maxwell (j) 20 25
Déformation caractéristique de Maxwell 1,15.10* 1,5.10*
Multiplicateur de potentiel de fluage non ) )

linéaire
Energie de fluage (J/(mol.K)) 36500 36500
Endommagement de fluage maximum 0 0

2.2.3 Parameétres de RAS

Des essais d’expansion résiduelle ont été réalisés sur des carottes extraites du barrage (Sellier
et al., 2009). Ils ont montré des gonflements négligeables (inférieurs a 100 pm/m/an) entre § et
52 semaines de conservation ce qui pourrait annoncer une stabilisation plus importante que
celle observée par les déplacements mesurés sur ouvrages durant les années suivantes.
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En complément, des mortiers contenant des granulats broyés issus du béton du barrage ont
¢galement été testés (Sellier et al., 2009). Une attaque a 1’acide chlorhydrique a permis de
dissoudre la pate et de récupérer des granulats quasiment intacts pour confectionner des
éprouvettes de mortier reconstitués. Les granulats ont été divisés en deux : des sables (0-5 mm)
et des graviers (supérieurs a 5 mm). Tous les granulats ont alors été broyés afin d’obtenir une
granulométrie fine identique pour pouvoir faire des essais d’expansions sur mortier. Les
¢léments supérieurs a 3,15 mm ont été enlevés pour éviter un effet d’échelle di a la taille des
éprouvettes (2 x 2 x 16 cm). Les éléments les plus fins (inférieurs a 0,16 mm) ont également
été retirés selon les recommandations de (Poyet, 2003).

Les gonflements les plus importants ont €té observés sur les mortiers a base de graviers
(Figure 4-8), ce qui signifie qu’ils détiennent encore de la silice réactive disponible pour
produire des gels d’alcali-réaction. Les gonflements avec les granulats issus de B250 gonflent
plus que ceux du B350 ce qui signifie que le potentiel restant y est plus fort.

A partir de ces mesures de gonflement en laboratoire, Grimal a établi des courbes
d’expansion pour les bétons du barrage. Elles ont ét¢ recomposées a partir de la superposition
des gonflements des différentes classes granulaires (Figure 4-9). Les parameétres liés a la

cinétique de RAS du modele (le temps caractéristique de RAS 7,7 et le rapport entre le volume

créable ¢ et le volume accessible sans gonflement ¢pyg) des deux bétons peuvent alors
étre calés sur ces courbes (Tableau 4-5). Les temps caractéristiques, a 13°C, obtenus pour les
deux bétons sont proches (15 ans pour B350 et 16,7 ans pour B250). Le parameétre lié a
I’amplitude, soit le volume de gel créable ¢S, est ensuite obtenu sur les déplacements de
I’ouvrage.

Tableau 4-5 : Calage des paramétres matériaux liés au gonflement de RAS pour les deux

bétons
Valeur
Paramétre matériaux Unité Moyen de calage
B250 B350
Temps caractéristique de RAS ) . .
ras 16,7 15 annees Essais de laboratoire
Tre f
Rapport dgg/d™ ” 30 % 13 % - Essais de laboratoire
3/m? d Dépl ts d
Volume de gel créable ¢S 0,013 0,03 m m © P ’acemen s e
béton I’ouvrage
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Figure 4-8 : Variations dimensionnelles des mortiers reconstitués avec les granulats de
bétons du barrage (Grimal, 2007)

Figure 4-9 : Calage de la cinétique des gonflements de B250 et B350

196



CHAPITRE 4 : APPLICATIONS AUX OUVRAGES

2.3 Modélisation hydrique

Les mouvements hydriques dans la structure sont modélisés grace a une équation de
diffusion (Eq.(3-1)) et une loi de (Mensi et al., 1988) (Eq.(3-2)) pour la dépendance du
coefficient de diffusion a la saturation du matériau (comme pour les poutres). Les coefficients
a et b sont respectivement fixés a 3,5 10! m?/s (valeurs classiques comprises entre 107! et 10°
12) et 0,051 (comme pour la partie en imbibition des poutres).

D’aprés les résultats des carottes extraites, le degré de saturation (Sr) initial de la pile est de
80 % soit 128 L/m> de béton ayant une porosité de 160 L/m>* (imposé dans le calcul Figure
4-10). Deux autres zones ont été définies en fonction des mesures faites sur ouvrage :

- la superstructure avec un Sr de 0,3 car les parois de cette zone de stockage de la machinerie
sont fines (30 cm, visible sur le zoom de I’intérieur de cette zone (Figure 4-10)) et sans désordre
observé tout au long de la vie de I’ouvrage,

- la zone extérieure proche de 1’eau (soumises a un ruissellement lors de pluies) avec un Sr
de 0,45 (Figure 4-10).

Pour éviter les changements brusques de conditions aux limites, le Sr initial est uniforme a
0,85 puis les zones a Sr imposé atteignent leurs valeurs progressivement en 1 an. La température
est considérée constante a 13°C.

Ainsi, 1’évolution du degré de saturation peut étre observée sur la Figure 4-11. Le degré de
saturation augmente dans la pile durant la vie de I’ouvrage. A 80 ans, il ne semble pas y avoir
de stabilisation des mouvements hydriques, le coeur continu de se saturer, les gonflements du
béton ne devraient pas s’arréter par manque d’eau. En effet, le degré de saturation borne
I’avancement maximal de la RAS (Poyet, 2003) (Eq. (2-1) et (2-4)). Le gonflement d’une zone
qui se sature au cours du temps est piloté par la cinétique de saturation tant en terme d’amplitude
maximale que de cinétique de réaction.

Figure 4-10 : Conditions initiales et conditions aux limites du calcul hydrique
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Figure 4-11 : Modélisation hydrique de I'ouvrage

2.4 Modélisation poro-mécanique

2.4.1 Conditions aux limites

Le calcul poro-mécanique permettant de reproduire le comportement de I’ouvrage est mené
suite au calcul hydrique. La pile est considérée bloquée selon Z sur sa face inférieure (Figure
4-12), et selon X (amont-aval) sur les zones les plus basses du contact avec les fondations. La
symétrie selon Y permet de bloquer les déplacements dans cette direction sur la face jouant le
role de plan de symétrie.
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Figure 4-12 : Conditions aux limites mécaniques

2.4.2 Calibration du modéle sur les déplacements

Le calcul est mené sur 80 ans entre la construction en 1950 et 2030. Conformément aux
équations du modg¢le, I’avancement chimique se développe plus rapidement dans les zones les
plus saturées. Une représentation de cette évolution est donnée sur la Figure 4-13. La réaction
est terminée a ’amont au bout de 40 ans. Apres une vitesse de réaction importante durant les
30 premieres années, la réaction continue de se développer linéairement en galerie et a cceur de
la pile. Sur la face aval supérieure, la vitesse de réaction est réguliere. Dans ces zones ou le
degré de saturation augmente encore au cours du temps, la cinétique d’avancement est
fortement influencée par la modélisation hydrique. Dans la superstructure, I’avancement a
débuté pendant la premicre année puis il a tres peu évolué du fait de la faible teneur en eau.

Le déplacement du point d’auscultation aval (PV sur la Figure 4-14) sert de calage pour
ajuster les volumes de RAS créables (Tableau 4-5). Le calage final est de 0,03 m® de gel / m’
de béton pour le volume créable de RAS ¢ pour le béton B350 et de 0,013 m*/m? pour le
B250.

Les données d’auscultations disponibles pour les trois piles en riviere sont trois
déplacements verticaux. La Figure 4-14 montre que, malgré des différences probables dans la
production du béton, les déplacements des trois piles sont majoritairement semblables, tant en
allure qu’en amplitude. Seuls les déplacements du point Aval (PV) montrent une légere
différence entre les piles (la pile 3 se déplacement moins).
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Figure 4-13 : Avancement de la RAS

Figure 4-14 : Synthése des déplacements verticaux
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Le point Aval a été choisi comme point de calibration via la moyenne des trois déplacements
de piles in situ. Ce point est ¢loigné de toute discontinuité géométrique qui peut provoquer des
singularités dans les calculs, ce qui n’est pas le cas des autres points de mesure (proche d’une
géométrie en « escalier » pour le point Amont (PM) et proche des angles de la galerie pour le
point Galerie (PG)). Les mesures et les calculs sont comparés sur la Figure 4-14. Les
déplacements sont cohérents, 1’ouvrage se déplace vers le haut. Le déplacement du point amont
est bien reproduit méme si ’asymptote est 1égérement sous-estimée (de 1’ordre de 15 %). Cela
pourrait &tre amélioré avec un couplage hydromécanique prenant en compte la fissuration dans
le calcul hydrique. En effet, cette zone s’endommage (voir partie suivante) ce qui facilite une
augmentation de la perméabilité et donc du degré de saturation. Le calcul chainé actuel ne
permet pas de prendre en compte ce phénomene. Pour le point Galerie PG, le déplacement subit
une surestimation absolue de 1’ordre de 10 mm, ce qui parait important (surestimation relative
de I’ordre de 50 %) mais I’estimation est convenable compte tenu des faibles déplacements en
ce point (le fuseau des déplacements in situ est d’environ 3 mm). Une différence forte d’allure
apparait deés le démarrage, avant la mise en place des épingles (ligne pointillée sur les
graphiques). Le gonflement étant plus rapide dans la modélisation qu’in situ (d’apres la
comparaison des déplacements verticaux au point PG), le degré de saturation de cette zone
pourrait étre trop important. Une surestimation du degré de saturation initial ou du coefficient
de diffusion hydrique pourrait étre a I’origine de cette tendance. De plus, le relevé des
déplacements in situ de ce point n’est pas direct puisqu’il est situé en galerie. Un cheminement
a lieu dans celle-ci jusqu’a un point extérieur permettant son relevé. Une plus grande dispersion
est donc possible (environ 2 mm). Enfin, comme évoqué précédemment, le point Galerie est
situé proche des angles de la galerie ce qui peut poser des problémes numériques, notamment
des concentrations de contraintes. Un calcul avec un maillage raffiné dans cette zone permettrait
de lever ou de confirmer cette hypothese. Aprés la pose des épingles, les calculs en ce point
sont plus cohérents avec les mesures in situ méme si la stabilisation semble trop rapide.

2.4.3 Fissuration

L’endommagement de la structure est ici une donnée utilisée pour la calibration des
parametres. En effet, plusieurs calages de volume de RAS créable donnent des résultats corrects
en termes de déplacements des trois points auscultés. La bonne reproduction du facies de
fissuration fait donc partie intégrante du processus de calage. Les résultats donnés par le modele
sont trés cohérents avec ceux observés sur site (Figure 4-15). Les fissures dans la galerie sont
retrouvées. Le modele estime qu’elles sont horizontales. Lors d’un sondage, une fissure
horizontale localisée en partie haute de la pile avait été constatée sur une reprise de bétonnage
(Figure 4-15). Enfin, les fissures visibles depuis I’extérieur sont également visibles sur le facies
d’endommagement calculé. L’ensemble de ces résultats montre la bonne cohérence entre les
mouvements de ’ouvrage et les contraintes développées, et la capacit¢ du modele a les
reproduire de fagon réaliste. De plus, des micro-fissures dues a des déformations plastiques de
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RAS sont obtenues par le modele dans toute la zone ayant réagi (avancement supérieur a 0,1
sur la Figure 4-13). Dans la pratique, ces fissurations peuvent &tre observées par des
observations au microscope.

Figure 4-15 : Fissuration structurale des piles

2.4.4 Aciers

Les contraintes développées dans les aciers de renforcements mis en place entre 1983 et 1988
sont tracées sur la Figure 4-16 (au bout d’un an et de quarante-huit ans apres la pose des aciers,
ce qui correspond respectivement a 32 et 80 ans de la vie de I’ouvrage). Dans la partie basse, a
I’aval de la galerie, les aciers sont plastifiés (contrainte supérieure a 400 MPa qui constitue la
contrainte ¢lastique de ces aciers). Entre la pose des aciers (32 ans de vie de I’ouvrage) et la fin
du calcul (80 ans de vie de 1’ouvrage), c’est dans cette zone que se développe une nouvelle
fissure horizontale (visible sur le béton de la Figure 4-16). C’est elle qui provoque une
concentration de contrainte et une plastification des aciers. Un calcul avec des aciers
écrouissables est une des perspectives de ce travail. Par ailleurs, la quantité d’acier sur I’avant-
bec parait suffisante pour laisser les aciers dans leur zone ¢lastique. L’ordre de grandeur des
contraintes générées montre que les épingles jouent un vrai role de confinement du béton
gonflant. Cependant, leur impact sur les déplacements verticaux de 1’ouvrage parait limité
(Figure 4-14) car le gonflement n’est ralenti qu’aprés une dizaine d’année apres le
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confortement. Une amélioration de la simulation en tenant compte de I’interface béton-acier
permettrait d’affiner 1’analyse.

Figure 4-16 : Contraintes développées dans les aciers tracées sur I’endommagement
structurel du béton

Le calcul effectué, validé par les déplacements et la fissuration in situ de 1’ouvrage, permet
de se baser sur un état de contrainte et de répartition des efforts pour justifier la tenue de
I’ouvrage.

Plusieurs méthodes peuvent étre utilisées pour déterminer les modes de ruine. Un calcul de
marge de sécurité par amplification de la pression d’eau a I’amont conduisant a la rupture de
I’ouvrage peut €tre envisage.

Une autre méthode consiste a effectuer un calcul en ajoutant une loi d’interface au niveau des
¢léments fissurés, couplé a une augmentation de la pression d’eau a ’amont (Ftima et al., 2017;
Vulliet et al., 2017).

Un modele couplant la fissuration, la diffusion de I’eau et les sous-pressions (couplage hydro-
mécanique fort) permettrait également d’estimer plusieurs modes de ruine.

203



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

2.5 Analyse des paramétres utilisés pour le calcul du barrage

Cette partie est I’occasion d’effectuer des essais numériques pour illustrer les cinétiques et
les amplitudes de gonflement obtenues avec les parameétres du modele d’expansion calibrés sur
I’ouvrage (Tableau 4-5). Le but est de comparer les réponses du modéle entre le gonflement in
situ d’un ouvrage et les essais de laboratoire qu’ils soient effectués avec un nouveau béton ou
issu de carottages. Ce sont donc les conditions thermiques et hydriques qui vont différencier les
cas testes.

Il est tout d'abord important de préciser qu'une hypothése forte est utilisée. La silice des
granulats est considérée ici totalement disponible. Sur ouvrage, les alcalins sont d'abord
concentrés dans la pate puis ils sont dilués entre le granulat et la pate avec le temps. Ainsi, ils
sont de moins en moins concentrés pour réagir avec la silice qui est située plus au cceur du
granulat. Dans la durée de vie de I'ouvrage, la silice n'est donc pas aussi mobilisable qu’elle ne
I’est dans le cadre de cette étude paramétrique. Les gonflements réels peuvent donc étre plus
faibles que dans les résultats obtenus ci-dessous dans la majorité de la structure.

Le premier essai consiste a analyser la différence entre deux matériaux complétement saturés
conservées a deux températures : 1’une a 38°C, représentative de la température usuellement
utilisée pour les essais d’expansion en laboratoire et pour laquelle un grand retour d’expérience
est possible et 1’autre a 13°C représentative de la température moyenne du béton du barrage
(Figure 4-17). Pour les deux bétons, les gonflements sont plus rapides a 38°C qu’a 13°C (toute
la silice réactive est consommeée (asymptote atteinte) respectivement en 19 ans et 70 ans sur la
Figure 4-17 pour le béton B350), du fait de la loi d’ Arrhenius utilisée. L’asymptote est la méme
a la déformation de fluage pres, aucune dépendance de I’expansion a la température n’étant
considérée dans le modéle. En termes d’expansion, I’amplitude est usuelle pour le B250
(0,27 % de gonflement libre) et remarquable pour le B350 (0,78 % en gonflement libre avec le
calage effectué¢ dans le cadre de cette these, (Grimal, 2007) obtenait des gonflements de 1’ordre
de 0,5 % avec son calage). En laboratoire, de tels gonflements sont rarement atteints pour une
RAS. Pour le type de granulats utilisé dans cet ouvrage (mélange variée de basalte et andésite,
rhyolite, granite, rares micaschistes, quartz et quartzites, calcaires), il est rare d’observer des
gonflements supérieurs a 0,3 % en condition de laboratoire. Seule I’opale, connue pour sa tres
forte réactivité, dans des conditions optimales conduit a de telles expansions (Hewlett, 2003).
La calibration obtenue sur I’ouvrage conduit donc a des gonflements relativement forts pour le
B350 qui est le béton de couverture de 1’ouvrage. Il faut cependant relativiser cette expansion
par le fait qu’aucun point d’auscultation ne dépend intégralement de ce béton, son calage en est
donc complexifié. De plus, les informations de déplacements de I’ouvrage avant les années
1970 ne sont pas disponibles, or le gonflement est considéré fort durant cette période dans le
modele (déplacement vertical du point amont AM de 5 cm dans les vingt premieres années). Le
gonflement du béton B350 parait donc surévalué.
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Figure 4-17 : Effet de la température sur le gonflement (énergie d’activation de 40 000
J/mol (Eq. 1-2)) conforme aux observations de Larive)

Le deuxiéme point a noter est 1’échéance ¢élevée a laquelle le béton a 38°C atteint son
asymptote (une vingtaine d’années pour les deux bétons sur la Figure 4-17. En effet, cette valeur
est rarement supérieure a une année sur des essais de laboratoire, or elle est nécessaire pour
caler les courbes d’expansion obtenues a partir des essais de mortier reconstitué (Figure 4-9).
Ce décalage entre les résultats habituels obtenus en laboratoire et les valeurs nécessaires au
calage de cet ouvrage montre un fort impact de la température sur la cinétique de gonflement
et sans doute également de la diffusion des alcalins au coeur du granulat pour que la silice
réagisse. En effet, I’hypothése de disponibilité de la silice doit toutefois étre modérée par celle
de disponibilité des alcalins, qui méme s’ils sont totalement substitués a long terme par les
calciums seront tout de méme sujets a I’effet de dilution mentionné au début de cette section.

Cette différence de cinétique pourrait €tre issue de 1’évolution de la nature du gel en fonction
de la température. Comme synthétisé par (Lindgard et al., 2012), la température a de multiples
effets sur la réaction alcali-silice :

- la solubilité de la silice augmente avec la température ce qui change la réactivité du
granulat (Rimstidt et Barnes, 1980),

- le pH est plus faible a température ¢levée ce qui influence ’attaque par les ions
hydroxyle (Fournier et al., 2004; Lothenbach et al., 2007; Schmidt et al., 2009),

- la solubilité de I’hydroxyde de calcium baisse avec I’élévation de la température, ce qui
conduit a former des gels moins calciques en conditions accélérées et a limiter le
phénomene de substitution (ces hypothéses pourraient expliquer que des gonflements
plus grands a 20°C qu’a des températures plus importantes sont observés par (Chatterji
et Christensen, 1990; Swamy, 2002)),

- les propriétés du gel (composition et caractéristiques) sont différentes en laboratoire et
sur site (Gavrilenko et al., 2007), méme si ce point ne fait pas 'unanimité (Fournier et
al., 1991; Peterson et al., 2006; Sachlova et al., 2010).
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Le role de I’eau peut également étre différent entre les essais de laboratoire majoritairement
saturés et les ouvrages dont le degré de saturation est souvent hétérogeéne. Le but des calculs
suivants est donc de visualiser le gonflement que subit le béton B250 dans différentes parties
de I’ouvrage (degrés de saturation (Sr) différents) pendant 50 ans d’apres le modele utilisé dans
ce travail. Ce béton est ensuite « virtuellement carotté » pour des essais de gonflement résiduels
(2 38°C et totalement saturés). Les degrés de saturation avant carottage sont compris entre 10
et 100 %. Pour rappel, le seuil minimal de saturation pour créer du gel de RAS (Eq. (2-3)) a été
fixé a 10 %.

Comme attendu, les résultats montrent des gonflements plus forts et plus rapides pour des
bétons plus humides durant la phase de vieillissement sur ouvrage (Figure 4-18). De plus, dans
le mod¢le, I’avancement chimique est born¢ par le degré de saturation suite aux travaux de
(Poyet et al., 2006) mais en 50 ans, cette borne supérieure n’est pas atteinte pour le calage
réalisé sur ouvrage. Le potentiel de gonflement restant est concentré dans les éprouvettes ayant
¢été les moins saturées et donc les moins gonflantes.

Figure 4-18 : Gonflements obtenus en deux phases : 1) simulation de vieillissement sur
ouvrage a 13°C sous différentes conditions hydriques pendant S0 ans, 2) simulation
d’essais de gonflement résiduel en laboratoire (B250 immergé a 38°C) pendant 20 ans

Les ouvrages continuent de gonfler méme apres plusieurs dizaines d’années. La Figure 4-18
montre que le gonflement n’est pas encore stabilis¢ méme dans les zones saturées. Les
gonflements sont pilotés a la fois par le coefficient de cinétique et par 1’évolution hydrique de
I’ouvrage. Ainsi, le calage de ce coefficient et la bonne modélisation hydrique sont nécessaires
pour la simulation numérique des ouvrages. Un couplage hydromécanique fort, liant les
fissurations (structurelles locales et diffuses de RGI), pourrait constituer une amélioration dans
la simulation de ces phénomenes.
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Pour la partie post carottage, les gonflements obtenus sont recalés a 0 juste apres le
changement de température (de 13°C a 38°C) et de degré de saturation (Sr=1) pour simuler un
carottage et un essai d’expansion résiduelle en laboratoire (Figure 4-19). Les 50 années de
vieillissement de I’éprouvette avec un Sr de 0,3 ont créé un treés faible volume de gel ce qui
explique la superposition de sa courbe de gonflement résiduel avec celle de I’éprouvette a Sr
de 0,1 (aucun gonflement). La hiérarchie est respectée : les éprouvettes ayant vieilli avec un
degré de saturation plus important générent un gonflement résiduel plus faible. Toutefois, il
n’est pas nul pour I’éprouvette ayant vieilli en ambiance saturée (Sr=1) puisque le gonflement
n’avait pas atteint son asymptote en 50 ans a 13°C. Comme évoqué précédemment, le temps
nécessaire pour atteindre I’asymptote aprés immersion a 38°C est trés important comparé aux
résultats obtenus expérimentalement. Les essais d’expansions résiduelles réalisés sur ce barrage
dans (Sellier et al., 2009) atteignent leurs asymptotes, comprises entre 0,035 % en
superstructure et 0,05 % en galerie en moins d’un an. Pour caler les déplacements de I’ouvrage,
la valeur de la déformation en superstructure devrait étre d’au moins 0,25 % (Figure 4-19). Pour
ce barrage, a cette échéance, les essais d’expansion résiduelle ne paraissent donc pas utilisables
pour caler le modéle. La procédure de broyage des granulats mise en place au LMDC (Sellier
et al., 2009), suivie d’un gonflement résiduel par classe granulaire permet de réduire le temps
pour atteindre I’asymptote en augmentant la surface spécifique d’attaque des granulats. La
quantité de silice encore exploitable pour le gonflement en est déduite.

Figure 4-19 : Gonflements résiduels (saturé a 38°C) obtenus avec vieillissement
préalable a 13°C sous des conditions hydriques diverses
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3. Barrage atteint de Réaction Sulfatique Interne

L’objectif de cette partie est d’appliquer le modele de gonflement de RSI a un ouvrage en
se confrontant aux problématiques de changement d’échelle entre les poutres et le barrage et
aux gonflements différentiels induits par un chauffage hétérogéne de 1’ouvrage au jeune age.
Pour mener le calcul a son terme, de nombreuses hypothéses ont été effectuées pour contourner
le manque de données. Ce calcul n’a pas pour but de constituer une justification de la tenue de
I’ouvrage mais de montrer quelles sont les données indispensables a un tel calcul s’il devait étre
meng.

3.1 Présentation de ’ouvrage

L’ouvrage étudié est un barrage poids réalisé entre 1946 et 1948 et mis en eau en février
1950. Sa longueur de créte est de 182 métres pour 5 métres de largeur. La largeur de sa base est
de 47 metres. La hauteur maximale sur fondation est de 60 metres (Figure 4-20 et Figure 4-21).

Le barrage contient huit plots (notés P2 a P9 sur la Figure 4-21) et deux raccordements aux
rives. La spécificité de ce type d’ouvrage est la grande quantité¢ de béton utilisé (environ
160 000 m?). Une faille géologique est observable sur la coupe longitudinale du barrage (Figure
4-21). Elle a été découverte tardivement et le coulage des plots en rive droite en a été retardé.
Le bétonnage des plots de rive droite a alors eu lieu a la fin du chantier avec des pressions sur
les délais et pendant une période estivale chaude. Le coulage d’un volume important dans une
période chaude favorise 1’¢élévation des températures au jeune age. Déja a cette époque, la
température au jeune age était suivie pour éviter les problématiques de retrait thermique
empéché et usuellement limitée a des valeurs inférieures a 50°C. Toutefois, aucune information
n’a été conservée sur un éventuel suivi de la température qui reste une inconnue importante de
I’expertise.
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Figure 4-20 : Photographie et vue en plan du barrage

60 m

A

A
ORI TLR,

\<\ S

A

350

e

o7

<

47 m

Figure 4-21 : Coupes transversale et longitudinale du barrage

Trois pendules initiaux étaient présents pour suivre les déplacements de I’ouvrage. Moins
d’une dizaine d’années apres la fin de la construction, de premiers déplacements irréversibles
inhabituels apparurent en rive droite. Ils furent rapidement suivis d’une fissuration horizontale
d’un joint de reprise de bétonnage. Les mémes phénomenes se produisirent en rive gauche puis
au centre de I’ouvrage de maniere moins significative.

Dans les années 1970, une campagne de pose de matériel d’auscultation de I’ouvrage a été
déployé¢e. Elle comprenait la pose de points de nivellement, de pendules, de suivi de fissuration
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et de piézometres pour suivre le comportement de 1’ouvrage. Le gonflement de la partie haute
de I’ouvrage fut alors confirmé. Une fissure sur un joint horizontal concernait I’ensemble des
plots a environ 15 a 20 métres de la créte. Une fissure verticale a été observée dans les plots 6
a 9. En 2009, des carottages dans les piles 2, 4 et 8 (a partir de la galerie (Figure 4-21)) suivis
de MEB (Microscope Electronique a Balayage) ont permis d’observer de 1’ettringite différée
en quantité significative dans les trois piles, voire trés importante dans la pile 8 (Figure 4-22).

Figure 4-22 : Pore rempli d’ettringite expansive, MEB, section polie, LV, LSEI, x650
(Division Transfert LMDC, 2009)

Le maillage utilisé pour la suite des calculs est tracé sur la Figure 4-23. En plus du barrage
poids, une partie du sol de la vallée est également maillée. Lors du calcul mécanique, un
comportement €lastique avec une rigidité est imposé a cette zone pour simuler la souplesse du
sol. Cet ajout, peu gourmand en temps de calcul (€lasticité), permet d’éviter une fissuration
surestimée a I’interface béton-rocher.

Figure 4-23 : Maillage du barrage atteint de RSI
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3.2 Identification des parameétres du matériau

A partir des carottes extraites en 2009, des analyses effectuées au LMDC par la division
Transfert ont permis de déterminer quelques caractéristiques du matériau (Tableau 4-6). Le
matériau est un béton cyclopéen pouvant contenir de gros blocs de plusieurs dizaines de

centimeétres.
Tableau 4-6 : Caractéristiques mécaniques générales
Caractéristique Béton
Résistance en compression (MPa) 40,0
Déformation au pic de compression 2,0.10°
Résistance en traction (MPa) 3,0
Déformation au pic de traction 2,0.10°
Module d’Young (MPa) 37620
Coefficient de Poisson 0,2
Porosité 0,13340,188
Masse volumique (kg/m?) 2700
Type de ciment CEM I (ou CEM II/A)

Aucun essai de fluage n’ayant été effectué sur ce béton, les valeurs des parametres sont issues
de valeurs moyennes pour un béton classique (Tableau 4-7).

Tableau 4-7 : Paramétres de fluage estimés

Parameétre de fluage Béton
Température de référence (°C) 20
Temps caractéristique de Kelvin (j) 10
Rapport des modules de Kelvin et d’Young 4
Temps caractéristique de Maxwell (j) 10
Déformation caractéristique de Maxwell 1.510%
Multiplicateur de potentiel de fluage non linéaire 2
Energie de fluage (J/(mol.K)) 45000
Endommagement de fluage maximum 0
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Les degrés de saturation sont compris entre 0,75 (plot 1) et 0,9 (plots 4 et 8) mais les carottes
n’ont pas été protégées de la dessiccation durant le transport. Le degré de saturation in situ était
donc supérieur.

Deux types d’essais d’expansion résiduelle ont été menés sur carottes issues de 1’ouvrage
pour deux conservations différentes : immergées dans 1’eau et immergées dans une solution de
1 mol/L de NaOH (alcalins) pendant 1 an a 38°C.

Les buts étaient respectivement d’observer des éventuels gonflements résiduels de DEF en
lessivant les alcalins et de tester la réactivité des granulats vis-a-vis de la RAS.

Les résultats ont montré des gonflements faibles a modérés dans I’eau (entre 0,07 et 0,013
mm/m/an) et forts dans le NaOH (0,33 a 0,48 mm/m/an sur la Figure 4-24 (Division Transfert
LMDC, 2009)). Le gonflement de DEF serait donc quasiment terminé dans les 3 zones carottées
(piles 2, 4 et 8). Le gonflement sous alcalins montre une réactivité des granulats a la RAS. Or,
aucun gel de RAS n’a été observé au MEB. Cela pourrait vouloir dire que peu d’alcalins étaient
présents dans le béton a 1’origine ou qu’ils ont été rapidement captés par les granulats méme si
aucun gel de RAS n’a été observé avant immersion dans la solution de NaOH. Les observations
MEB ayant constaté une quantité importante d’ettringite différée, la RSI est supposée avoir
créée la plus grande partie des désordres. Aucune RAS n’est supposée dans la suite de 1’étude
de ce barrage.

Figure 4-24 : Gonflement résiduel dans une solution de NaOH pour 3 éprouvettes
carottées dans le plot P8 (Division Transfert LMDC, 2009)

Les essais d’expansion résiduelle ne sont donc pas exploitables pour le calage de la cinétique

Precref EII e3]

de précipitation de RSI T et du rapport entre le volume créable et le volume
accessible sans gonflement ¢}, (Tableau 4-8). L’ensemble des paramétres liés a la formation

d’ettringite doit donc étre calé sur les déplacements et les facies de fissuration de 1’ouvrage. Les
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échéances d’apparition des premicres fissures peuvent permettre d’estimer le calage de la partie
cinétique.

Pour provoquer de la DEF représentative du potentiel de gonflement de 1’ouvrage, il
conviendrait de carotter une zone n’ayant pas chauffé afin de lui imposer un cycle a température
¢levée en laboratoire.

Tableau 4-8 : Calage des paramétres matériaux liés au gonflement de RSI

Paramétre matériaux Unité Moyen de calage
Temps caractéristique de précipitation de . ) i
DEF gPrecref j Essais de laboratoire
Rapport ¢pRgr/prst - Essais de laboratoire
Ratio maximum de volume de DEF qui ,
e e . Déplacements de
initialise les quantités d’aluminium et de m’/m’

I’ouvrage
sulfate Ef ® g

3.3 Modélisation thermique

La modélisation thermique du barrage au jeune age est un enjeu important. En effet, c’est
elle qui va cartographier les zones dans lesquelles le barrage sera susceptible de gonfler si la
température seuil est atteinte. Dans le cas de ce barrage, la température seuil est ¢levée car le
béton possédait peu d’alcalins selon les essais réalisés.

La température atteinte dépend notamment des caractéristiques du ciment (son dosage), du
volume coulé, de la proximité avec le milieu extérieur, des conditions météorologiques
(température et ensoleillement (Buffo-Lacarriere et al., 2007)), du temps écoulé entre deux
coulages et des contacts latéraux avec les couches des blocs adjacents.

Grace a des photographies réalisées pendant la réalisation du barrage (Figure 4-25),
(Salgues, 2013) a pu recomposer la cinétique de montée des plots de 1946 a 1948 (Figure 4-26).
Il apparait que les plots 8, 9 et 10 ont subi un coulage rapide et estival.
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Figure 4-25 : Photographies du coulage des plots du barrage

Figure 4-26 : Schéma de la cinétique de montée des plots du barrage (Salgues, 2013)

Compte tenu du peu d’informations relevées sur site a cette époque, de nombreuses
hypothéses sont effectuées. Ce calcul doit étre percu dans sa globalité comme une estimation
générale prenant en compte des éléments météorologiques tres variés, notamment 1’impact que
peut avoir le flux solaire, et des caractéristiques des matériaux variables (la teneur en ciment).

Les températures extérieures utilisées sont des moyennes mensuelles de celles relevées sur
place sur plusieurs années (Figure 4-27). Elles ne sont donc pas particulierement élevées par
rapport a des valeurs de température de 1’air attendues en journée (entre 30 et 40°C en été par
exemple dans cette zone).
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Figure 4-27 : Températures imposées dans I’air

Une premicre approximation de calcul assez grossiére est effectuée. Le maillage de chaque
plot de la Figure 4-26 est mis en place le premier jour du mois de la construction supposée d’un
plot (Figure 4-28), avec une source de chaleur d’hydratation présentant une puissance constante
sur la durée de construction du plot. Au bout d’un mois la chaleur d’hydratation du plot complet
est bien retrouvée (1’intégrale de la puissance a été calculée dans cette optique) mais les phases
intermédiaires ne sont pas détaillées. Cette approximation est justifiable car le plot est de grande
dimension et la chaleur d’hydratation ne peut donc pas en sortir en 1 mois. Une telle
approximation ne serait pas admissible sur une piece moins massive (Figure 4-29).

Figure 4-28 : Schéma de I'avancement des maillages
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Figure 4-29 : Schéma des sources thermiques développées dans chaque passe de coulage
et de I’approximation numérique effectuée pour la simulation d’un plot

Les parametres généraux utilisés pour la modélisation thermique sont présentés dans le
Tableau 4-9. La faible valeur du coefficient de conduction utilisé (1 W.m2.K! alors qu’il est
usuellement compris entre 1,5 et 2 W.m2.K™') est un moyen de compenser la non prise en
compte du flux solaire qui a certainement d jouer un rdle important sur le dernier métre de
béton coulé a chaque levée (Figure 4-30 d’aprées (Buffo-Lacarriere et al., 2007)). Cette grossiere
approximation a pour seul mérite d’étre rapide a mettre ccuvre (pas de flux solaire ni de
modélisation détaillée de sa variation chronologique). Cela revient a compenser la non prise en
compte du flux solaire par un ralentissement de 1’évacuation de la chaleur d’hydratation. Cette
hypothese permet tout de méme de prendre en compte la vitesse de construction du barrage de
facon approximative dans ce calcul. Il est certain que pour un calcul réaliste, il faudrait essayer
de trouver un scénario de flux solaire et d’épaisseur de chaque levée réaliste, ce qui n’est pas
trivial.
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Tableau 4-9 : Paramétres du calcul thermique

Paramétre Valeur/Unité Hypothése
Température du sol 13 °C Constante tout au long de I’année
Température du béton lors Constant tout au long de I’année car
18 °C e - .
du coulage difficilement estimable
Masse volumique 2300 kg/m?
‘ ‘ 152 WmK Prend en compte le vent et LII?? partie du
Coefficient de convection | rayonnement (Buffo-Lacarricre et al.,
2007)
) ) Faible pour contrebalancer le fort apport
Coefficient de conduction 1 Wm?2K! P ) PP
du flux solaire

Figure 4-30 : Evolution de la température d'un bloc de béton inerte soumis a une
température extérieure variable (sinusoidale) et a un flux solaire imposé (les distances
indiquent les profondeurs des mesures par rapport a la surface horizontale
supérieure) (Buffo-Lacarriére et al., 2007)

Tous les débuts de mois, les conditions aux limites changent en fonction du coulage des
couches adjacentes de chaque plot. Le calcul est global et prend en compte 1’interaction
thermique des couches adjacentes déja coulées (Figure 4-31). Les couches adjacentes déja
coulées participent ainsi a 1’élévation ou la baisse de la température du béton fraichement coulé.
Le béton peut rester a une température €levée pendant plusieurs mois dans certaines zones. Il
est important de noter que 1’outil développé permet donc de prendre en compte une construction
par phase. Bien qu’ici cet outil ait été utilisé de fagon simpliste, il permettra a I’avenir de raffiner
autant que nécessaire la modélisation thermique.

217



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

T° sol T° air Contact entres couches

(conduction) (convection) (conduction)

1¢" jour du 1°" mois 1¢" jour du 2°™¢ mois

Figure 4-31 : Schématisation du changement de conditions aux limites en fonction des
couches coulées a un instant donné

La source de chaleur, qui simule I’exothermie du ciment, est approximée en fonction du
dosage en ciment des bétons. Les essais en laboratoire (Division Transfert LMDC, 2009),
effectués sur les carottes extraites des parties basses des plots ont estimé le dosage en ciment
dans le plot 8 entre 305 et 467 kg/m® de béton et dans les plots 2 et 6 entre 220 et 340 kg/m”>.
Une grande disparité des résultats a été obtenue, en partie due a la nature cyclopéenne du béton.
D’aprés les travaux de (Buffo-Lacarriere et al., 2007), la quantité de chaleur dégagée par un
CEM I dosé entre 350 et 400 kg/m? est d’environ 350 J/g de ciment (pour un ciment moderne).
La connaissance de la courbe d’affinité chimique du ciment utilisé permettrait d’améliorer les
hypothéses de calcul.

Suite a I’auscultation, les zones a fort taux de gonflements sont connues : il s’agit des 20
metres les plus pres de la créte, particulierement sur la rive droite. Deux sources thermiques (en
W/m?), dépendantes du temps, sont donc différenciées.

La premiere concerne le béton coulé dans la période ou le chantier avancait régulicrement
avec des temps respectés entres les couches successives (de 1946 a décembre 1947). La quantité
de chaleur dégagée y est supposée égale a 280 J/m? (soit un dosage estimé a 280 kg/m? (valeur
comprise entre 220 et 340 kg/m? (Division Transfert LMDC, 2009)), répartie sur un mois (béton
peu exothermique sur la Figure 4-32).

La deuxieéme zone concerne le béton coulé a partir de début 1948 ou les cadences ont été
accélérées et les volumes coulés multipliés. La chaleur dégagée y est fixée a 410 J/m> (soit un
dosage estimé a 410 kg/m? (valeur comprise entre 305 et 467 kg/m? (Division Transfert LMDC,
2009)) pour prendre en compte ces particularités (béton tres exothermique sur la Figure 4-32).
Une fois la source de chaleur consommeée (un mois apres le coulage), la température peut rester
¢levée pendant plusieurs mois.
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Figure 4-32 : Approximation des puissances des sources thermiques utilisées dans le
calcul simplifié de I’élévation de température du béton

Les résultats en termes de températures sont présentés sur la Figure 4-33 et la Figure 4-34.
Sur la premiére de ces figures, I’évolution des températures est présentée aux points les plus
chauds de chaque couche des plots 2,4 et 7. La température maximale atteinte est de 82°C. Les
températures importantes (supérieures a 65°C) et pouvant provoquer de la RSI se situent dans
les dernieres couches pour les plots 2 et 4. Ceci signifie que le potentiel de gonflement sera
concentré dans les parties hautes. En revanche, pour le plot P7, les hautes températures se
situent dans plusieurs couches ce qui prédit un potentiel de gonflement plus homogéne dans la
hauteur. Les coupes longitudinales a 5 metres du parement amont (Figure 4-34) montrent que
les températures les plus €levées sont atteintes dans la zone proche de la créte supérieure. C’est
donc dans cette zone que va se développer I’ettringite différée. La partie en rive droite (a droite
sur les images) a chauffé plus que le centre et la rive gauche. Un potentiel de gonflement suivant
cette répartition est donc attendu. Il est a noter que le béton reste parfois plusieurs mois a des
températures ¢levées ce qui est tres différent des chauffages appliqués en laboratoire dont
I’ordre de grandeur est plutot situé autour de la dizaine de jours maximum.

Pour améliorer le réalisme de cette modélisation thermique, un coulage de chaque bloc par
passe de 50 centimetres, avec prise en compte d’un flux solaire réaliste pour chaque jour
pourrait étre envisagé.

Un tel calcul thermique pourrait servir d’outil d’aide a la décision pour évaluer les zones a
carotter pour réaliser des essais d’expansion résiduelle significatifs.
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Figure 4-33 : Températures aux points les plus chauds de chaque couche des plots 2, 4 et
7

Figure 4-34 : Vues de I’amont des températures obtenues durant la phase de coulage

(Coupes longitudinales a 5 métres du parement amont)
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3.4 Modélisation hydrique

Les degrés de saturation obtenus sur les carottes non protégées de la dessiccation durant le
transport sont compris entre 0,75 (plot 1) et 0,9 (plots 4 et 8). De par I’importance de ces valeurs
et les conditions de protection des carottes, le degré de saturation dans 1’ouvrage est
probablement proche de 1. Une hypothése de saturation de 1’ouvrage est donc effectuée.

3.5 Modélisation du lessivage des alcalins

Un calcul du lessivage des alcalins n’a pas été jugé nécessaire dans ce travail effectué sur un
ouvrage massif. En effet, la zone lessivée pour une structure de cette taille est de 1’ordre de 1
métre sur une durée de 80 ans en considérant un coefficient de diffusion de 1,0 107! m?/s, une
teneur en alcalins initiale de 0,3 mol/L pour la solution interstitielle et une teneur en alcalins
imposée nulle sur la face amont et sur le contact béton-rocher (Figure 4-35). Cette épaisseur
d’un métre toujours située proche des limites extérieures de la structure (air et sol pour les zones
de ruissellement, eau de la retenue pour la face amont) a rarement chauffé de fagon importante,
les faces extérieures étant toujours les faces refroidies rapidement. Ainsi ces zones ne présentent
pas de potentiel de précipitation de DEF. De ce fait, le lessivage des alcalins n’est pas pris en
compte pour le calcul de cette structure. La concentration initiale en alcalins est donc prise
constante et égale a 0,3 mol/L. Elle restera constante tout au long de la simulation. En effet, les
ciments de I’époque ne comportaient que peu d’alcalins, ce qui est confirmé par ’analyse EDS
des carottes (Division Transfert LMDC, 2009). Des essais complémentaires sur les ciments
pourraient étre envisagés pour affiner cette valeur arbitraire.

Figure 4-35 : Conditions aux limites et Concentration en alcalins a 80 ans (calcul de
diffusion 2D effectué a titre informatif)

221



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

3.6 Modélisation poro-mécanique

Pour le calcul poro-mécanique, les faces du dessous du sol (les plus a I’extérieur et situées a
50 metres du béton du barrage) sont encastrées (tous les déplacements imposés nuls) (Figure
4-36). Le comportement du sol est considéré comme ¢€lastique avec un module d’Young de
8000 MPa (issu d’essais géotechniques). Afin d’analyser le comportement du barrage sous
I’effet du gonflement, ce premier calcul poro-mécanique ne tient compte que de la DEF (pas de
prise en compte du poids propre de I’ouvrage (1 MPa de contrainte de compression en pied) ni
de la pression de I’eau (0,39 MPa attendu en contrainte de traction en pied de ’ouvrage)). La
prise en compte de tous les chargements pourrait, dans un calcul plus complet, changer 1’¢tat
de contrainte de la partie basse de l’ouvrage. Cependant, la partie gonflante se situe
majoritairement dans la partie haute de ’ouvrage.

Figure 4-36 : Schéma du blocage mécanique du sol utilisé pour les conditions aux limites
du calcul mécanique

L’amplitude et la cinétique de DEF (Tableau 4-10) sont calées sur le déplacement vertical
du plot 8, proches de la rive droite (Figure 4-37). Le volume de DEF créable E!! @est le volume
maximum créable en condition de chauffage optimale (au point pessimum). Le volume
maximum effectivement calculé par le modele en chaque point est hétérogéne car il dépend de
I’histoire thermique du point considéré. La valeur retenue est de 0,04 m*® de DEF / m? de béton.
Le volume accessible sans gonflement ¢%;; est fixé a 0,002 m*/m?, soit 5 % du volume
maximum créable. Dans le calcul, le gonflement débute réellement au bout de 19 ans (Figure
4-37) ce qui correspond a ’année 1970. Les premieres fissurations in situ ont été observées
dans cette période. Le calage des coefficients liés a la cinétique de gonflement (Tableau 4-10)
a été guidé par le temps nécessaire a I’apparition de ce phénomene.
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Tableau 4-10 : Calage des parametres matériaux pour cet ouvrage

Paramétre matériaux Valeur | Unité Moyen de calage réel

Temps caractéristique de Déplacements de I’ouvrage

précipitation de DEF 8,2 année
fPrecref Date de début de fissuration
. Déplacements de I’ouvrage
Rapport ¢prer/dp™* 5% -

Date de début de fissuration

Ratio maximum de volume de Déplacements de I"ouvrage

DEF qui initialise les quantités 0,04 m*/m’

d’aluminium et de sulfate ET Fissuration

Figure 4-37 : Calage des parameétres matériau sur les déplacements

Dans les zones ayant chauffé au-dessus de la température seuil, les phases primaires (mono
et trisulfoaluminates primaires issus de I’hydratation) se sont partiellement dissoutes (Figure
4-38). Les points du barrage dont les concentrations sont inférieures a 190 mol/m> présentent
moins de phases primaires apres 1’¢lévation de température due a 1’hydratation. Cela signifie
que les aluminiums et les sulfates ont été libérés par ces phases et se sont ensuite adsorbés sur
les C-S-H (Figure 4-39). La concentration en aluminiums adsorbés est plus faible que celle
adsorbée en sulfates car certains aluminiums se sont fixés durablement dans les hydro-grenats
(une étude est menée sur le gonflement obtenu en fonction de la durée de la période de
refroidissement dans la partie suivante). Ils ne sont donc plus accessibles pour former de
I’ettringite différée. Aprés 22 mois, le coulage du barrage est terminé ce qui implique que plus
aucune nouvelle source thermique n’est appliquée au barrage. Les températures des zones
encore chaudes redescendent petit a petit au cours des mois suivants.
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Figure 4-38 : Monosulfoaluminates résiduels présents a la fin de la phase de chauffage
(22 mois i.e. juste avant le début de la mise en eau)

Figure 4-39 : Aluminiums et sulfates adsorbés dans les C-S-H a la fin de la phase de
chauffe (22 mois i.e. juste avant le début de la mise en eau)

La Figure 4-40 montre la déformée globale de I’ouvrage. Le déplacement est globalement
vers le haut et majoritairement en rive droite, ce qui est en accord avec les mesures in situ. De
plus, la partie supérieure de I’ouvrage montre les déplacements les plus grands du fait du cumul
d’expansion. Le déplacement vertical du plot 2 (rive gauche) est cohérent vis-a-vis des mesures
(Figure 4-41). Le décalage temporel entre les deux pendules est dii a leur date de pose in situ.
Il permet tout de méme de valider le calage des parametres du béton. Certains ajustements
peuvent tout de méme encore étre envisagés. La Figure 4-42 permet de visualiser les
mouvements verticaux de I’ensemble des points de créte issus du modele au cours du temps.
Dés les premicres dizaines d’années, la partie rive droite s’éléve plus que la partie rive gauche,
certainement dii au potentiel de gonflement plus important dans cette zone.

Le déplacement amont-aval parait relativement chahuté (Figure 4-40 et Figure 4-43). La créte
part vers I’aval en partie centrale et en rive droite alors que la zone située deux meétres en
dessous part vers I’amont de maniere plus homogene. D’aprées les pendules in situ, la créte se
déplace continuellement vers I’amont. Une amélioration des hypotheses pourrait étre envisagée
en prenant en compte les autres charges telles que le poids propre de I’ouvrage et la pression
d’eau pour chercher I’origine de ce déplacement. De plus, des calculs avec un maillage plus fin
pour le béton pourraient étre effectués pour mieux définir la zone potentiellement gonflante lors
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du calcul thermique. Si cette zone se situait plus vers 1’aval, la créte aurait tendance a se déplacer
de facon plus homogene vers I’amont (Figure 4-44).

Figure 4-40 : Déformées a 80 ans (x50)

Figure 4-41 : Déplacement vertical de la pile 2
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Figure 4-44 : Impact de la localisation de la zone gonflante sur le sens du déplacement
amont-aval de la créte d'un barrage

Le faciés d’endommagement est trés bien reproduit par le modele (Figure 4-45). Un
endommagement pouvant correspondre a une fissure longitudinale parcourant toute la longueur
du barrage est visible. Il est situé¢ a une distance d’environ 15 metres de la créte (15 a 20 métres
dans le cas in situ). De plus, la visualisation de I’endommagement post pic correspondant a
I’apparition des fissures uniquement (Figure 4-46) permet de voir qu’une fissure verticale est
présente en rive droite sur une vingtaine de metres. Cette fissure est bien observée a I’intérieur
de I’ouvrage par I’équipe de suivi sur site sur les plots 6 a 9. Elle fait I’objet d’une auscultation
depuis les années 1970.

Figure 4-45 : Endommagement moyen, a 70 ans
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Figure 4-46 : Visualisation de I’endommagement supérieur a 0,25 uniquement, a 70 ans

Pour compléter I’analyse, une évolution des contraintes dans la hauteur du barrage a I’amont
est effectuée (Figure 4-47) sur le plot 4. Une contrainte de traction est développée a 15 ans a
une dizaine de metres de la créte témoignant de la fissuration horizontale qui se crée dans cette
zone. La partie haute se comprime ensuite a cause du gonflement géné par le sol de la vallée
sur ses rives. Les valeurs atteintes (1,5 MPa en compression) sont cohérentes avec 1’ordre de
grandeur attendu. La partie basse (non gonflante) ne subit pas de contraintes. Ces résultats sont
a relativiser par rapport au chargement uniquement da a la RSI dans ce calcul. Un calcul plus
complet prenant notamment en compte le poids propre de 1I’ouvrage et la poussée hydrostatique
changera les résultats obtenus en termes de contraintes.

Figure 4-47 : Evolution des contraintes rive-a-rive dans le plot 4 a2 I’amont en fonction
de la hauteur
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La Figure 4-48 permet de visualiser les contraintes principales de traction et de compression
sur la face amont. Les zones en traction correspondent aux zones endommagées. Quelques
zones de compression sont présentes dans la partie supérieure de I’ouvrage.

Figure 4-48 : Contraintes principales de traction et de compression (80 ans)

Le modele permet donc de reproduire les déplacements verticaux et les facies de fissuration
de cet ouvrage ainsi qu’un ordre de grandeur cohérent pour la contrainte rive a rive. L affinage
des hypothéses thermiques et hydriques, I’ajout des charges non chimiques, d’un fluage mieux
calibré et le raffinement du maillage pourraient permettre d’approfondir le calcul. Une étude
paramétrique sur la quantité d’alcalins initiale, le lessivage des alcalins et le degré de saturation
dans I’ouvrage sont des pistes encore non explorées.

Le peu de données sur le matériau initial est un challenge pour modéliser ce type de structures
atteintes de RSI. En effet, les changements chimiques du matériau au jeune age, notamment
sous I’effet de la température, sont les étapes prépondérantes agissant sur le comportement du
matériau tout au long de la vie de ’ouvrage.

229



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

3.7 Analyse des paramétres utilisés pour le calcul du barrage

Des essais numériques complémentaires sont réalisés pour analyser I’impact de la vitesse de
refroidissement et de la température de conservation du béton sur les gonflements obtenus avec
les mémes parametres matériaux que pour le barrage (Tableau 4-10).

Les premiers résultats concernent le gonflement de deux éprouvettes ayant subi deux
périodes de refroidissement différentes au jeune age (Figure 4-49) comme cela se produit dans
différentes zones de 1’ouvrage. Une montée en température jusqu’a 78°C est effectuée en un
mois puis deux vitesses de refroidissement (1,33 et 5 mois) sont imposées pour approcher le
cycle de température subi par certains points de I’ouvrage (Figure 4-33). Les gonflements
simulés sur 55 ans (saturé, sans lessivage et a 38°C) montrent une amplitude plus faible pour le
refroidissement le plus lent. Cette différence est due a la fixation durable des aluminiums en
formant des hydrogrenats (Salgues et al., 2014), pris en compte par le modéle (Figure 4-50).
Ces résultats sont issus du modele mais des cycles de chauffage aussi longs (1,3 a 5 mois) ne
sont pas effectués en laboratoire. Par ailleurs, le temps nécessaire pour atteindre I’asymptote de
gonflement est supérieur a 55 ans (Figure 4-49) alors que le test est effectué a 38°C et a
saturation. Cela provient du fait que cet exercice théorique fait appel a 1’énergie d’activation
pilotant la vitesse de précipitation, or le manque d’essais de DEF a diverses températures de
conservation post cycle thermique conduit a adopter pour ce parameétre une valeur par défaut
proche de celle de la RAS, ce qui est certainement 1a aussi une approximation assez grossicre.
Cette hypothese n’influe heureusement pratiquement pas sur le calcul de 1’ouvrage qui est a
long terme (pendant la phase de précipitation) a une température quasi constante, comme la
constante cinétique est issue de 1’analyse inverse de I’ouvrage, il n’y a un risque d’erreur que
si ’ouvrage change de température a long terme, cela n’empéche bien entendu pas de mener
des recherches en laboratoire pour préciser cette valeur.

Figure 4-49 : Cycles de température imposée au jeune age et gonflement correspondant
pour 2 éprouvettes (vieillissement en condition saturée, sans lessivage et a 38°C a
partir du 6™ mois)
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Figure 4-50 : Sulfates et Aluminiums disponibles pour former de la DEF en fonction de
la durée de refroidissement

Deux autres essais ont été menés : I'un avec une température de 13°C pour simuler une
moyenne de température in situ, I’autre avec un lessivage du béton (passage de 0,3 mol/m* a 0
mol/m® en quelques semaines aprés la phase de chauffe) pour reproduire des conditions
d’expansion résiduelle réalisées en laboratoire (Figure 4-51). L’impact de la température de
conservation est important sur la cinétique de gonflement. Le gonflement & 13°C est quasi
linéaire aprés une période initiale de latence. Le méme type de comportement est retrouvé sur
les déplacements des plots de I’ouvrage (Figure 4-37 et Figure 4-41). Le lessivage, phénoméne
prépondérant sur les €éprouvettes immergées de laboratoire, a également un fort impact sur la
cinétique de gonflement (Figure 4-51). Malgré une température importante (38°C) et un
lessivage important, I’asymptote du gonflement n’est atteinte qu’apres une quinzaine d’années.
Ce temps est beaucoup plus faible sur des bétons subissant la RSI et réalisés en laboratoire (de
I’ordre de quelques centaines de jours au maximum). Le retour d’expérience entre les
gonflements obtenus en laboratoire et les gonflements issus d’ouvrage est beaucoup plus
restreint en RSI qu’en RAS. Cette étude paramétrique permet d’établir la méme problématique
de calage de cinétique entre les ouvrages et les essais de laboratoire.

231



Modélisation des RGI des bétons avec prise en compte des couplages poro-mécaniques et chimiques

Figure 4-51 : Gonflements obtenus sur des éprouvettes saturées avec le méme cycle de
température au jeune 4ge mais avec des conditions de conservations différentes : des
températures de 13°C et de 38°C, une éprouvette lessivée et une éprouvette non
lessivée

Enfin, le degré de saturation a une grande influence sur la cinétique de gonflement comme le
montrent des essais numériques réalisés avec le méme chauffage au jeune age sur des
éprouvettes a 13°C (Figure 4-52). Une mauvaise représentation de la saturation dans un ouvrage
génere des différences importantes de cinétique de gonflement. Ce point, plus sensible pour la
DEF, restera sans doute une des difficultés principales a surmonter pour améliorer le réalisme
des modélisations.

Figure 4-52 : Influence du degré de saturation sur le gonflement a 13°C sans lessivage
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CHAPITRE 4 : APPLICATIONS AUX OUVRAGES

4. Conclusion du chapitre

L’objectif de ce chapitre était d’appliquer le modele poro-mécanique présenté et validé dans
les chapitres précédents a des ouvrages existants. Pour Electricité De France (EDF), le but de
ces développements numériques est la requalification d’ouvrages atteints. Le modele doit donc
permettre de reproduire les phénomeénes physiques qui se déroulent dans ces structures. La
comparaison des déplacements et des faciés de fissuration permet de valider la modélisation.
Celle-ci peut ensuite étre utilisée pour estimer une marge de sécurité¢ de 1’ouvrage a I’instant ¢
ou dans les années futures. Elle peut aussi permettre la simulation de plusieurs types de travaux
(sciage (slot cutting), membrane d’étanchéité, confortements par épingles...) pour juger de leur
efficacité et de la pertinence de leur investissement. Le premier enjeu est le changement
d’échelle entres la taille et les phénomenes de laboratoire et ceux existants sur ouvrage. Le
second enjeu est le calage du modele avec peu de données sur le matériau et son histoire.

Le premier barrage simulé dans ce chapitre est un barrage poids rectiligne a vannes mobiles
de 105 métres de long, achevé en 1951, atteint de RAS. Les piles en riviére, de comportements
similaires, ont été modélisées. Des données récoltées lors de différentes campagnes de carottage
ont permis de calibrer les paramétres du modéle avant application sur 1’ouvrage. En effet, des
essais de fluage et de gonflements résiduels sur granulats issus du béton du barrage avaient été
réalisés. Finalement, seule la valeur de I’amplitude, traduite dans le modéle par le volume
maximal de gel créable, a été calée sur les déplacements de 1’ouvrage. Les déplacements
verticaux des trois points d’auscultation présents sur chaque pile ont été retrouvés avec succes.
Les faciés de fissuration sont simulés avec précision : des fissures longitudinales, une fissure
transversale dans 1’avant-bec, et les fissures présentes a l’extérieur montrent une bonne
cohérence avec le relevé de fissuration in situ. Un des enjeux de cette modélisation était la prise
en compte des épingles de confinement positionnées a partir de 1983. Les déplacements obtenus
par le modele apres cette période sont similaires aux relevés in situ. Une analyse des parametres
matériaux utilisés a ensuite été effectuée. Le but était de comparer les résultats de gonflements
de bétons soumis a deux environnements : I’'un d’un béton dans le barrage avec une température
moyenne de 13°C et des conditions d’humidité hétérogeénes (degré de saturation allant de 0,1 a
1), et I’autre d’un béton de laboratoire a 38°C et saturé. Sur site, la température et le degré de
saturation vont piloter conjointement la cinétique et I’amplitude du gonflement de RAS pendant
toute la durée de vie de I’ouvrage. Un calcul prenant en compte une couche de sol (avec sa
rigidité) sous les fondations peut étre envisagé comme perspective.

Le deuxieme barrage simulé est un barrage poids de 182 metres de long pour 60 métres de
haut au maximum. Cet ouvrage, coulé de 1946 a 1948, subi des gonflements attribués a de la
RSI. Durant le chantier, une attention particuliére portée a une faille géologique en rive droite
du barrage a retardé le coulage de certains plots. Ces derniers ont été réalisés avec un béton plus
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dosé en ciment (Division Transfert LMDC, 2009), en plein été et avec une pression importante
sur les délais a tenir. Cet ensemble a provoqué le coulage rapide de gros volume par temps
chaud, impliquant des températures a cceur de 1’ouvrage pouvant dépasser 65°C. La forte
humidité présente dans cet ouvrage a ensuite permis a |’ettringite de précipiter rapidement et de
créer les premiers déplacements irréversibles et des fissures 15 a 20 ans apres sa mise en eau.
Le déplacement de la partie haute (les 20 métres les plus proches de la créte) vers le haut et
I’amont s’est ensuite poursuivi. En 1970, un imposant dispositif d’auscultation a été¢ mis en
place pour suivre avec précision et exhaustivité les déplacements de 1’ouvrage. Le principal
objectif de la modélisation de cet ouvrage était I’application du modele de RSI a un grand
ouvrage soumis a des gonflements différentiels dus a un chauffage hétérogéne au jeune age
avec pour but de reproduire les déplacements et les faciés de fissuration causés par le
gonflement.

Deux difficultés ont été rencontrées dans la modélisation de cet ouvrage. La premicre
concerne la modélisation thermique de la phase de coulage (jeune age), essentielle a
I’établissement de la cartographie des zones pouvant par la suite devenir gonflantes. Trés peu
de données sont disponibles sur les températures, les volumes coulés chaque jour et les dosages
en ciment dans ce béton cyclopéen, malgré des essais d’expansion résiduelle réalisés sur
carottes. Des hypothéses fortes ont été faites sur les dosages dans les différentes zones de
I’ouvrage, ce qui a permis de retrouver des zones potentiellement gonflantes réalistes (partie
haute et particuliérement en rive droite).

La deuxi¢me difficulté a été rencontrée lors de 1’établissement des paramétres du matériau.
Aucune donnée issue des essais d’expansions résiduelles n’a pu étre exploitée car les
déformations étaient trop faibles. Il serait envisageable de carotter une zone n’ayant pas chauffé
puis de lui imposer un cycle a température élevée en laboratoire pour provoquer un nouveau
potentiel de création de DEF qui pourrait étre représentatif de celui de 1’ouvrage. Ces
éprouvettes seraient ensuite immergées et suivies dimensionnellement pour établir le
gonflement libre. Toutefois la particularité des cycles réels (température élevée pendant de trés
longues périodes) risque de conduire a des gonflements en laboratoire trés faibles et trés longs.
Une telle méthodologie nécessite encore des approfondissements.

Le calage des parameétres du béton a donc été effectué grace aux déplacements du plot
présentant le gonflement le plus important (plot 8 en rive droite) et a la date d’apparition des
premicres fissures. Le déplacement du barrage en rive gauche (plot 2) a permis de valider ce
calage. De plus, la fissuration in situ de I’ouvrage est retrouvée avec succes : une fissure
horizontale parcourt le barrage a environ 10 a 15 meétres de la créte et une fissure verticale est
retrouvée sur les plots 6-7-8 (cette fissure a fait I’objet d’une auscultation spécifique des 1970).
Le jeu de parametres obtenu par analyse inverse est dépendant des profils hydriques pris en
compte dans le calcul, et compte tenu de la forte sensibilit¢ de la DEF a la teneur en eau du
béton, ce parametre restera a la fois ’une des principales source d’incertitude de ces
modélisations, mais aussi 1’'un des principaux leviers (avec le champ de température) pour
accorder les résultats in-situ et la modélisation numérique.
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Le modele répond donc aux objectifs de modélisation d’ouvrages atteints de RGI. 11 est ainsi
un outil pour EDF dans le but de requalifier certains ouvrages atteints. Le mod¢le permet de
reproduire les déplacements, 1’évolution des contraintes et les faciés de fissuration des
structures. Il pourra étre utilisé pour prédire le comportement futur des ouvrages et pour estimer
les marges de sécurité.
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Le but de ces travaux de thése était d’améliorer les modéles numériques de calculs
d’ouvrages atteints par des réactions de gonflement interne (RGI) regroupant la réaction alcali-
silice (RAS) et la formation d’ettringite différée (DEF). En effet, Electricité de France (EDF),
en sa qualité de maitre d’ouvrage, se doit d’assurer la siireté et la maintenance de ses ouvrages.

Les objectifs étaient d’implanter un modele poro-mécanique plastique pouvant prendre en
compte les RGI dans Code Aster, de valider les couplages qu’il contient (couplage entre la
fissuration diffuse et le fluage, et couplage entre la fissuration diffuse et la fissuration localisée)
et de tester son applicabilité sur des ouvrages réels.

Le chapitre bibliographique a permis de dresser 1’état de I’art des sujets nécessaires au
développement du modéle. Un point a été effectué sur les mécanismes réactionnels de RAS et
de RSI en présentant les modeles permettant de calculer le volume de RGI créé. Ensuite, la
modé¢lisation mécanique des bétons atteints de RGI a été abordée. Les théories de la poro-
¢lasticité et de I’endommagement ont été présentées. Dans une structure atteinte de RGI, deux
types de fissuration peuvent cohabiter : une fissuration localisée induite par des gradients de
gonflements et une fissuration diffuse liée aux expansions locales faisant chuter les
caractéristiques mécaniques du matériau de manicre anisotrope. Les contraintes extérieures
appliquées jouent un rdle sur I’anisotropie et le potentiel de gonflement. Différents modeéles et
expériences sont présents dans la littérature pour traiter ces sujets.

Le premier chapitre de développements réalisés dans cette thése a dévoilé le modele qui a
¢été¢ implanté dans Code_Aster (code éléments finis développé par EDF) a travers ses différents
modules. Le premier concerne les déformations et les endommagements liés aux RGI. Il calcule
des volumes de RAS et de RSI produits, en se basant sur des équations de conservation de
masse associées a des lois d’avancement de réaction chimique empiriques. Une fois que le
volume de porosité disponible autour du site de réaction est rempli, une pression intraporeuse
est générée. Elle induit une contrainte orthoradiale de traction dans le squelette solide. Les
expansions sont considérées comme des déformations plastiques, calculées avec un critére de
plasticité anisotrope (Rankine). Le critére anisotrope est essentiel, en effet, une contrainte
extérieure peut retarder ou annuler le gonflement dans une ou plusieurs directions. Ce modé¢le
de RGI est ensuite intégré dans un modele poro-mécanique global prenant en compte le retrait,
le fluage (de fagon anisotrope), un endommagement de compression-cisaillement (critére de
Drucker-Prager) et un endommagement anisotrope de traction (critére de Rankine) permettant
de calculer une ouverture de fissure structurelle. Ces critéres permettent donc la modélisation
de deux types de fissuration dus aux RGI: la fissuration diffuse d’origine chimique et
microscopique permettant de prendre en compte la baisse des caractéristiques mécaniques et la
fissuration structurelle qui reproduit les fissures localisées dues a des gonflements différentiels
provoqués par des gradients hydriques ou thermiques au jeune age. Un calcul original de la
taille des éléments finis permet une régularisation énergétique par la méthode d’Hillerborg.
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Grace a celui-ci, la forme et la taille des mailles utilisées pour le calcul n’a donc pas d’impact
sur les résultats mécaniques obtenus tant que les fonctions d’interpolation des déplacements
restent linéaires. Le couplage entre la fissuration diffuse et le fluage est testé sur des éprouvettes
plus ou moins contraintes et confinées. Le gonflement sous contraintes et confinements est
fidélement reproduit par le modele puisqu’il permet de retrouver les déformations de ces essais.

Dans le deuxieme chapitre, le modele est testé dans différentes conditions mécaniques et
environnementales. Il porte sur 1’application du modéle a des poutres plus ou moins armées
soumises a des gradients hydriques. L’objectif est la validation du couplage entre la fissuration
diffuse et la fissuration localisée. La premiére partie concerne des poutres atteintes de RAS et
la deuxiéme traite de la modélisation de structures de méme géométrie et conditions de
conservation subissant une RSI. Ces modélisations ont permis de valider les modéles vis-a-vis
de la prise en compte de I’impact des gradients hydriques sur le développement des gonflements
et sur la précontrainte générée par le gonflement géné du béton au contact d’une armature. Les
fleches de ces poutres sont reproduites mais pourraient étre améliorées en utilisant un couplage
hydro-mécanique fort permettant une diffusion d’eau plus rapide.

La modé¢lisation des poutres atteintes de RAS a permis de valider la capacité du modele a
reproduire les déplacements expérimentaux, les facies de fissuration mais également la
résistance résiduelle des poutres armées. En effet, une poutre non réactive et une poutre réactive
armées ont été conduites a rupture par flexion quatre points apres vieillissement. Les résultats
expérimentaux ont été retrouvés par le modele en termes de forces-fléches, ce qui permet de
valider I’influence de la précontrainte générée par la RAS sur I’instant de fissuration du béton.
Dans la poutre réactive, la fissuration du béton est plus tardive que pour la poutre non réactive
du fait de la précontrainte chimique. Ce phénomene a été reproduit lors des calculs. Le couplage
entre fissuration diffuse et fissuration localisée est donc validé.

La modélisation des poutres atteintes de RSI a permis de préciser I’importance de 1’état
hydrique du matériau pour établir les cinétiques de gonflements pour ce type de pathologie.
Une modification du degré de saturation de quelques pourcents peut grandement influencer les
résultats obtenus. Cette modélisation a aussi montré 1’influence de la lixiviation des alcalins
lors des essais de laboratoire. La modélisation de ces poutres a également permis de valider le
modele sur des structures subissant un gonflement important (environ 1,5 % en gonflement
libre) et donc de valider la loi d’écrouissage proposée au chapitre 2 pour de telles expansions.

Dans le dernier chapitre, le modele est appliqué a deux barrages construits dans les années
1950. Le premier est un barrage mobile en riviére subissant la RAS. Il a été conforté par des
tirants passifs dans les années 1980. Le calage des parametres matériaux est réalisé grace a la
méthodologie combinant I’utilisation des déplacements sur ouvrage pour estimer le potentiel
de gonflement et les analyses sur mortiers reconstitués en laboratoire pour estimer la cinétique
in-situ de la réaction. Les piles de 34,5 métres de haut et de 28 metres de long situées en rivicre
sont I’objet de la modélisation. Les déplacements et les facies de fissuration in situ sont
retrouvés par le modele. Le calcul extrapolé aux prochaines décennies peut permettre au maitre
d’ouvrage de prendre des décisions de confortement et d’en simuler plusieurs variantes. La
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modélisation hydrique a une grande importance dans les cinétiques de gonflements et de
déplacements de I’ouvrage.

Le deuxieme barrage modélisé€ est un barrage poids de 182 meétres de long pour 60 métres
de hauteur. Il est atteint de RSI suite a un coulage rapide et estival de certains plots de I’ouvrage
qui a provoqué des températures importantes au coeur du béton. Pour cette étude a vocation
pédagogique, les histoires thermiques et hydriques sont simulées approximativement. Les
déplacements dus aux sollicitations thermo-hydro-chimiques sont correctement reproduits
malgré le peu de données matériaux disponibles. Le facies de fissuration est semblable aux
fissures observées sur ouvrages (fissure horizontale a 15 métres de de la créte, fissure verticale
en rive droite). Le début de la fissuration est également reproduit a la bonne échéance. Pour
améliorer le réalisme de cette derniére application, il sera possible d’utiliser les outils
développés pour I’estimation de la température au jeune age avec un scénario plus précis. Il
sera également nécessaire de mieux simuler la partie hydrique (calcul de diffusion hydrique,
prise en compte des apports d’eau par les fissures).
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PERSPECTIVES

Les perspectives de ce travail peuvent étre divisées en deux parties : les améliorations du
modéele numérique et la réflexion autour du calage de ses parametres.

A travers de nombreux essais soumettant le béton a des états de contrainte et des
environnements séveres et diversifiés, les réponses du modéle numérique ont été évaluées. La
capacité du modele a reproduire les contraintes, les déplacements et les faci¢s de fissuration a
¢té¢ mise en avant. Des points d’amélioration ont également été soulevés.

Un couplage hydro-mécanique fort permettrait de coupler les ouvertures de fissures et les
endommagements des RGI avec les perméabilités utilisées dans le calcul hydrique et avec
I’évolution des pressions d’eau dans les fissures. L’intégration d’un mod¢le reliant la
perméabilité a I"ouverture de fissure anisotrope (Rahal et al., 2017) dans Code Aster a été
amorcée dans le cadre de cette thése (les équations sont a retrouver en annexe 1), mais non
achevée (des tests de validation sont nécessaires avant utilisation pour un calcul d’ouvrage,
c’est la raison pour laquelle ce travail est reporté en annexe). La modification de la perméabilité
en fonction de I’état de fissuration mécanique serait alors gérée de maniere physique. Les
poutres de (Multon et al., 2004) et de (Martin, 2010) pourraient étre utilisées comme outil de
validation de couplage (notamment la prise de masse des poutres atteintes de RSI). Une
meilleure objectivité sur les phénoménes de remontée capillaire est également attendue. Ce
couplage pourrait également étre testé sur des ouvrages ou les fissures, notamment structurelles,
peuvent engendrer des venues d’eau importantes en front de fissure et ainsi accélérer les
cinétiques de réaction des RGIL.

A terme, un couplage RAS-RSI est envisageable. En effet, ces deux pathologies sont parfois
observées en concomitance sur ouvrage (Johansen et al., 1993; Shayan et Quick, 1992; Thomas
et al.,, 2008). La RAS se développe généralement en premier en consommant les alcalins
disponibles ce qui peut accélérer (ou méme déclencher) la DEF. Dans 1’état actuel du modele,
deux modifications devraient alors €tre envisagées. La premicre concerne la consommation des
alcalins qui peut €tre prise en compte via un terme source négatif dépendant de I’avancement
de RAS. La seconde concerne la différentiation des pressions et des lois d’écrouissages
plastiques. Pour traduire la connectivité entre les sites réactionnels des deux pathologies, un
couplage des pressions et des déformations plastiques pourrait également étre nécessaire. La
simulation des poutres de (Martin, 2010) subissant de la RAS et de la RSI pourrait servir de
validation et de calibration a ce couplage. Une telle modification nécessite toutefois de
reprendre totalement I’algorithme de couplage fluage-plasticité multicriteres.

Une prise en compte plus fine des phénomenes liés a I'adhérence entre l'acier et le béton
atteint de RGI doit étre étudiée afin d'évaluer le risque de perte d'adhérence dans le cas de fortes
fissurations induites. Elle permettrait de mieux évaluer les contraintes dans ces zones parfois
trés fissurées et ou l'anisotropie de gonflement est importante. Ce point est particulierement
important pour I'évaluation des effets des tirants lors de renforcements d'ouvrages déja fissurés.
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Par ailleurs, le modéle peut servir de base a une approche fiabiliste dans le but d’évaluer
I’incertitude des résultats obtenus, notamment sur les ouvrages, mais également d’effectuer une
analyse inverse du mode¢le a travers I’influence de chaque paramétre du matériau. Cette
approche pourrait permettre d’établir des coefficients de sécurité en fonction des intervalles de
confiance accordés aux parametres issus du carottage des ouvrages. Cette perspective ne peut
toutefois pas étre conduite de facon rationnelle tant que les aspects déterministes précédents ne
sont pas réalisés. En effet, il est connu qu’une analyse probabiliste avec un modéele dont certains
parametres sont trés sensibles et incertains conduit toujours a des coefficients de sécurité si
grands que leur exploitation devient problématique, il est alors préférable de procéder par
analyses paramétriques classiques et avis d’experts.

Le calage des parameétres du modele est un enjeu important pour la requalification des
ouvrages. Pour la RAS, la méthode des gonflements résiduels sur des mortiers reconstitués
développée par le LMDC (Sellier et al., 2009) sert de base pour 1’établissement des cinétiques
de réactions notamment. L’amplitude des gonflements est ensuite calée sur ouvrage. Pour la
RSIL la méthode d’expansion résiduelle issue de carottages ne parait pas fonctionner tel quel a
cause de I’hétérogénéité du potentiel de gonflement, lui-méme di a un chauffage inégal dans la
structure. Une méthodologie pourrait étre mise en place, basée sur les calculs thermiques et
hydriques de I’ouvrage pour déterminer les zones potentiellement gonflantes et en déduire des
zones de carottage pour des essais d’expansion résiduelle. Une autre méthode peut étre
envisagée sur la base de carottages effectués dans une zone n’ayant pas chauffé puis d’imposer
un chauffage en laboratoire a ce béton dans le but de réaliser des essais d’expansion résiduelle.
Le dernier aspect a approfondir est I’impact des longs cycles de chauffage-refroidissement sur
la cinétique de gonflement par RSI. Le mod¢le développé est basé sur I’analyse d’un grand
nombre d’essais de laboratoire. Pour ces essais, les principaux mécanismes identifiés par
(Salgues et al., 2014) sont considérés mais d’autres phénomenes a plus long terme pourraient
venir s’ajouter a ces mécanismes de base. Par exemple, il serait intéressant de savoir si la
réversibilité de fixation des sodiums et des sulfates, a I’origine de la DEF, n’est pas altérée dans
le temps, réduisant ainsi soit la cinétique, soit le potentiel de gonflement.
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ANNEXE 1

Les travaux de (Rahal et al., 2017) relient les perméabilités aux ouvertures de fissures
anisotropes dans les directions principales de traction (Figure 1 et Eq.(1), (2) et (3)). k
représente la perméabilit€ initiale, k. . ,, les perméabilités dans les directions principales de
traction notées ici x , y et z, et wy,, , les ouvertures de fissures dans ces directions. lyy .y ,, sont
les tailles de 1’¢lément fini dans les directions principales de traction. Le calcul original de
celles-ci fait I’objet d’une partie du chapitre 2 de ce travail. w,..; est une ouverture de fissure
de référence représentant un seuil de perméation en dessous duquel I’eau ne peut pas s’infiltrer
dans la fissure. & est un parametre de calage qui permet de qualifier la tortuosité du réseau
poreux du matériau. Un changement de base du tenseur de perméabilité diagonal ainsi obtenu
permet de passer du repere local des directions principales de traction au repere global. Ces
équations ont été implantées dans le module Thermo-Hydro-Mécanique de Code Aster dans le
cadre de ce travail de thése pour pouvoir tester les couplages hydro-mécaniques forts dans le
cas de matériaux atteints de RGI.

Figure 1 : Elément fini idéalisé traversé par une fissure macroscopique (Rahal et al.,

2017)
ko — (w, — Wref)3 N E(Wy - Wref)3
xx 121, 121, (1)
+ kg
o = E(Wz_Wref)3_l_E(Wx_Wref>3
o 121, 121, (2)
+ kg
<Wx - Wref)3 (Wy - Wref)3
= 3
kZZ E 121xx + E 12[yy + kO ( )
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