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pour l’obtention du
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1.1 Introduction

Les structures de chaussées routières sont soumises, en service, à des sollicitation très complexe.
La circulation automobile et le climat ont une influence important sur le comportement des maté-
riaux de chaussées. Le passage répété de poids lourds entraîne progressivement la dégradation dans
le temps de la structure de chaussées.

Les origines et processus d’amorçage de la fissuration diffèrent quelque peu selon la structure ;
mais l’un des modes de dégradations les plus préjudiciables est la fissuration dans le film de bitume
entre les granulats ; la fissure se propage pour apparaître à la surface de la chaussée. Ces fissures sont
très dommageables car elles constituent un point de passage privilégié de l’eau vers les couches infé-
rieures.

Dans ce chapitre, nous présentons plus précisément cette problématique. Nous montrons égale-
ment l’influence de la nature du bitume sur le mode de dégradation sous chargement répété.

Nous présentons ensuite les caractéristiques du bitume en particulier ses propriétés viscoélas-
tiques et les différents modèles rhéologiques qui permettent de représenter son comportement dans
le domaine fréquentiel et temporel.

Finalement, nous proposons de faire l’état des essais existants les plus courants pour déterminer
les caractéristiques à la rupture des liants bitumineux.



1.2. Problématique

1.2 Problématique

1.2.1 Structure d’une chaussée

Les chaussées se présentent comme des structures multicouches (figure 1.1), qui sont mises en
oeuvre pour répartir les charges induites par le trafic que le sol support seul ne pourrait pas soutenir.
Au sein de ces structures multicouches, chaque couche remplit une ou plusieurs fonctions particu-
lières et contribue aux performances de l’ouvrages et à la résistance globale (LCPC et SECTRA [100]).

SOL SUPPORT

COUCHE DE FORME

COUCHE DE FONDATION

COUCHE DE BASE

COUCHE DE
ROULEMENT

COUCHE DE
LIAISON

ACCOTEMENT

COUCHES
D'ASSISE

COUCHE DE
SURFACE

ARASE DE
TERRASSEMENT

PLATE-FORME
SUPPORT DE
CHAUSSEE

FIG. 1.1 – Structure multicouche d’une chaussée

– La couche de surface assure la protection des couches d’assise vis-à-vis des infiltrations d’eau.
Elle confère aux usagers un confort et une sécurité de conduite d’autant plus satisfaisant que
les caractéristiques de surface sont bonnes ;

– Les couches d’assise apportent à la chaussée la résistance mécanique aux charges verticales
induites par le trafic et répartissent les pressions sur la plate-forme support afin de maintenir
les déformations à un niveau admissible ;

– La couche de forme peut être traitée ou non. Elle assure la protection du sol-support et permet
la qualité du nivellement ainsi que la circulation des engins en phase de chantier. À long terme,
elle permet d’homogénéiser les caractéristiques mécaniques des matériaux constituant le sol
ou le remblai, et d’améliorer la portance.

Les matériaux bitumineux peuvent être utilisés dans les couches de surfaces et dans les couches
d’assise.

Les structures de chaussées sont réparties en deux grandes classes en ce qui concerne le réseau
routier français : les chaussées bitumineuses et les chaussées en béton de ciment. En France, la ma-
jorité des structures routières appartienne à la famille des chaussées bitumineuses.

1.2.2 Sollicitations dans une chaussée

Le passage d’un véhicule engendre des contraintes normales et de cisaillement dans les diffé-
rentes directions des couches de la chaussée. Chaque couche de la chaussée peut être assimilée sim-
plement à une plaque qui subit des efforts flexions sous l’effet du trafic (figure 1.2).

La répétition des chargements dégrade progressivement la structure de chaussées par différents
modes de dégradations : ornièrage (Cuisinier [39], Heck [77], El Abd [59]), décollement à l’interface
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1.2. Problématique

FIG. 1.2 – Coupe schématique d’une chaussée

des couches (Pouteau [143], Tran [173], Perez [138]), infiltration d’eau dans la structure (Castaneda
[22]) ou fissuration liée à la répétition des chargements (Bodin [14]).

J

(a) Schéma du passage de la charge roulante
et le point de mesure

Contraction

Extension

(b) Déformation longitudinale résultante

FIG. 1.3 – Lors du passage d’une roue, chargement contraction-extension-contraction engendre une
déformation longitudinale à la base d’une couche de chaussée.

Lors du passage d’une charge, roulant à une vitesse constante V, le point J de la chaussée est
sollicité. Ce point est situé à une profondeur d par rapport à la surface. Le signal correspondant à
la déformation longitudinale (dans la direction de roulement) au point J est présenté dans la figure
1.3 (de La Roche [40]). À l’approche de la charge, le pointe de mesure J est soumis à une contraction
puis à une extension quand la charge est suffisamment proche. De plus, les phases d’extension et
de contraction sont asymétrique avec une amplitude de contraction plus faible lorsque la charge
s’éloigne. Cette asymétrie est due à la viscoélasticité du matériau.
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1.2. Problématique

La figure 1.3 montre également que l’amplitude de la déformation longitudinale résultante (figure
1.3(b)) en extension est beaucoup plus grande que celle en contraction. Puisque la résistance de l’en-
robé bitumineux en traction est beaucoup plus faible que celle en compression, la dégradation se fait
donc principalement dans la phase de traction par flexion. Quand il s’agit des couches collées, cette
traction par flexion devient plus importante à la base de la chaussée et peut déclencher l’amorçage
de la fissure.

1.2.3 Le rôle du liant bitumineux sur le comportement à la fissuration

Afin de prédire le comportement d’un enrobé sous chargements répétés, des essais de fatigue
avec différentes géométries d’éprouvettes ont été développés (Rao et al. [146], de La Roche [40]).
La méthode française est basée sur l’exploitation des résultats de fatigue obtenus lors d’un essai de
flexion deux points sur une éprouvette console trapézoïdale (NF-P-98-261-1 [135]) et l’endomma-
gement progressif de l’éprouvette d’enrobé est mis en évidence par la diminution progressive de sa
raideur (Doan et al. [48], Bodin [14]).

Le comportement en fatigue d’un enrobé est estimé à l’aide de ε6 qui est la déformation maxi-
male imposée à une éprouvette conduisant à une rupture conventionnelle (raideur réduite de moitié
par rapport à la raideur initiale) pour 106 cycles de chargement. Cette valeur de ε6 permet de classer
les matériaux en fatigue selon une norme produit et est utilisée pour dimensionner les chaussées en
fatigue.

Des études ont montré l’influence de la composition de l’enrobé bitumineux sur son comporte-
ment en fatigue (Moutier et al. [124], de La Roche et Rivière [41]). Elles montrent que la nature du
bitume joue un rôle sur la tenue du matériau à des sollicitations répétées.

A l’issue d’un essai de fatigue, c’est à dire après la ruine totale de l’éprouvette, les surfaces de
rupture ne laissent apparaître que très peu de granulats altérés (Castaneda Pinzon et Such [23]) indi-
quant que la fissuration a bien essentiellement lieu dans le film de bitume. De telles observations ont
également été faites pour des carottes extraites de chaussées (Moutier et al. [124]).

Toutefois, aucun essai pertinent n’existe pour mettre en évidence l’influence de la nature du liant
sur le comportement sous chargement répété.
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1.3 Caractéristiques générales des liants bitumineux

1.3.1 Définition et origine des bitumes

Les liants bitumineux, qui jouent un rôle important dans la technique routière moderne, sont
connus et utilisés depuis longtemps. Les bitumes étaient déjà utilisés en 3800 avant J.C. dans la vallée
de l’Euphrate en Mésopotamie (actuellement Irak). Le nom « liant »peut être défini comme une sub-
stance qui sert à rassembler de façon durable, des particules généralement solides. La substance, qui,
additionnée de particules solides (granulats), développe au sein d’un mélange des forces de cohésion
assurant une rigidité, une résistance à la déformation en traction, une résistance à la compression et
une résistance au cisaillement est appelée liant bitumineux.

En Amérique du Nord, le mot « asphalt »désigne le bitume, tandis que le mot « bitumen »désigne
la fraction du bitume et du goudron soluble dans le tétrachlorure de carbone. Le goudron ayant une
constitution chimique également hydrocarbonée est obtenu a partir de la houille d’origine végétale.
Les bitumes sont extraits des gisements naturels ou du pétrole. Le bitume se trouve dans les gisements
sous forme de mélange avec des fines d’origine minérale. Le bitume pétrolier est obtenu par raffinage
à partir des pétroles bruts. Il existe trois types de liants :

– Les liants naturels, qui sont utilisés depuis des temps très anciens. C’est la roche asphaltique
présente dans le gisement et qui, après broyage est dénommée asphalte ;

– Les bitumes de raffinage, qui sont obtenus par raffinage des pétroles bruts et des résidus pétro-
liers ;

– Les goudrons, qui proviennent de la pyrogénation à l’abri de l’air, de la lignite, de la tourbe et
du bois.

Ayant des origines et des constitutions chimiques différentes, les bitumes et les goudrons sont des
liants de base utilisés séparément ou en mélange dans la technique routière. Les bitumes purs, tels
que produits, sont trop visqueux pour être manipulés et mélangés avec des granulats. Pour réduire
leur viscosité, on procède généralement de deux manières :

– La mise en émulsion : Cette opération vise à réaliser une dispersion fine de bitume dans l’eau à
l’aide d’un émulsifiant et d’un appareil développant une énergie mécanique importante. Après
rupture de cette émulsion au contact des granulats ou de la chaussée, le liant résiduel est très
voisin du liant d’origine ;

– La fluidification : Ce processus consiste à ajouter des diluants ou des produits appropriés pro-
venant de la distillation du pétrole ou de la houille.

L’Association française de normalisation (AFNOR) distingue :
– Les bitumes fluidifiés : Bitumes mélangés avec un diluant plus ou moins volatil en vue d’abaisser

leur viscosité ;
– Les bitumes fluxés : Bitumes ramollis par addition d’une huile de fluxage de faible volatilité ;
– Les liants modifiés : Mélanges de liants de base et de polymère. L’addition de polymère est des-

tinée à modifier en particulier les propriétés rhéologiques des liants de base.

1.3.2 Caractéristiques générales des liants bitumineux

Le bitume est un produit du raffinage du pétrole et constitue la fraction de distillation la plus
lourde du pétrole brut. Il possède des propriétés d’une grande complexité à la fois sur le plan de sa
composition chimique et de sa réponse aux sollicitations mécanique et thermique.
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1.3. Caractéristiques générales des liants bitumineux

À la température ambiante, il se présente sous la forme d’un fluide visqueux de couleur noire et il
devient complètement liquide pour une température supérieure à +80◦C.

Il est connu pour son fort pouvoir d’agglomération. Il est également utilisé pour ses propriétés
d’adhésion à la majorité des matériaux usuels (pierre, béton, bois, métal).

Quelquefois employé pour assurer l’étanchéité des bâtiments (thermique et acoustique), le bi-
tume est majoritairement destiné aux applications routières puisque 90% de sa production est utilisé
pour la construction de chaussées.

Dans cette partie, nous présentons succinctement la composition des bitumes, les méthodes
d’obtention et les grandes familles de produits. Nous étudions ensuite plus en détails leurs propriétés
mécaniques et les modèles permettant de décrire leur comportement sous chargement monotone.

1.3.3 Composition des bitumes

La composition du bitume est fortement dépendante de son lieu de prélèvement puisqu’il est le
fruit de la lente dégradation des sédiments organiques qui se sont déposés au fond des océans sous
forme de strates.

Issus du raffinage des pétroles bruts, les bitumes sont des mélanges complexes de composés hy-
drocarbonés constitués de 82 % à 85 % de carbone (% massique) et de 8 % à 11 % d’hydrogène. Ils ont
des masses molaires et des structures chimiques variées. Les molécules de ces composés sont consti-
tuées de quatre principaux types d’hydrocarbures, paraffiniques, naphténiques, aromatiques et oléfi-
niques. La taille de ces molécules varie de quelques nanomètres à quelques dixièmes de micromètres
pour les grandes tailles. Il faut également préciser que parmi les différentes molécules présentes dans
les bitumes, rares sont celles constituées d’un seul des quatre types de motifs cités. Compte tenu de
cette diversité, il n’est pas réaliste de vouloir déterminer la composition exacte des bitumes.

L’ensemble des saturés, des aromatiques et des résines constitue la matrice malténique dans la-
quelle sont incrustées des inclusions d’asphaltènes. L’arrangement de ces agrégats d’asphaltènes dé-
termine la structure du bitume (Pfeiffer et Saal [140]).

Ainsi, dans le cas où les asphaltènes se trouvent dans un milieu dispersant fortement concentré
en résine, le comportement du liant est pratiquement newtonien et ont dit que le bitume a une struc-
ture de type sol.

En revanche, lorsque l’édifice structural est assuré essentiellement par un squelette d’asphal-
tènes, le comportement du bitume est celui d’un liquide non-newtonien, on dit que le bitume a une
structure de type gel.

1.3.4 Production des bitumes

En fonction de la situation géographique du gisement, certains pétroles permettent d’obtenir une
grande quantité de bitume et sont qualifiés de bruts à bitumes.
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Les différents types de bitumes sont obtenus à l’issue du processus de raffinage qui est composé
de plusieurs étapes :

– La distillation atmosphérique : Dans un premier temps, après avoir effectué les opérations de
décantation et de dessalage, le pétrole brut est porté à une température d’environ 300°C. La
phase vapeur est éliminée et condensée pour séparer les différents produits hydrocarbures (ké-
rosène, gaz, essences, fuel, fuel lourd, ...) en fonction de leur volatilité.
La fraction lourde restant au fond de la colonne constitue le résidu de la distillation directe et
sert à l’élaboration du bitume ;

– La distillation sous vide : Ce résidu est ensuite injecté dans une tour de distillation sous vide où
la séparation des différents constituants se poursuit en jouant sur les paramètres débit, pres-
sion et température. Le produit formé en fond de cuve est alors un résidu de distillation sous
vide ;

– Le soufflage : Une opération de soufflage peut être pratiquée sur le résidu de distillation sous
vide pour des colonnes peu performantes ou selon d’autres procédés de fabrication des es-
sences et des huiles minérales sur les résidus pour les amener à la dureté souhaitée. Le souf-
flage des bitumes consiste à injecter de l’air au sein d’une base bitumineuse elle-même portée
à une température comprise entre 250°C et 300°C.
De très nombreuses réactions chimiques se déroulent provoquant une condensation des ré-
sines et de molécules d’asphaltènes. Le bitume obtenu est appelé bitume soufflé. Il est peu em-
ployé en technique routière mais il est plus utilisé comme produit d’étanchéité de bâtiment.

Modification des propriétés rhéologiques par adjonction de polymères

Afin d’améliorer les propriétés rhéologiques d’un bitume d’origine et diminuer ainsi sa suscep-
tibilité thermique, des polymères élastomères ou plastomères peuvent lui être ajoutés. Pour les ap-
plications routières, il est par exemple courant d’utiliser des bitumes contenant 3 à 7 % de polymère
Styrène Sutadiène Styrène (SBS) ou Ethylène Vinyle Acétate (EVA).

De plus, sous certaines conditions, il est possible de provoquer une réaction chimique entre le
polymère et les molécules de bitume aboutissant à une structure monophasique. Le produit obtenu
est alors dit bitume modifié par réticulation.

1.3.5 Classification des bitumes

Afin de classer les différents bitumes, deux essais de caractérisation sont couramment pratiqués :
– La mesure de la pénétrabilité d’une aiguille dans un échantillon de bitume à +25◦C (EN-1426

[132]) ;
– La détermination de la température de ramollissement bille anneau (TBA) à laquelle une bille

acier s’enfonce à travers un échantillon de bitume (EN-1427 [133]).

Pour un bitume pur, les résultats de ces essais permettent de définir le grade du bitume. Ainsi,
pour un bitume 10/20, la pénétrabilité de l’aiguille est comprise entre 10 et 20 dixièmes de mm alors
qu’elle est comprise entre 50 et 70 dixièmes de mm pour un bitume 50/70.

La susceptibilité thermique des bitumes (Chambard [27]) est définie par l’indice de pénétrabilité
IP :

IP = 20−500d

1+50d
(1.1)

9
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et d est obtenu à partir des mesures de pénétrabilité à 25◦C et de la température de ramollissement
bille anneau TBA en admettant qu’à cette température la pénétrabilité est de 8001/100mm.

d = l og 800− log pen

TBA−25
(1.2)
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1.4 Comportement viscoélastique des liants bitumineux

Le bitume est un matériau viscoélastique c’est à dire que ses propriétés mécaniques dépendent
de la durée de sollicitation (ou de sa fréquence) et de la température (Baaj [4], Olard [136]).

On considère qu’un enrobé bitumineux présente un domaine de sollicitation pour lequel son
comportement est linéaire. Ceci nécessite d’appliquer des petites déformations dans les mesures du
module des liants bitumineux (Baaj [4], Chambard [27] et Maillard [108]).

L’hypothèse d’un comportement viscoélastique linéaire des liants bitumineux suppose la validité
du principe de superposition de Boltzmann. Ce principe suppose que la réponse d’un matériau à une
sollicitation composée d’un certain nombre de sollicitations élémentaires est la somme des réponses
à chacune de ces sollicitations élémentaires (Salençon [155]).

D’ailleurs, on trouve souvent, dans littérature, l’application du principes d’équivalence temps-
température (Christensen [34], Drozdov [50] et Ferry [62]) pour ce comportement viscoélastique li-
néaire. La réponse en déformation des matériaux viscoélastiques sous une contrainte imposée dé-
pendant à la fois du temps et de la température. Le facteur de temps est en fonction du taux de
chargement, de l’amplitude et de la durée du chargement. La température dépend des propriétés
thermiques du matériau. En viscoélasticité linéaire, la dépendance du temps et de la température du
comportement peut se superposer et donc devenir essentiellement équivalente. Nous allons exami-
ner ces principes de superposition en détail dans le chapitre §4.

Avec ces hypothèses, il existe plusieurs essais de caractérisation des liants bitumineux. Cepen-
dant, les essais conventionnels tels que la température de ramollissement ou la pénétrabilité ne per-
mettent pas de déterminer les caractéristiques des bitumes que pour une température et un temps
de charge donné.

Afin de caractériser l’évolution du comportement du bitume de l’état liquide à l’état d’un solide
viscoélastique, l’essai de mesure du module complexe est le plus approprié (Huet [88], Christensen et
Anderson [31], Ramond [171]). Il permet de déterminer les caractéristiques intrinsèques du matériau
(module et angle de phase) pour un grand nombre de couples température/fréquence.

Dans ce qui suit, nous allons décrire le comportement viscoélastique du bitume dans le domaine
temporel puis nous aborderons l’essai de caractérisation dans le domaine fréquentiel. Nous verrons
que si les liants bitumineux vérifient le principe d’équivalence temps/température (Mandel [113]), il
est alors possible de connaître les propriétés du bitume dans une large gamme de température et de
fréquence par construction de sa courbe maîtresse (Chambard [27]).

1.4.1 Caractérisation dans le domaine temporel

L’essai de fluage sur barreau appelé aussi Bending Beam Rheometer (BBR) (figure 1.4) est un essai
spécialement conçu pour effectuer des mesures fondamentales sur les liants bitumineux à basses
températures. Il est normalisé (EN 14771 [134]) et fournit des résultats répétables.
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FIG. 1.4 – Essai de fluage d’un barreau de bitume

Pour conduire l’essai, on coule du bitume dans des moules de formes prismatiques. Puis, après
refroidissement, le barreau de bitume est conditionné pendant un temps déterminé dans un bain
d’alcool à une température contrôlée. On applique ensuite une charge constante de l’ordre de 1N au
milieu du barreau (figure 1.4). Au cours du chargement, on enregistre la déflexion au milieu du bar-
reau par les capteurs LVDT1. Le chargement et la température du barreau de bitume sont enregistrés
pendant l’essai.
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FIG. 1.5 – Diagramme schématique de l’essai BBR

À partir des valeurs de déflexion et de la connaissance de la charge appliquée, on peut déterminer
le module de rigidité en flexion S(t ) en fonction du temps. On peut également déterminer la pente m
de la courbe log(S(t )) en fonction du temps de charge (figure 1.5). Ce paramètre représente le taux de
variation du module de rigidité S(t ) avec le temps (susceptibilité au temps de charge).

1Linear Variable Differential Transducer
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1.4.2 Caractérisation dans le domaine fréquentiel

La caractérisation du comportement du bitume dans le domaine fréquentiel se fait grâce à l’essai
de module complexe (c.f figure 1.6). Cet essai permettant de mesurer le module complexe E∗ consiste
à soumettre le matériau à des sollicitations sinusoïdales de fréquences variées.

Φ h 

ε= ε0.sin(wt)

σ = σ0.sin(wt+δ)

FIG. 1.6 – Schéma de principe de l’essai module complexe de caractérisation du comportement vis-
coélastique dans le domaine fréquentiel

Pour une température θ donnée, on effectue les mesures dans le domaine des petites déforma-
tions où l’enrobé se comporte principalement de façon viscoélastique linéaire. La sollicitation impo-
sée peut être en mode contrainte ou en mode déformation :

ε(t ) = ε0si n(ωt ) ou σ(t ) =σ0si n(ωt ) (1.3)

En régime permanent, la réponse à cette sollicitation sera également sinusoïdale avec la même
pulsation :

σ(t ) =σ0si n(w t +ϕ) ou ε(t ) = ε0si n(w t −ϕ)

Compte tenu du caractère viscoélastique du matériau, dans le cas d’une sollicitation à tempéra-
ture constante, la déformation accuse un retard sur la contrainte, le retard est représenté par un angle
de déphasage ϕ entre les deux signaux.

Le passage par une écriture complexe permet alors d’utiliser une écriture simple entre la contrainte
et la déformation uniaxiale :

σ(t ) = Im
[
σ∗(t )

]
avec σ∗(t ) =σ0e i w t

ε(t ) = Im
[
ε∗(t )

]
avec ε∗(t ) = ε0e i (w t−ϕ)

On définit le module complexe par analogie avec le module d’Young en élasticité :

E∗(w) = σ∗

ε∗
= σ0

ε0
e iϕ = ∣∣E∗∣∣e iϕ (1.4)

– |E∗| est appelé module de rigidité ;
– ϕ est appelé angle de déphasage, compris entre [0,π], caractérisant le comportement visqueux

du matériau. Sa valeur donne une idée sur la prédominance élastique ou visqueuse du com-
portement. Pour un matériau parfaitement élastique, ϕ est nul.
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Le module complexe peut s’écrire également en partie réelle et imaginaire de la façon suivante :

E∗ = E1 + ıE2 (1.5)

où :
– E1 est la partie réelle, appelée module d’élasticité dynamique. Elle est en phase avec la contrainte

et représente la partie récupérable de l’énergie emmagasinée ;
– E2 est la partie imaginaire ou module de perte correspondant à un comportement visqueux ir-

réversible.

Les différentes composantes du module complexe varient avec la température et la fréquence
de sollicitation, fixées pour chaque essai élémentaire. L’observation des résultats expérimentaux a
permis de montrer que le module |E∗| obéit au principe d’équivalence entre la fréquence et la tem-
pérature (une même valeur de module peut être obtenue pour différentes couples de fréquence-
température) : elle se traduit par l’écriture de E∗(w,T) sous la forme E∗(w,T( f )). Il est ainsi possible
de construire une courbe unique (l og |E∗|; log ( f )) à partir des résultats obtenus pour différentes fré-
quences et températures. Cette courbe unique correspondra à une température TR de référence choi-
sie arbitrairement(voir section §1.4.3).
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1.4.3 Représentations classiques

À partir des résultats de module complexe, différentes représentations du comportement rhéolo-
gique sont couramment employées. Les exemples proposés ici correspondent aux résultats obtenus
sur un bitume pur 50/70 (Chambard, [27]).

Courbes isothermes et courbe maîtresse

Pour chaque température, il est possible de tracer l’évolution de la norme du module complexe
|E∗| (ou |G∗|) et de l’angle de phase en fonction de la fréquence de sollicitation. Les isothermes d’un
bitume pur 50/70 sont représentées sur les figures 1.7 et 1.8.
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FIG. 1.7 – Isothermes du module complexe
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FIG. 1.8 – Isothermes de l’angle de phase δ

À chaque température donnée, la pente d’une courbe isotherme renseigne sur la susceptibilité ci-
nétique du matériau bitumineux (c’est-à-dire la variation de module avec la vitesse de la sollicitation).

On constate que les différentes composantes E1 et E2 du module complexe varient avec la tem-
pérature et la fréquence de sollicitation, fixée pour chaque essai élémentaire. On peut confirmer
d’ailleurs l’observation précédente sur des résultats expérimentaux ; le module |E∗| obéit au prin-
cipe d’équivalence temps-température (William [184]).

La construction de la courbe maîtresse s’opère grâce à de simples translations parallèlement à
l’axe des fréquences de chaque isotherme. Ces translations s’articulent autour de l’isotherme corres-
pondant à la température de référence jusqu’à superposition des points de même ordonnée.

Les coefficients de translation de l’isotherme T par rapport à l’isotherme TR de référence choi-
sie est log (aT) tel que E∗(ω,T) = E∗(ω.aT,TR) avec aR = 1. Plusieurs formules sont proposées pour
présenter l og (aT). On rappelle ici les formules les plus utilisées dans le domaine des produits bitu-
mineux :
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Formule WLF (William, Landel et Ferry) :

log aT = −C1(T−TR)

(T−TR)+C2
(1.6)

Avec :
– C1 et C2 coefficients dépendants du matériau ;
– T et TR températures exprimées en ◦K.

Équation de type Arrhénius :

log aT = δH

R

(
1

T
− 1

TR

)
(1.7)

Avec :
– δH énergie apparente d’activation caractérisant le matériau ;
– T et TR températures exprimées en ◦K.

En 1992, Francken [66] a proposé une construction de la courbe maîtresse sur un grand nombre
de résultats expérimentaux provenant de différents types d’essais. Cette méthode a permis de conclure
à la meilleure adéquation de la loi d’Arrhénius pour log (aR).
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FIG. 1.9 – Courbe maîtresse du module de rigidité à 10°C (H.N Nguyen [128])

Cette courbe maîtresse permet d’obtenir des valeurs de module pour les fréquences inaccessibles
expérimentalement.

Courbes isochrones

Il s’agit de représenter le module de rigidité |E∗| en fonction de la température en coordonnée
semi-logarithmique comme montre la figure 1.10.

Cette représentation permet d’estimer la susceptibilité thermique du matériau. C’est-à-dire la
variation du module pour une variation de température donnée.
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FIG. 1.10 – Exemple de courbes isochrones

Espace de Black

L’espace de Black comporte en abscisse le logarithme de la norme du module complexe et en
ordonnée l’angle de phase sur toute la gamme des températures et des fréquences testées, cf. figure
1.11.
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FIG. 1.11 – Représentation rhéologique du bitume 50/70 dans l’espace de Black

Lorsque le matériau obéit au principe d’équivalence temps-température, les points expérimen-
taux permettent de définir une courbe unique, caractéristique du matériau testé :

– Dans le domaine des fréquences élévées et des basses températures, la norme du module de ce
bitume tend vers sa valeur limite |E∗∞| ∼ 3GPa et l’angle de phase tend vers 0 (Ramond et Such,
[144]) ;

– Dans le domaine des basses fréquences et températures élevées, la norme du module |E∗| di-
minue fortement alors que l’angle de phase augmente de façon continue pour tendre vers une
asymptote avec l’augmentation de la température traduisant ainsi un comportement complè-
tement fluide (de La Roche [40]).
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Plan Cole - Cole

Lorsque l’on reporte dans le plan complexe Cole & Cole décrivant l’évolution du module de perte
E" en fonction du module élastique E

′
, on obtient l’allure générale de la courbe (figure 1.12). Il s’agit

d’un arc de cercle partant de l’origine et se renfermant sur la valeur de module atteinte aux très basses
températures et hautes fréquences.
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FIG. 1.12 – Représentation rhéologique d’un bitume pur de grade 50/70 dans le plan Cole-Cole (H.N.
Nguyen [128])

Cette courbe caractéristique peut être utilisée pour caler un modèle de comportement rhéolo-
gique. Cependant, pour les faibles valeurs de module, on utilise plutôt la représentation dans l’espace
de Black.
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1.4.4 Propriétés rhéologiques des bitumes

L’étude du comportement rhéologique des liants bitumineux permet d’avoir des informations
sur la structure des bitumes ainsi que leur résistance aux modes de dégradation, déformation perma-
nente, fissuration par fatigue dues au trafic lourd ou par fatigue thermique, fissuration par retrait à
basse température.

La rhéologie est l’étude de la déformation et de l’écoulement des corps soumis à des sollicitations.
Dans le cadre de la thèse avec ses objectifs bien définis, l’étude du comportement rhéologique des
liants bitumineux se limite à la viscoélasticité linéaire. Pour un cisaillement à faible déformation, les
matériaux parfaitement élastiques obéissent à la loi de Hooke :

τ= Gγ (1.8)

où G représente le module de cisaillement, τ la contrainte de cisaillement et γ la déformation.

Les matériaux purement visqueux obéissent à la loi de Newton :

τ= ηγ̇ (1.9)

où η la viscosité et γ̇ la vitesse de déformation.

Le comportement d’un solide élastique peut être représenté mécaniquement par le modèle de
Kelvin-Voigt (c.f figure 1.13(b)) tandis que le comportement d’un liquide visqueux par le modèle de
Maxwell (c.f figure 1.13(a)).

Modèle de Maxwell

Ce modèle viscoélastique linéaire est constitué par l’association en série d’un ressort de complai-
sance élastique J et d’un amortisseur de coefficient de viscosité η.

Soient ε1 et ε2 les déformations, et τ1 et τ2 les contraintes, respectivement dans le ressort et dans
l’amortisseur.

E0 η

(a) Modèle Maxwell

η
E¥

(b) Modèle Kelvin-Voigt

FIG. 1.13 – Schématisation des modèles rhéologiques

Les équations (1.10) et (1.11) donnent respectivement la fonction de fluage et la fonction de re-
laxation de ce modèle :

J(t ) = 1

E0
+ t

η
(1.10)

R(t ) = E0e−
t
τ (1.11)

avec E0 module instantané et τ= η
E , où τ est le temps de relaxation
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Le module complexe du modèle Maxwell s’écrit comme suit :

E∗(w) = E0
i wτ

1+ ıwτ
= E0w2η2 + ıE2

0ωη

E2
0 +ω2η2

(1.12)

En général, le matériau liant bitumineux possède une fonction de relaxation beaucoup plus complexe
qui ne peut pas s’exprimer par une seule courbe exponentielle. Un modèle mathématique compre-
nant des éléments Mawxell à différents temps de relaxation τi en série peut décrire plus exactement
la relaxation de ce matériau.

Modèle de Maxwell généralisé

Le modèle le plus simple pour représenter le comportement viscoélastique linéaire d’un matériau
est le modèle de Maxwell généralisé en régime oscillatoire. Ce modèle est constitué par l’association
en parallèle de n éléments de Maxwell. Chaque élément est défini par un module de rigidité Ei et
par un coefficient de viscosité ηi . Lors d’un essai de relaxation où l’on impose une déformation don-
née, on mesure l’évolution de la contrainte. Le module E(t ) de relaxation est donné par la relation
suivante :

R(t ) =
n∑

i=1
Ei e

− t
τi (1.13)

où τi = ηi /Ei représente le temps de relaxation.

L’équation (1.13) représente le comportement d’un matériau viscoélastique à l’état liquide. Un
groupe d’éléments de Maxwell en parallèle représente un spectre discret de temps de relaxation,
chaque temps τi étant associé à une rigidité spectrale Ei (τi = ηi /Ei ). Un ressort peut également être
placé en parallèle au groupe de n éléments de Maxwell. Le module de relaxation de ce modèle s’écrit

E∝
E1

η1

E2

η2

Em

ηm

En

ηn

FIG. 1.14 – Modèle viscoélastique Maxwell généralisé

alors comme suit :

R(t ) = E∞+
n∑

i=1
Ei e

− t
τi (1.14)

Le module complexe correspondant E∗ dans le domaine fréquentiel a la forme suivante :

E∗(ıω) = E∞+
n∑

i=1
Ei

ıωτi

1+ ıωτi
(1.15)

Supposons J(τ, t ) la fonction de fluage ou de retard, par le principe de superposition de Boltz-
mann, on définit la déformation ε(t ) d’un matériau viscoélastique linéaire la somme des réponses à
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chacune des sollicitations élémentaires :

ε(t ) =
∫ t

t0

J(τ, t )dσ(τ) (1.16)

Selon Mandel [112] et Couarraze [38], ce formalisme est adapté pour tout matériau viscoélastique.
Dans les expériences de relaxation, la fonction de relaxation R(t ) s’exprime de façon très simple en
fonction des paramètres du modèle.
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1.5 Tests de résistance à la fissuration des liants bitumineux

L’utilisation du bitume dépend des propriétés mécaniques et de la thermo-susceptible. Le bitume
chaud est un fluide qui adhère avec minéraux et qui peut être utilisé avec d’autres matériaux. À la
température ambiante, il est solide et flexible et aux températures très basses, il devient dur et fragile,
ce qui peut limiter son emploi.

1.5.1 Essai Fraass

Ce test proposé par Fraass en 1930 est l’un des seuls tests permettant d’évaluer le comportement
du bitume à très basse température. La température de fragilité Fraass correspond à la température
à laquelle apparaît la première fissure visible à l’œil nu sur un film mince de bitume d’une épaisseur
normalisée (EN-12593 [129]), déposé sur une fine lame d’acier flexible. Autrement dit, la température
est déterminée lorsque le film de bitume atteint une rigidité critique pour laquelle il se rompt par
fléchissement.

Dispositif 
de flexion
de la lame

Thermomètre

Lame de
bitume

(a) Schéma du dispositif expérimental

(b) Lame après rupture

FIG. 1.15 – Principe de l’essai Fraass

Dans cet essai, un film de bitume d’épaisseur 500µm est déposé sur une plaque d’acier flexible de
41×20mm. Le dispositif expérimental (figure 1.15(a)) permet de solliciter régulièrement l’échantillon
par des flexions lentes alors que la température s’abaisse de 1◦C.mi n−1.

La température pour laquelle apparaît la première fissure (figure 1.15(b)) est prise comme tempé-
rature de fragilité Fraass. Les travaux de Van [179] montrent que la température de fragilité Fraass est
une température d’iso-consistance correspondant à un module de 100MPa pour un temps de charge
de 11s ou à une pénétrabilité de 1,25 dixièmes ou encore une valeur de viscosité de 109 Pa.s (Cham-
bard et al. [27]).

Bien qu’il soit représentatif du comportement à froid du bitume en film mince, un tel essai ne
permet de caractériser les propriétés à la rupture du bitume que pour une condition de sollicitation
donnée (vitesse, température).
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1.5.2 Test de ductilité

L’essai de ductilité (EN-13589 [131]) consiste à mesurer l’allongement à la rupture d’une éprou-
vette de bitume en forme de diabolo étirée dans des conditions de vitesse et de température données.
L’essai classique est effectué à +4řC pour une vitesse de 10mm.mi n−1 ou à +25◦C et 50mm.mi n−1.

Pour un bitume donné la ductilité présente un maximum selon la température et elle décroît avec
la vitesse.

Heukelom [82] a montré que cette caractéristique n’est fonction que du module de rigidité du ma-
tériau indépendamment de l’origine, du type ou de la catégorie du bitume. D’autres auteurs relient
le comportement ductile du bitume à sa composition chimique Chambard [27] : une forte teneur en
résine accroît le caractère ductile tandis que la présence de paraffine en quantité suffisante (> 5%) le
réduit.

Un tel essai est intéressant pour comparer le comportement à la rupture d’une éprouvette massive
de bitume dans des conditions de vitesse et de température où le bitume présente un comportement
ductile.

1.5.3 Traction directe à basse température

Afin de connaître la capacité à l’allongement du bitume à basse température, un essai de trac-
tion sur des éprouvettes en haltère a été développé (EN-13587 [130]). Il est réalisé à une vitesse de
0.7mm.mi n−1, pour des températures comprises entre −15 et +10◦C et pour des niveaux de défor-
mation allant de quelques 10−3 à des valeurs maximales de 5.10−2.
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FIG. 1.16 – Courbe de traction directe sur un bitume pur 50/70 (Chambard [27])

Les courbes contraintes en fonction du temps (figure 1.16) permettent d’estimer l’énergie de co-
hésion du liant dans les conditions de l’essai.

Bien que les résultats soient dispersés, ils permettent tout de même d’observer des différences de
comportement. Ainsi Largeaud [99] propose de définir les zones de comportement fragile et ductile
en fonction de la température d’essai à partir des déformations à la rupture (figure 1.17).
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FIG. 1.17 – Evolution des déformations à la rupture en fonction de la température d’essai [99]

Durand et al. [55] propose de compléter les essais de traction directe avec l’essai de fluage BBR
(cf. paragraphe §1.5.4) pour prédire la fissuration des bitumes modifiés par les polymères.

L’essai de butt joint notamment utilisé par Harvey [76] est une variante de l’essai de traction di-
recte pour lequel l’échantillon de bitume est cylindrique et son épaisseur détermine le facteur d’élan-
cement. L’épaisseur de film est alors comprise entre 0.5 et 11.0mm et les vitesses de déformations
varient entre 0.01 et 100s−1.

Toutefois, bien que ces essais aient été développés pour caractériser le comportement à basse
température en traction des liants bitumineux, il semble que les résultats ne soient pas en accord avec
le comportement observé dans les enrobés, notamment dans les zones géographiques très froides
(Chambard [27]).

1.5.4 Essai au mouton pendule

L’essai au mouton pendule sert à mesurer la cohésion du bitume entre 10°C et 50°C. Ce test, ré-
pandu pour la caractérisation des matériaux métalliques, consiste à lâcher un balancier pesant à par-
tir d’une hauteur donnée. Celui-ci vient frapper un cube métallique strié, collé sur un support rigide
par un film de 1mm de liant à analyser (figure 1.18).

Lors du choc, le balancier est freiné. L’angle de remontée est caractéristique de l’énergie dissipée
par la rupture du film de liant. La cohésivité s’obtient alors en divisant l’énergie de rupture par la sur-
face de l’échantillon.

On effectue les mesures à différentes températures. Ces données permettent de tracer la courbe
de variation de la cohésivité (énergie dissipée par unité de surface) en fonction de la température.

La figure 1.18 représente un résultat type et peut se décomposer en trois parties selon Marvillet
[115] :

– La partie AM où l’énergie dissipée augmente en relation étroite mais non exclusive avec l’ac-
croissement de consistance liée à l’abaissement de température. Cette zone correspond sensi-
blement à l’état où le comportement visqueux du liant est dominant ;

– La partie BC où, pour des températures inférieures à TB, le liant présente un comportement
fragile. Dans cette zone, l’énergie dissipée est pratiquement indépendante de la température ;

– La partie MB correspond au comportement viscoélastique du liant.
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FIG. 1.18 – Principe et résultats de l’essai de mouton pendule (Chambard [27])

Cet essai est simple à mettre en œuvre mais exige un assez grand nombre de températures pour
être exploitable, en particulier au voisinage du maximum. Il permet d’étudier l’évolution de l’énergie
de fissuration en fonction des conditions expérimentales. Il est ainsi possible de classer les liants les
uns par rapport aux autres.

Toutefois, dans un tel essai, la vitesse de déformation, qui est mal maîtrisée, est très grande et le
comportement à la rupture s’apparente alors à celui d’un impact, peu représentatif des mécanismes
rencontrés dans les enrobés bitumineux.

1.5.5 Flexion 3 points sur barreau entaillé

Un essai de flexion trois points sur un barreau de bitume entaillé a été développé par Lee [102]. À
la suite de modifications récentes de Hesp [80], les extrémités des barreaux sont en aluminium ; seule
la partie centrale de l’éprouvette est en bitume (figure 1.19). Ceci permet d’éliminer les problèmes
liés à la viscosité du matériau.

Support de flexion

BitumeInsert aluminium

Appui supérieur

 

FIG. 1.19 – Principe de l’essai de flexion 3 points sur barreau entaillé.

Les essais sont réalisés pour des vitesses de déplacement imposées de 1 10−3 et 1 10−2 mm.s−1 et
pour des températures comprises entre −20 et −40◦C.

À partir de ces résultats expérimentaux, Hesp [81] et Olard [136] proposent des valeurs de taux de
restitution d’énergie GIC qui sont globalement comprises entre 1 et 600J.m−2. Ces valeurs montrent
également que, plus le bitume est sollicité dans son état élastique, plus la valeur de GIC diminue. Cet
essai traduit alors l’évolution de la fragilité du bitume à basse température.
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(a) Hesp [81] (b) Olard [136]

FIG. 1.20 – Taux de restitution d’énergie à partir des résultats expérimentaux.

Toutefois, les conditions expérimentales de cet essai ne sont pas encore complètement maîtri-
sées, notamment au niveau des conditions limites pour l’application du chargement, ce qui constitue
un frein dans l’interprétation des essais aux températures plus élevées.

De plus, bien que cet essai soit pratiqué pour déterminer les propriétés à la rupture des bitumes, la
géométrie de l’éprouvette et la sollicitation appliquée ne sont pas représentatives du comportement
du bitume dans un enrobé qui se présente sous la forme d’un film mince entre deux granulats.

1.5.6 Double poutre encastrée (DCB)

L’essai de la double poutre encastrée 2 permet de solliciter en traction un film de bitume de 0.3 à
3.0mm d’épaisseur pris entre deux plaques d’aluminium d’épaisseur 3.0mm.
Afin de favoriser la propagation de la fissure dans le bitume :

– La rupture est préparée à l’aide d’un film mince de téflon au milieu de l’épaisseur de bitume ;
– Les surfaces d’aluminium sont sablées.

Force F
Déplacement u

Longueur de
fissure Initiateur 

de fissure Adhérent Adhésif
épaisseur

du film = 2h

FIG. 1.21 – Principe de l’essai de Double Cantilever Beam

2ou Double Cantilever Beam (DCB) en anglais
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Les vitesses de déplacement imposées sont comprises entre 0.01 et 110mm.s−1.
Bien qu’un tel essai permet d’étudier la propagation d’une fissure dans un film mince de bitume,

la limitation vient de la déformation plastique de l’adhérent Harvey [76].

1.5.7 Bilan des essais actuels

Les essais de rupture sur bitume sont fondés sur des observations visuelles (Frass, ductilité) ou le
suivi de l’effort pour un déplacement imposé. Ils sont peu pertinents pour caractériser la tenue à la
rupture sur une large gamme de températures et de vitesses de sollicitations.

Le développement d’un essai mécanique plus adapté, plus discriminant et dont les surfaces de
rupture ne sont pas polluées par l’air ambiant, comme l’essai de Rupture locale que sera présenté
dans la suite de cette thèse, devrait permettre d’étudier l’initiation, la propagation d’une fissure (Maillard
[108], Stefani [168]).

Selon Borret [16], il n’est pas établi que la même relation d’équivalence existe sur tout la plage de
déformation supportée par le matériau. Cependant Smith [167] montre que la loi WLF du matériau
permet d’unifier les résultats de rupture réalisés pour différentes températures. Certains auteurs on
insprié cette idée pour montrer la même équivalence existe pour la propagation de fissure. Kadir
[94] montre d’ailleurs qu’il n’y a qu’un faible accroissement de température localement pendant la
propagation mais cette élévation de température n’est pas significative. La propagation de fissure
suit la loi WLF du matériau.
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1.6 Conclusion

Dans ce chapitre, la problématique de notre étude sur la fissuration viscoélastique a été présen-
tée. Il établit le cadre général de ce travail de thèse et permet la bonne compréhension des différents
éléments introduits dans les chapitres suivants, consacrés à la présentation des différentes approches
en mécanique de la rupture ainsi que des résultats expérimentaux obtenus au cours de cette étude et
à la modélisation du comportement des liants bitumineux à la fissuration.

Le chapitre §1 a mis l’accent sur la complexité de la nature du comportement thermo-mécanique
des liants bitumineux. Nous avons introduit l’essai de fluage sur barreau de bitume et l’essai de dé-
termination du module complexe dans le domaine fréquentiel. L’application du principe d’équiva-
lence temps-température permet ensuite de représenter les bitumes sous forme d’une courbe maî-
tresse. Les données extrapolées pour les fréquences non-accessibles expérimentalement vont nous
permettre, dans le chapitre §4, d’identifier le modèle rhéologique Maxwell généralisé adopté dans le
domaine temporel. L’implantation de ce modèle rhéologique dans le code de calcul sera précisé dans
le chapitre §6.

Finalement, en examinant brièvement les essais les plus couramment utilisés pour déterminer
les propriétés à la fissuration des bitumes, on a mis en évidence la nécessité de développer l’essai de
Rupture locale plus adapté pour caractériser la tenue à la rupture sur une large gamme de tempéra-
ture et de vitesse de sollicitation.
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État de l’art sur la mécanique linéaire de la
rupture
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2.1. Introduction

2.1 Introduction

La mécanique de la rupture vise à décrire les étapes d’amorçage et de propagation de la fissure.
Selon le comportement du matériau, on peut être confronté à deux types de rupture ; rupture fragile
ou rupture ductile. Dans ce chapitre, on s’intéresse à décrire brièvement la rupture fragile en l’ab-
sence de déformation plastique significative. La rupture ductile sera abordée dans le chapitre §3.

Dans ce chapitre, nous allons donc présenter un aperçu historique succincte de la mécanique de
la rupture avant d’introduire les caractéristiques générales de la mécanique linéaire de la rupture.
Nous détaillerons ensuite les deux approches locales et globales. La première approche est basée sur
les champs de contraintes et de déformations locaux en pointe de fissure. On y aborde le facteur
d’intensité de contrainte et on se propose d’étudier les méthodes de détermination de ce dernier. La
deuxième approche permet d’étudier les paramètres globaux de fissuration, souvent liés avec l’ap-
proche énergétique. On expose dans cette approche les méthodes pour déterminer le taux de restitu-
tion d’énergie.

Les paramètres de fissuration étudiés dans ce chapitre nous permettrons d’appréhender le méca-
nisme de fissuration : initiation, propagation et arrêt de fissure. Nous allons approfondir ces analyses
dans le chapitre §6.
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2.2 Aperçu historique sur la mécanique de la rupture

Les premiers essais de rupture on été menés par Léonard de Vinci bien avant la révolution indus-
trielle, qui a montré que la résistance à la traction des fils de fer varie inversement avec leur longueur.
Ces résultats suggèrent que les défauts contenus dans le matériau contrôlent sa résistance ; plus le
volume est important (fil de fer long) plus la probabilité de présence de défaut par exemple est im-
portante.

Cette interprétation qualitative fût précisée plus tard en 1920 par Griffith [72] qui établit une re-
lation directe entre la taille du défaut et la contrainte de rupture. S’appuyant sur les travaux de In-
glis, Griffith applique l’analyse des contraintes autour d’un trou elliptique à la propagation instable
d’une fissure ; il formule ainsi à partir du premier principe de la thermodynamique, une théorie de
la rupture. Selon cette théorie, un défaut devient instable et conduit à la rupture lorsque la variation
d’énergie liée à une propagation du défaut atteint l’énergie spécifique du matériau. Cette théorie pré-
dit correctement la relation entre la contrainte de rupture et la taille du défaut dans les matériaux
fragiles. Dans les matériaux ductiles et notamment les alliages métalliques, l’avancée d’une fissure
s’accompagne d’une importante dissipation d’énergie due à la plastification qui se développe à l’ex-
trémité d’une fissure et la théorie de Griffith qui ne considère que l’énergie de création de surface ne
peut en rendre compte.

En 1948, Irwin [91] a proposé une modification de la théorie de Griffith en incluant justement
dans le bilan énergétique, l’énergie due à la plastification, pour que l’approche de Griffith soit appli-
cable aux matériaux ductiles.

En 1956, Irwin a proposé le concept de taux de restitution d’énergie à partir toujours de la théorie
de Griffith mais sous une forme facilement exploitable par les concepteurs de structures.

En 1957, s’appuyant sur les travaux de Westergaard [183] qui analyse les champs de déplace-
ment et de contrainte élastiques près de l’extrémité d’une fissure sous chargement donné, Irwin [92]
montre que les déplacements et les contraintes au voisinage de l’extrémité d’une fissure peuvent être
décrits à l’aide d’un paramètre unique. Ce paramètre issu de la mécanique linéaire de la rupture est
relié au taux de restitution d’énergie. C’est le facteur d’intensité de contrainte (FIC).

Au cours des années 70, de nombreuses études (Shih et al. [162], Kanninen [95]) ont porté sur la
recherche d’un paramètre permettant d’étendre la mécanique de la rupture au comportement élasto-
plastique des matériaux.

La période entre 1960 et 1980 vit une intensification des recherches sur la rupture avec deux écoles
qui s’affrontent. D’une part, les tenants de l’approche utilisant la mécanique linéaire de la rupture et
ceux qui s’intéressent essentiellement à la plastification qui se développe à l’extrémité d’une fissure.
Pour tenir compte de l’effet de cette plastification sur les champs de contrainte et de déplacement
à l’extrémité d’une fissure, plusieurs auteurs (Irwin, Dugdale [54] et Barenblatt etc.) ont proposé ce
qu’on appelle une correction de la zone plastique. Selon ce concept, la taille de la fissure est alors
augmentée de cette zone plastique pour retrouver les champs de contrainte élastique décrits par le
facteur d’intensité de contrainte.

Wells [181, 182], un des représentant de la deuxième école, introduit le concept du déplacement
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2.3. Hypothèses de la rupture fragile

à fond de fissure - ou CTOD 3 qui est applicable à la fois à la mécanique linéaire et la mécanique
élasto-plastique de la rupture. Selon ce concept, la fissure avance lorsque le matériau à proximité
de la fissure commence à atteindre une valeur critique de déformation. Cette valeur de déformation
est reliée avec le déplacement à fond de fissure CTOD. La propagation de la fissure ou la rupture est
possible lorsque le CTOD dépasse une valeur critique. Cette valeur critique de CTOD peut donc se
considérer comme une constante du matériau comme le facteur d’intensité de contrainte ou le taux
de restitution d’énergie.

Le déplacement à fond de fissure ou CTOD proposé en 1961, se considère comme le paramètre
alternatif à la mécanique linéaire de la rupture ou plus précisément au concept de SIF ; lorsque la
plastification devient importante comme c’est le cas dans les matériaux très ductiles.

Plus tard, Hutchinson [89], Rice et Rosengren [148] développent un nouveau paramètre appelé
intégrale J pour mieux décrire la répartition des contraintes dans les zones plastifiées (champ HRR).
Shih et Hutchinson proposent également une méthodologie pour utiliser l’intégrale J non seulement
pour décrire la ténacité mais aussi pour la relier à la taille du défaut et au champ des contraintes ap-
pliquées. En 1968, Rice [147] propose l’intégrale de contour J permettant de déterminer l’énergie par
une simple intégrale de contour, indépendante de celle-ci. Ce paramètre a connu un large succès en
raison de sa facilité de mise en oeuvre.

L’interprétation analytique de cette intégrale, a permis à Begley et Landes [11] d’associer J à un
critère d’amorçage Jc (J critique) qui déclenche la propagation ductile par la suite via les courbes de
résistance à la déchirure J−∆a.

2.3 Hypothèses de la rupture fragile

De différents travaux en milieu élastique fissuré (Broberg [18], Christensen [35], Ehrlacher [57]),
la région de la pointe de fissure peut être décomposée en trois zones :

FIG. 2.1 – Les zones de champs mécaniques

– La zone d’élaboration : elle se situe au voisinage direct de la pointe de fissure. L’étude de cette
zone, considérée comme ponctuelle d’un point vue mécanique, est très complexe car les contraintes
tendent vers l’infini théoriquement à l’approche de la pointe de fissure ;

– La zone singulière : dans cette zone, le champ de contrainte présente une singularité en 1/
p

r ;
– La zone des champs lointains : elle est extérieure aux deux zones précédentes. Elle fait le lien

entre la zone singulière et les conditions aux limites de chargement et déplacement.

3Crack Tip Opening Displacement
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2.3. Hypothèses de la rupture fragile

Dans la zone singulière, la solution de la contrainte en élasticité est proportionnelle avec la sin-
gularité d’ordre 1/

p
r. Cette solution n’est malheureusement pas physiquement réaliste. En fait, les

contraintes en pointe de fissure sont "écrêtées" par la plasticité (François et al. [65]). De plus, la si-
gnification énergétique de la rupture proposée par Griffith devient plus ambiguë, dans la mesure où
elle consiste à représenter la propagation de fissure comme un déchargement. Or, en plasticité, une
partie de l’énergie est dissipée par le phénomène irréversible et on ne peut pas toujours évacuer la
fraction d’énergie disponible pour la propagation.

En ce qui concerne la plastification en pointe de fissure, on distingue trois cas suivants :
– La plasticité confinée : il s’agit d’une concentration des contraintes en pointe de fissure créant

une plastification locale. Il est nécessaire que la taille de cette zone reste petite par rapport à
la longueur de la fissure, et aux dimensions de la structure, de façon à ne pas trop perturber la
distribution élastique des contraintes ;

– La plasticité étendue : c’est le domaine pour lequel la taille de la zone plastique n’est plus négli-
geable devant la longueur de la fissure ou la dimension du ligament. Elle s’inscrit dans le cadre
de la mécanique de la rupture à comportement non linéaire, et son étude n’est que très récente.
– En élasticité linéaire, la singularité est d’ordre 1/

p
r , elle est plus faible en plasticité, et vaut

−n/(n +1), avec n, le coefficient d’écrouissage du matériau, compris entre 0 et 0.2,
– La zone d’élaboration définie en élasticité linéaire est remplacée par un champ de déforma-

tion qui ne dépend que de la limite d’élasticité en cisaillement et de l’orientation par rapport
à l’axe de la fissure (champ de Prandt),

– À la pointe de la fissure, l’émoussement et le champ de Prandt conduisent à des contraintes
finies. Plus loin de l’extrémité de la fissure (zone de champs semi-lointain), les distributions
des contraintes et des déformations peuvent être approchées par une solution asymptotique
H.R.R4.

2.3.1 Endommagement et mécanique de la rupture

Lorsqu’une pièce est soumise à des efforts d’origine variée, il existe une limite en contraintes ou
en déformations à ne pas dépasser, sous peine d’endommager la pièce et de provoquer sa rupture.
Suivant que l’on s’intéresse à la dégradation du matériau d’un point de vue micro-mécanique (Tan-
guy [152, 151]) ou macro-mécanique, deux approches peuvent être utilisées :

– La mécanique de l’endommagement propose de décrire continûment la dégradation progres-
sive du matériau due à l’apparition, à la croissance, puis à la coalesence de micro-fissure ou de
micro-cavités présentes dans le matériau. Cette approche, initialement introduite par Kacha-
nov, a été reprise et devéloppée par de nombreux auteurs tels que Chaboche, Lemaître [103],
Bui [20], Ehrlacher [57], Gurson, Tvergaard, Needleman [127], Rousselier [150]. Lorsque les mi-
crofissures, les microcavités créées par croissance ou par coalescence des défauts sont de taille
assez grande, cette façon d’aborder le problème n’est plus valable, et il faut alors utiliser la mé-
canique de la rupture ;

– La mécanique de la rupture a pour objet l’étude du comportement mécanique au voisinage de
la pointe d’une fissure. L’étude des champs mécaniques permet ensuite de juger de la stabilité
ou non d’une fissure. Il est également possible, comme nous le verrons par la suite, d’aborder
la mécanique de la rupture à travers une étude énergétique d’un solide fissuré.

4Le champs singulier proposé par Hutchinson [89], Rice et Rosengren [148]
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2.3. Hypothèses de la rupture fragile

2.3.2 Fissure statique, quasi-statique et dynamique

Les premiers travaux réalisés en mécanique de la rupture visaient à établir, de façon précise, les
champs mécaniques au voisinage d’une fissure statique. La difficulté d’une telle étude réside dans
la prise en compte de la singularité introduite par la pointe d’une fissure. Le calcul précis des para-
mètres mécaniques tels que le facteur d’intensité des contraintes, ou le taux de restitution d’énergie
réside en grande partie dans la bonne prise en compte de cette singularité. L’étude des champs mé-
caniques entourant une pointe de fissure statique fait l’objet de cette étude bibliographique.

Une fois les paramètres mécaniques calculés, il est possible de prévoir la propagation ou non de
la fissure. Suivant le type de matériau étudié et le chargement appliqué, la propagation pourra être
qualifiée de stable (la fissure a besoin de plus d’énergie pour reprendre sa progression) ou d’instable
(la fissure poursuit sa progression jusqu’à la ruine de la structure, sans recours à une énergie supplé-
mentaire).

On est alors amené à étudier la propagation quasi-statique de la fissure, à l’aide des critères
d’amorçage, de bifurcation et de stabilité.

Enfin dans les problèmes de chargement rapide ou lorsque les vitesses de propagation de fissures
sont importantes, il est nécessaire de prendre en compte les termes d’inertie dans la formulation et
dans la résolution du problème. On parle alors de propagation dynamique des fissures (Attigui [3]).

2.3.3 Modes de rupture

La fissure se manifeste par la séparation irréversible d’un milieu continu en deux parties appelées
lèvres de fissure de part et d’autre d’une surface géométrique.

Cette surface fissurée rend le champ de déplacement discontinu. Les mouvements possibles des
lèvres d’une fissure sont des combinaisons des trois modes suivants :

FIG. 2.2 – Les trois modes de rupture simple

– Mode I ou encore le mode d’ouverture de la fissure (ou de clivage). Pour beaucoup de maté-
riaux, on le considère comme le mode le plus important en mécanique de la rupture en adop-
tant les deux hypothèses de déformation plane ou de contrainte plane ;

– Mode II : il s’agit du cisaillement plan dont la première direction de glissement est normale au
front de la fissure. On y adopte souvent les hypothèses planes ;

– Mode III : il correspond au cisaillement anti-plan (ou déchirement) dont la seconde direction
de glissement est parallèle avec le front de la fissure.
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Formuler un critère de rupture, c’est définir la condition permettant de prévoir l’évolution de la
fissure existant dans une pièce mécanique. Historiquement, c’est Griffith [72] qui a fait une théorie
cohérente de la rupture fragile dont l’interprétation est basée sur un bilan d’énergie lié à la croissance
de la fissure.

Les théories plus récentes de Irwin [92], puis Barenblatt [7], se rattachent aux notions de forces,
champ de contraintes admissibles et forces de cohésion. Le critère de la courbe intrinsèque molé-
culaire de Mandel et celui de la contrainte normale maximale, reposent également sur la notion de
force, plus exactement sur l’analyse des contraintes dans le voisinage de la pointe de la fissure.

Les critères de croissance de fissure de fatigue, de Paris ou de Erdogan, ont plus ou moins un
caractère empirique. Comme ils découlent directement des expériences, ces critères trouvent leurs
places dans les applications pratiques importantes.

Tous les paramètres caractéristiques introduits dans les théories de la rupture fragile sont équiva-
lents. Ils se rattachent tous au facteur d’intensité des contraintes.

2.4 Approche locale

Certains auteurs définissent l’approche locale comme l’approche liée aux modèles d’endomma-
gement. Dans notre cas, cette approche consiste à déterminer les paramètres de la mécanique de la
rupture à l’aide des champs de contrainte et de déformation locaux en pointe de fissure. Pour dé-
finir ces champs en pointe de fissure, on introduit la notion de facteurs d’intensité des contraintes
(FIC). Ces champs étant fortement perturbés par la singularité créée par la pointe de fissure, nous
verrons qu’il est nécessaire d’utiliser des outils spécifiques afin de calculer ces facteurs d’intensité
des contraintes de façon précise.

2.4.1 Facteur d’intensité de contrainte

Dans la mécanique linéaire de la fissure, le facteur d’intensité de contrainte en mode I dépend
proportionnellement de la sollicitation, de la géométrie de la structure ainsi que de la taille de fissure.

Introduits en 1957 par G.R. Irwin [92], les facteurs d’intensité de contrainte correspondent à des
cinématiques particulières du mouvement d’une fissure.

Dans le cadre de la mécanique linéaire de la rupture, le système des équations d’élasticité, sans
force volumique avec les conditions aux limites homogènes s’exprime comme suit :{

σi j = Kα
1p
2πr

f α (θ)

εi j = Kα
1p
2πr

gα (θ)
α= 1,2,3 (2.1)

La forme générale du champ des contraintes au voisinage de l’extrémité d’une fissure dans un
milieu élastique linéaire s’écrit :

σi j = Kp
2πr

fi j (θ)+
∞∑

m=0
αmr

m
2 g (m)

i j (θ) (2.2)

d’où :
– (r,θ) coordonnées repérées par rapport à l’extrémité de la fissure ;
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2.4. Approche locale

– fi j et gi j fonctions adimentionnelles dépendant du mode de sollicitation ;
– gi j fonction adimentionnelle dépendant de l’état de contrainte et de la géométrie du corps fis-

suré.

Au voisinage immédiat de l’extrémité de la fissure, les contraintes présentent une singularité en
1/
p

r , c’est-à-dire lorsque r → 0 elles tendent vers l’infini comme 1/
p

r . Les autres termes d’ordre plus
élevé de la relation (2.2) sont alors négligeables. La zone la plus critique est donc le voisinage immé-
diat de l’extrémité de la fissure et on ne considère alors que les termes en 1/

p
r . En déformation plane

ou en contrainte plane, les déplacements et les contraintes peuvent s’exprimer par les formules :{
u1 = KI

2µ ( r
2π )

1
2 cos θ2 (k − cosθ)+ KII

2µ ( r
2π )

1
2 si n θ

2 (k + cosθ+2)

u2 = KI
2µ ( r

2π )
1
2 si n θ

2 (k − cosθ)− KII
2µ ( r

2π )
1
2 cos θ2 (k + cosθ−2)

(2.3)


σ11 = KI

(2πr )
1
2

cos θ2 (1− si n θ
2 si n 3θ

2 )− KII

(2πr )
1
2

si n θ
2 (2+ cos θ2 cos 3θ

2 )

σ12 = KI

(2πr )
1
2

cos θ2 si n θ
2 cos 3θ

2 + KII

(2πr )
1
2

cos θ2 (1− si n θ
2 si n 3θ

2 )

σ22 = KI

(2πr )
1
2

cos θ2 (1+ si n θ
2 si n 3θ

2 )+ KII

(2πr )
1
2

si n θ
2 cos θ2 cos 3θ

2

(2.4)

avec µ le module de cisaillement et ν le coefficient de Poisson.

k =
{

3−4ν en déformation plane
3−ν
1+ν en contrainte plane

Dans la littérature, les constantes KI et KII sont les facteurs d’intensité de contrainte mesurant la
force de la singularité des contraintes.

Ces facteurs d’intensité de contrainte caractérisent la force de la singularité du champ des contraintes
à l’extrémité de la fissure (Erdogan [60]). Ils sont proportionnels aux discontinuités des déplacement
des lèvres de la fissure, et ne dépendent que de la répartition des efforts extérieurs et de la géométrie
de la fissure. Plusieurs ouvrages tels que celui de Murakami [125] donnent l’expression de ces facteurs
d’intensité de contrainte pour des géométries et des chargements variés.

En mode d’ouverture symétrique, la plupart des théories de la rupture fragile conduisent à la
notion d’un seuil critique, non pas pour la contrainte qui est infinie en fond de fissure, mais pour le
facteur KI. On obtient un critère de rupture de la forme :

KI −KIC = 0 (2.5)

Avec KIC une caractéristique physique du matériau appelée ténacité. Dans un problème plan, le
facteur KI est une fonction de la géométrie de la structure, en particulier de la longueur de la fissure
existante a et des paramètres du chargement Qi :

KI = f (a,Qi ) (2.6)

Plusieurs auteurs continuent à utiliser les facteurs d’intensité de contrainte en plasticité confinée
(et surtout en déformation plane), mais ces facteurs n’ont plus de signification en plasticité étendue
puisqu’il n’y a plus de singularité des contraintes en pointe de fissure. En plasticité confinée, on défi-
nit alors des facteurs d’intensité de contrainte équivalents, ou apparents, qui dépendent des facteurs
d’intensité de contrainte élastiques, mais également des déformations plastiques en pointe de fissure.
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2.4.2 Détermination du facteur d’intensité de contrainte

Lorsque l’on cherche à identifier la résistance vis-à-vis d’extension d’une fissure par la détermi-
nation des critères de rupture sous forme du facteur d’intensité de contrainte. On rencontre souvent
le problème de singularité à proximité de la pointe de la fissure. Afin de reproduire cette singularité
des champs de déformation, plusieurs solutions sont proposées telles que la méthode des fonctions
de poids, de forces volumiques et surfaciques et la méthode d’éléments finis. Cependant, dans la pra-
tique, les problèmes de mécanique de la rupture rencontrés n’ont pas souvent de solutions exactes.

Cependant, il existe les approches analytiques suivantes :

La méthode basée sur le principe de superposition est la plus couramment utilisée consiste à ra-
mener le problème traité à celui de la superposition des solutions déjà résolus. Les solutions
en élasticité linéaire dans certains ouvrages de synthèses (Murakami [125]) ;

La méthode des fonctions de poids (Lee [101], Vainshtok [178]) est bien établie pour certains cas
particuliers et elle ne nécessite qu’un seul calcul de structure. Cependant, on reste limité aux
géométries qui existent dans les tables de certains ouvrages.

Dans la littérature, on retrouve essentiellement des travaux de recherche qui exploitent la mé-
thode d’éléments finis :

– La méthode d’éléments singuliers : l’utilisation standard de la méthode des éléments finis ne
permettent pas de rendre compte des singularités des champs de contrainte au voisinage de
la pointe de la fissure, il a été nécessaire d’effectuer quelques améliorations. par la suite, plu-
sieurs idées ont été proposées : du raffinement de la zone singulière à l’introduction brutale de
la singularité dans les fonctions de forme. Cependant, la plupart de ces techniques ont peu à
peu été abandonnées. Finalement, ce sont Heshell et Shaw [79] d’une part, et Barsoum [10, 9]
d’autre part, qui finirent par trouver une solution préservant à la fois les fonctions de forme et
les fonctions d’interpolation. Il s’agit de déplacer les nœuds milieux des côtés correspondant à
la pointe de la fissure permettant de forcer la singularité Henshell et Shaw ,Shih [163], Gray L.J.
[70, 71], han A.-V [141] , Banks-Sills [5, 6].

– Le calcul par extrapolation : il consiste à effectuer une extrapolation du champ des contraintes
ou des déplacements lorsque r tend vers 0. Cette méthode nécessite un maillage fin lorsque
l’on n’utilise pas d’éléments spéciaux, et il est préférable d’effectuer une étude de sensibilité
par rapport à la finesse du maillage. Il nous faut également éliminer les points les plus proches
de la pointe de la fissure pour effectuer un lissage (Gustavo [73]).

– L’approche énergétique : il s’agit de déterminer le facteur d’intensité de contrainte à partir des
valeurs de l’intégrale J qui peut être calculé à partir d’une intégration sur le contour (Rice [147],
Begley et Landes [11], Kishimoto [96], Moran et Shih [122], Chun-Pok et McDowell [105]) ou de
l’extension virtuelle de fissure (Parks [137], Hellen [78], deLorenzi [44, 43]). De plus, l’intégrale J
peut se considérer comme un critère de rupture ductile si les champs à proximité de la pointe de
fissure suivent la description de Hutchison [90] et de Rice et Rosengren [148] (connue comme
la solution HRR).

– Le modèle de zone cohésive CZM (Cohesive Zone Model) : dans les travaux de Barenblatt [7, 8]
en 1959, cette méthode permet de calculer davantage le taux de restitution d’énergie dans la
mécanique linéaire de la rupture car elle ne demande pas d’éléments spéciaux et elle est insen-
sible au maillage. En 1960, Dugdale [54] a appliqué ce modèle aux matériaux ductiles en tenant
compte de la plastification. Sa version linéaire est connue sous le nom VCCT 5 proposée en 1977

5Virtual Crack Closure Technique
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par Rybicki et Kanninen [154]. Cette méthode permet de calculer davantage le taux de restitu-
tion d’énergie car elle ne demande pas d’éléments spéciaux et elle est insensible au maillage.
Sa limitation majeure se trouvait toutefois dans son domaine d’application de la mécanique
linéaire de la rupture (Leski [104]). En 1959, Banrenblatt [7, 8] applique ce modèle pour calcu-
ler parfaitement le matériau fragile. Parmi les travaux récents, on peut citer les publications de
Needleman et Xu [126, 185] sur la simulation numérique de la rupture fragile. Malgré de nom-
breux travaux intéressants, cette méthode n’est pas encore introduite dans les codes de calcul
connus (Ansys, Aska, Permas ou Semcef) sauf Franc2D, Abaqus [87] en 2007 et Msc Nastran [1]
récemment.

Il existe également les travaux de Birinci ([12, 13]) pour déterminer le facteur d’intensité de contrainte
d’une fissure axisymétrique en mode I.

Méthode statique : il s’agit de déterminer le facteur d’intensité de contrainte à partir du champ de
contrainteσ en pointe de fissure et dans son prolongement. Cette contrainte s’exprime en fonc-
tion du déplacement déterminé aux points d’intégrations des éléments et non aux noeuds.

Ka
I = lim

r→a

√
2(a − r ).σ22(r,θ= 0) (2.7)

σ22(x1,θ= 0) = Kσ
I

√
1

2πx1
(2.8)

Lors que l’on s’approche de la pointe de la fissure, les champs mécaniques sont mal calculés
par la méthode des éléments finis. Afin d’améliorer la précision du calcul de facteur d’intensité
de contrainte, on doit raffiner le cette zone.
D’ailleurs, en mode I de rupture, la fonction d’Airy de contrainte s’exprime :

Φ = A−1r
3
2

[
cos

ϕ

3
+ 1

3
cos

3ϕ

2

]
(2.9)

+ ∑
1,3,5

Anr
n
2 +2

[
cos

nϕ

2
− n

n +4
cos

(nϕ

2
+2ϕ

)]
+ ∑

0,2,4
Anr

n
2 +2

[
cos

nϕ

2
− cos

(nϕ

2
+2ϕ

)]
La dérivée d’ordre 2 de cette équation de Φ permet d’avoir la solution en contrainte σϕ. Le
premier terme de l’expression deΦ caractérise la singularité à proximité de la pointe de fissure.
Pour le cas où ϕ= 0, on l’obtient alors :

σϕ = A−1p
r
+A1

p
r +©(r

3
2 ) = KIp

2πr
+A1

p
r +©(r

3
2 ) (2.10)

Selon (Chailleux [26]), on peut réécrire l’équation (2.10) comme suit :

σϕ
p

2πr = KI +B1r +B2r 2 (2.11)

Des coefficients B1 et B2 sont déterminés par la méthode des moindres carrées.
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Méthode cinématique : Elle repose sur le calcul de l’ouverture des lèvres de la fissure qui est carac-
térisé par les facteurs d’intensité d’ouverture de fissure

u2(r, t ) = KI
ε(t )

√
r

2π
(2.12)

Le déplacement d’un point placé sur la lèvre supérieure représente donc la demi ouverture de
la fissure :

u2(r, t ) = KI
ε(t )

2

√
r

2π
(2.13)

On peut réécrire cette formulation d’ouverture de fissure sous forme d’équation d’une droite
(u2,r) :

[u2]2 =
(

1

8π

(
Kε

I

)2
)

r (2.14)

avec r soit la distance du point considéré à la pointe de la fissure.
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2.5 Approche globale ou énergétique

2.5.1 Taux de restitution d’énergie

Historiquement, c’est Griffith [72] qui a abordé le problème de la rupture des corps fissurés d’un
point de vue énergétique. Il a considéré la fissuration du solide comme un processus physique où le
bilan énergétique est lié à la croissance de la fissure.

On considère ici un corps fissuré Ω soumis à un chargement sur le bord extérieur Sext . Lors de la
propagation de la fissure, l’aire augmente de δS. La conservation de l’énergie totale du système s’écrit
sous la forme suivante :

δWtot ≡ δWel ast +δWext +δWS +δWci n = 0 (2.15)

avec :
– δWel as la variation de l’énergie de déformation élastique ;
– δWext la variation d’énergie potentielle des forces extérieures (ou le travail des forces exté-

rieures −∫
F.δu ;

– δWS l’énergie dissipée dans la création des nouvelles surfaces fissurées ;
– δWci n la variation d’énergie cinétique.

En introduisant la densité d’énergie de séparation des surfaces fissurées (δWS = 2γδS) et en sup-
posant qu’il existe un état d’équilibre avec les sollicitations extérieures et une fissure de surface juste
avant la propagation. La fissure se propagera de façon instable si l’énergie cinétique augmenteδWci n >
0, soit

∂

∂S
(Wel as +Wext )+2γ< 0 (2.16)

On définit le taux de restitution d’énergie G :

G =− ∂

∂S
(Wel as +Wext ) (2.17)

Le critère de propagation de Griffith se traduit donc par :

G > 2γ (2.18)

L’initiation de la propagation à partir de la configuration de fissure S est possible lorsque G = 2γ.

Critère de stabilité globale de la propagation de fissure

La décroissance ou la croissance de l’énergie cinétique peut indiquer la stabilité de la fissure. Le
critère global adopté dans cette partie est différent par rapport au critère local de stabilité qui est lié
avec l’accélération de la fissure.

Dès que G est supérieur à 2γ, une partie de l’énergie disponible sert précisément à rompre les liai-
sons, c’est l’énergie de séparation. L’excès d’énergie (G−2γ)δS est transformé en énergie cinétique,
qui pourrait à son tour, s’il n’y avait pas d’autre apport d’énergie extérieure, se dissiper dans la sépa-
ration de surface nouvelle. On voit que ce processus peut mener à la propagation instable.
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Si au contraire, les sollicitations extérieures sont telles que à tout moment on a l’égalité :

G = 2γ (2.19)

alors il n’y a pas d’accroissement d’énergie cinétique. On dit que la rupture est contrôlée. Dans ce
cas, c’est une croissance stable de la fissure.

Expression de G en cas quasi-statique

Considérons un corps Ω soumit à une traction Td sur la frontière ∂ΩT et à un déplacement ud

sur une frontière ∂Ωu . On s’intéresse aux relations d’énergie élastique stockée et de travail des efforts
extérieurs lors d’une augmentation de la fissure dS. L’énergie élastique est égale à :

Wel ast =
1

2

∫
∂Ω

Ti .ui dS = 1

2

∫
∂ΩT

Td
i .ui dS + 1

2

∫
∂Ωu

Ti .ud
i dS (2.20)

L’énergie potentielle des efforts extérieurs s’exprime comme suit :

Wext =
∫

∂ΩTd
i

Td
i .ui dS (2.21)

L’énergie potentielle totale P :

P = Wel ast −Wext = 1

2

∫
∂Ωu

Ti .ud
i dS − 1

2

∫
∂ΩT

Td
i .ui dS (2.22)

Puisque les chargements surfaciques sont indépendants du processus de fissuration, on déduit
alors le taux de restitution d’énergie G :

G ≡−∂P

∂A
= 1

2

 ∫
∂ΩT

Td
i
∂ui

∂A
dS −

∫
∂Ωu

∂Ti

∂A
ud

i dS

 (2.23)

soit encore :

G = 1

2

∫
∂Ω

(
Ti
∂ui

∂A
− ∂Ti

∂A
ui

)
dS (2.24)

2.5.2 Intégrale de contour

La singularité du champ des contraintes au voisinage de la pointe d’une fissure peut également
être étudiée avec des intégrales de contour déduite de la loi de conservation de l’énergie (Eshelby
[61]). Ces intégrales ont la particularité d’être équivalentes aux taux de restitution d’énergie, et d’être
indépendantes du contour d’intégration choisi. Parmi les plus connues, on peut citer l’intégration
J de Rice [147], l’intégrale duale I de Bui [19], l’intégrale hybride s’appuyant sur le superélément de
Tong et Pian [186] ou encore les intégrales T et A proposées par Bui et Proix [21] et mises en oeuvre et
étudiées par Zhang [186].
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Pour l’intégrale de Rice, on considère un milieu bidimentionnel fissuré, dont la fissure sera sup-
posée rectiligne. Le contour C est un contour ouvert, orienté dont les extrémités se trouvent sur les
faces supérieure et inférieure de la fissure.

J =
∫

C

(
We (ε)n1 −σi j n j

∂ui

∂x

)
(2.25)

où We est la densité d’énergie de déformation élastique telle que

σi j = ∂We

∂εi j
(2.26)

avec :
– u est le vecteur déplacement en un point M du contour C avec la normale n tournée vers l’ex-

térieur ;
– σ représente le champ des contraintes.

L’intégrale J est indépendante du contour à condition qu’il n’ait pas de forces de surface sur les
lèvres de la fissure. Il représente le taux de décroissance de l’énergie potentielle :

J =−∂Wp

∂A
= G (2.27)

L’intégrale J permet, dans certaines conditions, de décrire le champ des contraintes et des défor-
mations à la pointe de la fissure à travers le champ HRR.

2.5.3 Ouverture du fond de fissure (CTOD)

En élastoplasticité, la pointe de la fissure s’émousse et certains auteurs (Wells [182]) ont proposé
d’utiliser l’ouverture de la fissure comme paramètre de mécanique de la rupture. Le CTOD, ou écar-
tement de fissure δ, a ainsi été défini à partir des déplacements de la pointe de fissure, mesuré à
l’intersection de la frontière de la zone plastique avec les lèvres de la fissure. Il existe de nombreuses
façons de calculer cet écartement δ (Pluvinage [142]). Par exemple, Tracey [172] a proposé de définir
cet écartement à l’intersection de deux droites passant à 45°C de l’axe et des lèvres de la fissure.

Il est ensuite possible de relier le CTOD au taux de restitution d’énergie, ou encore à l’intégrale J
en utilisant la solution asymptotique HRR (Shih [161]) :

δ= dn (σ0,n)
J

σ0
(2.28)

où dn est un coefficient de proportionnalité sans dimension, et qui dépend fortement du coeffi-
cient d’écrouissage n, et peu de la limite d’élasticité σ0

2.5.4 Calcul du taux de restitution d’énergie

Ces méthodes sont particulièrement bien adaptées aux calculs par éléments finis car on se place
relativement loin de la pointe de fissure, de façon à ne pas faire intervenir les singularités. Par contre,
elles présentent l’inconvénient de ne pas permettre le découplage des différents modes. Ces mé-
thodes font état de très nombreuses publications, nous nous restreindrons à celles qui sont les plus
utilisées.
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Méthode d’avancée réelle de la fissure

En travaillant à force imposée, on peut calculer G en calculant l’évolution de l’énergie élastique
lors d’un petit incrément de longueur de la fissure. G s’obtient alors par lissage de la quantité :∆Wel /∆a.

Dans la pratique, la méthode consiste donc à effectuer deux ou trois calculs élastiques successifs
à partir d’un maillage identique, mais sur lequel on relâche un ou plusieurs nœuds en fond de fissure
entre les différents calculs. On peut travailler avec des éléments quadratiques courants, mais il ne faut
surtout pas positionner la pointe de fissure sur un nœud milieu. Il est préférable de réaliser au moins
deux déterminations puis d’évaluer G par extrapolation quand r → 0.

Cette méthode basée sur un raisonnement physique, a l’avantage de bien s’adapter aux codes,
tout en n’utilisant pas d’éléments spéciaux. Elle nécessite cependant un maillage fin en pointe de
fissure et est très coûteuse en temps de calcul, puisqu’elle requiert au moins deux calculs pour une
longueur de fissure donnée.

Méthode de fermeture virtuelle de fissure VCCT

La méthode VCCT 6 ou la méthode de fermeture virtuelle de fissure a attiré beaucoup d’attention
dans la modélisation de rupture. La méthode a été introduite par Rybickki et Kanninen [154] en 1977
et puis démontrée pour les problèmes 3D par Shivakumar [165, 164] et De Roeck et Abdel Wahad
[42]. L’avantage de cette méthode est que le taux de restitution d’énergie peut être calculé à partir
des variables nodales communes avec un maillage relativement grossier par rapport aux méthodes
dépendantes de la précision du champ de contrainte à proximité de la singularité.

La méthode VCCT comme la méthode de modèle cohésive (DCZM) 7 se base sur l’approche d’ana-
lyse de croissance progressive de fissure [64]. Elle utilise les déplacement et les forces nodales pour
déterminer le taux de restitution d’énergie. Cette méthode se base sur deux principales hypothèses
(Krueger [98]) :

– L’énergie restituée (∆E) nécessaire pour ouvrir une avancée de fissure ∆a, de (a+∆a) au nœud
i à (a+2∆a) au nœud k est identique à l’énergie nécessaire pour refermer la fissure entre les po-
sitions i et k. Les forces requises pour refermer la fissure sont également identiques aux forces
agissant sur les surfaces non-fissurées supérieure et inférieure ;

– Une extension de fissure de (a +∆a) à (a +2∆a) n’affecte pas de manière significative l’état en
pointe de fissure. C’est pourquoi, les déplacements relatifs des deux lèvres derrières la pointe de
fissure au nœud i quand la fissure se trouve au nœud k, sont approximativement égaux aux dé-
placements relatifs derrière la pointe de fissure au nœud l quand la fissure se trouve au nœud i .

Dans ce modèle à deux dimensions, les composantes des modes I et II du taux de restitution
d’énergie sont calculés de manière suivante :

GI = 1

2∆a
Zi .(wl −wl∗) (2.29)

GII = 1

2∆a
Xi .(ul −ul∗) (2.30)

6Virtual Crack Closure Technique
7Discrete Cohesive Zone Model
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où ∆a est la longueur de fissure, Xi et Zi sont respectivement les forces de cisaillement et d’ou-
verture à la pointe de fissure au nœud i . Les déplacements relatifs derrière la pointe de fissure, ∆ul

et ∆wl respectivement les déplacements de cisaillement et d’ouverture, sont calculés à partir des dé-
placements de la face fissurée supérieure ul et wl pour le nœud l et des déplacements des nœuds de
la face fissurée inférieure u∗

l et w∗
l pour le nœud l∗. L’exposant ∗ traduit la position du nœud sur la

face inférieure de la fissure.

(a) Étape 1
(b) Étape 2

FIG. 2.3 – La méthode de fermeture de fissure en deux étapes (Krueger [98])

L’avantage de cette méthode est qu’elle est insensible au maillage, elle ne demande donc pas
d’éléments singulier de fissure. De plus, puisqu’elle se base sur les variables primaires déplacements
et forces nodales, elle n’engendre pas le problème de taille et au terme du coût de calcul, la méthode
VCCT est très efficace.

Cependant, cette méthode n’est applicable qu’en cas élastique linéaire. De plus, le mécanisme
d’ouverture de la fissure demande de prédéfinir la ligne de rupture et la ténacité du matériau.

Méthode de l’intégrale J

Cette méthode permet de calculer l’intégrale de Rice [147] à partir des résultats du code par élé-
ments finis. La définition de l’intégral de Rice suivant la section §2.5.1 a pour expression :

J =
∫

C

(
We (ε)n1 −σi j n j

∂ui

∂x

)
d s (2.31)

Cette intégrale représente l’énergie disponible en fond de fissure. Elle peut cependant être cal-
culée assez loin de cette zone. D’ailleurs, son indépendance par rapport au contour d’intégration
permet de prendre ce dernier assez grand, afin d’éviter la zone de singularité.

En pratique, le contour d’intégration C est défini par un ensemble de nœuds du maillage. Le code
de calcul nous permet d’obtenir les valeurs des contraintes et du gradient des déplacements dans
chaque élément aux points d’intégrations, puis par lissage à ses sommets. Pour un contour donné C,
on peut donc calculer la valeur J basée sur les éléments intérieurs (Ji nt ), ou basée sur les éléments
extérieurs (Jext ) et enfin obtenue par moyenne arithmétique en chaque nœud du contour (Jm). Afin
de justifier le choix du contour, il est nécessaire que ces trois quantités soient très voisines.
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Contrairement à la théorie, la précision des résultats numériques obtenus par cette méthode est
très dépendante du choix du contour. Elle est d’autant meilleure que le contour est éloigné de la
pointe de fissure. Pour les maillages constitués d’éléments quadrilatères, disposés "circulairement"
autour de la pointe de la fissure, il peut être intéressant de choisir comme contour d’intégration, le
contour passant directement aux points d’intégration de l’élément. Cela permet en effet d’avoir la
valeur exacte de la contrainte ou de la déformation qui sont des valeurs calculées aux points d’inté-
grations. Pour des éléments triangulaires, cette technique est peu utilisée, car elle fournit alors des
contours très irréguliers. Petit [139] montre que la précision est améliorée par l’utilisation d’éléments
singuliers avec nœuds au quart.

Calcul par avancée virtuelle de fissure

La méthode avancée viturelle de la fissure (VCE) proposée par Hellen [78] et Parks [137] au milieu
des années 1970 et reformulée récemment par De Lorenzi [43] permet de calculer la variation glo-
bale et locale d’énergie potentielle en introduisant une extension virtuelle de fissure δa. Le processus
d’extension de la fissure est obtenu en déplaçant les points nodaux du réseau, plutôt qu’en ôtant les
composantes de la traction nodale à la pointe de la fissure et en procédant à une seconde analyse
comme cela est fait avec la méthode d’extension réelle.

Si l’on note [K] la matrice de rigidité du système, u le vecteur déplacement, et f le vecteur charge-
ment aux nœuds du maillage, le système à résoudre s’écrit :

[K]{u} = { f } (2.32)

On réalise une petite perturbation δa de la pointe de fissure (de l’ordre de 10−2 à 10−3) fois la
dimension de la première maille en pointe). Cette extension implique une variation δa du champ
des déplacements, introduisant ainsi une variation d’énergie potentielle dWp . Le taux de restitution
d’énergie s’obtient alors par :

G =−dWp

d a
=−1

2
{u}{t }

[
δK

δa

]
{u}+ {u}t

{
δ f

δa

}
(2.33)

Pour la détermination de G, la zone affectée par la transformation joue un rôle important, aussi
bien d’un point de vue de la précision que du temps de calcul, pour la détermination de G. Pour y
remédier, on introduit un contour Γ0 à l’intérieur duquel les éléments sont translatés avec l’avancée
de la fissure, et un contour Γ1 à l’extérieur duquel la structure n’est pas perturbée. Dans ce cas, la per-
turbation de la matrice de raideur est due exclusivement aux éléments situés entre ces deux contours.

Outre la méthode classique de différences finies (peu précise), le calcul de [δK] peut être effectué
suivant une méthode d’intégration directe proposée par Lin et Abel [106]. Cette méthode consiste à
calculer les dérivées de la matrice de rigidité par rapport à la longueur de fissure, en effectuant des
variations virtuelles de géométrie et des développements en série des grandeurs intervenant dans la
formulation du problème.

En 1985, deLorenzi [44] a étendu la méthode de Parks à la plasticité, et a transformé l’intégrale de
contour en une intégrale de surface, donnant ainsi plus de précision et d’indépendance vis-à-vis du
maillage. Il montre que le taux de restitution d’énergie peut s’écrire :

G = J = 1

δa

∫ ∫
A

(
σi j

∂u j

∂x1
−Wδi 1

)
∂∆x1

∂xi
d A (2.34)
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A étant la surface comprise entre les contours Γ0 et Γ1, et ∆x1 représentant l’extension virtuelle.

Les applications numériques de Zhang [186], Lin [106] ont montré la grande précision de cette
méthode. De plus, les résultats obtenus sont entièrement indépendants des contours choisis lorsque
la méthode d’intégration directe est utilisée pour calculer la perturbation de la matrice de raideur.

Méthode Gθ

En remplaçant ∆x1 par une fonction vectorielle θ de composantes nulles à l’intérieur du contour
Γ0, de norme unité à l’extérieur du contour Γ1, et de composantes variant continûment entre ces va-
leurs sur la couronne comprise entre Γ0, Γ1 et les lèvres de la fissure, on retrouve le principe de la
méthode Gθ.

Cette méthode introduite par Destuynder et Djaoua au début des années 1980 (Destuynder [46]
[47], Gilles [68]) consiste à calculer le taux de restitution d’énergie G par dérivation (par la méthode
Lagrangienne) de l’énergie potentielle d’une structure fissurée par rapport à un domaine. Elle revient
à effectuer une intégration non pas sur un contour, mais sur une couronne Ccour entourant la pointe
de fissure. Cette couronne dont les frontières coïncident avec les côtés des éléments doit être prise
assez loin du fond de fissure pour bénéficier d’une bonne approximation de la solution. De plus, l’in-
tégration numérique est effectuée aux points de Gauss des éléments appartenant à la couronne, ce
qui lui donne plus de précision.

L’énergie potentielle totale du système est définie par :

Wp = 1

2

∫
Ω

Tr (σ∇u)dΩ−
∫
Ω

f .udΩ (2.35)

où f représente les forces extérieures appliquées sur le domaine Ω.

Le principe des travaux virtuels, à l’équilibre, nous donne la relation suivante pour tout champ de
déplacements virtuels cinématiquement admissible u∗ :∫

Ω
Tr (σ∇u∗)dΩ−

∫
Ω

f .u∗dΩ (2.36)

En prenant u comme champ de déplacement virtuel, on obtient l’expression de l’énergie poten-
tielle totale à l’équilibre :

Wp = 1

2

∫
Ω

Tr (σ∇u)dΩ (2.37)

La perturbation étant infinitésimale, les opérations de dérivation et d’intégration sur le corps per-
turbé peuvent s’exprimer à l’aide d’un développement limité au premier ordre en fonction des mêmes
opérations sur le corps non perturbé. Destuynder [47, 46] montre alors que sous les hypothèses sui-
vantes :

– Pas d’efforts appliqué au voisinage de la fissure ;
– Pas de déformation d’origine thermique.

et en utilisant des expressions de σε et uε définies précédemment, le taux de restitution d’énergie
peut s’exprimer en élasticité pure :

G =
∫
Ω

Tr (σ∇U∇θ)dΩ−
∫
Ω

We .di v(θ)dΩ (2.38)
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Cette expression peut être généralisée en élasticité non linéaire (ou élastoplasticité en conditions
de chargement monotone) en remplaçant l’énergie élastique We par une énergie totale Wtot , somme
de l’énergie élastique We et l’énergie plastique Wp . De même, il est possible d’ajouter plusieurs termes
supplémentaires pour prendre en compte les forces extérieures près de la fissure, le chargement ther-
mique, ou encore la fissure au voisinage d’une interface bimatériaux. Ces termes complémentaires
ne seront pas développés dans ce mémoire.

Méthode de découpage des modes

Lorsque la fissuration se présente en mode mixte, les méthodes énergétiques sont, pour la plu-
part, incapables de séparer les deux modes de rupture, car l’expression de G ou J est une forme qua-
dratique des facteurs d’intensité de contrainte.

La méthode de découplage consiste alors à séparer les paramètres énergétiques en deux termes,
chaque terme étant relié au facteur d’intensité de contrainte correspondant :{

J = JI + JII

G = GI +GII
(2.39)

avec donc : {
JI = GI = (KI)2

E′

JI = GI = (KII)2

E′
(2.40)

Le calcul de ces termes est alors effectué en décomposant le champ de déplacement en une par-
tie symétrique et une partie anti-symétrique par rapport à l’axe de la fissure ; chacune de ces parties
correspondant respectivement au mode I et II. Pour ce calcul, il faut donc considérer deux points M
et M′ symétriques par rapport à l’axe de la fissure, ce qui nous permettra par combinaison linéaire
des déplacements de ces deux points, d’obtenir les contributions aux modes I et II.

Sur le plan numérique, cette méthode est relativement difficile à mettre en œuvre, car les points
M et M′ doivent appartenir à un contour, et il doivent donc être des nœuds du maillage. Pour pou-
voir appliquer cette méthode, il est donc nécessaire d’avoir un maillage et un contour symétrique par
rapport à l’axe de la fissure dans la zone de calcul.

D’autres méthodes comme celles utilisant les intégrales T et A (Bui [21]) permettent également
de découpler les différents modes tout en s’affranchissant du problème de maillage symétrique, mais
elles sont plutôt utilisées dans le domaine de la thermoélasticité.
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2.6 Conclusion

Sans prétendre faire un état de l’art complet de la mécanique linéaire de la rupture, le chapitre §2
vise à faire un point sur des approches employées en rupture fragile. On s’y intéresse notamment à
déterminer le facteur d’intensité de contrainte, le coefficient d’ouverture de fissure et le taux de resti-
tution d’énergie. Ces paramètres peuvent être utiles pour identifier le comportement à la fissuration
des liants bitumineux.

Dans un premier temps, nous avons examiné la méthode locale qui s’appuie sur les champs lo-
caux de contrainte et de déformation en pointe de fissure pour déterminer respectivement le facteur
d’intensité de contrainte et le coefficient d’ouverture de fissure. Plusieurs méthode de déterminations
on été proposées, mais la méthode d’éléments finis présente un outil puissant pour étudier les géo-
métries complexes.

Nous avons également fait le point sur l’approche globale. Cette méthode s’attache au taux de
restitution d’énergie, l’ouverture de fissure ou encore l’intégrale de contour. Puisque le calcul du taux
de restitution ne demande pas de traitement spécifique à part le bilan énergétique et la surface fis-
surée, on a consacré une partie dans ce chapitre à présenter les méthode pour déterminer le taux de
restitution d’énergie par la méthode des éléments finis.
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Étude théorique de la fissuration dans un
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3.1 Introduction

Comme on a introduit dans la partie §2.2 Aperçu historique de la rupture, la mécanique de la rup-
ture fragile a connu des développements depuis la théorie classique de Griffith en 1920 [72], mais la
mécanique de la rupture viscoélastique linéaire reste encore mal connue malgré son rôle important
dans beaucoup de secteurs d’application.

En 1970, Kanuss [97] étudie une propagation instable d’une fissure d’un large barreau viscoélas-
tique en utilisant le modèle Barenblatt. En 1975, Schapery [157, 158, 159] traite un problème similaire
avec différents critères locaux de rupture. À partir des discussions de McCartney [117, 116] sur les
équations d’équilibre énergétique locale et des travaux de Christensen [33] sur le bilan énergétique
global, on prend en compte la zone dégradée pour prédire l’avancée de la fissure d’un matériau vis-
coélastique linéaire basé sur le bilan énergétique (Christensen [29, 30, 32], McCartney [120, 119, 118,
116]).

Ensuite, la conservation énergétique globale permettant de prévoir la propagation de la fissure
proposée par Christensen [33] valable que dans le cas d’une distribution de contrainte bornée, y com-
pris dans la zone de la pointe de fissure [35].

Récemment, quelques auteurs (McCartney [121], Frassine [67], ect.) étudient la mécanique de la
rupture viscoélastique basée sur la solution de Chirstensen et de McCartney. En 1994, Wang et Shen
[180] ont proposé l’expression du taux de restitution d’énergie local et global en tenant compte de
la zone dégradée. Dubois et Petit ([53],[52], [51]) ont développé l’intégration de contour Gthet a en
décomposant la dissipation visqueuse et l’énergie libre gouvernant l’initiation et la propagation de
fissure.

Ce chapitre est consacré donc à étudier la rupture ductile se constituant en présence de déforma-
tion plastique non négligeable. Dans cette théorie de la mécanique non linéaire de la rupture, suivant
l’étendue de la zone plastique en pointe de fissure, on différencie le cas de la plasticité confinée, de la
plasticité étendue.

Le taux de restitution d’énergie est un paramètre très important pour déterminer l’avancée de la
fissure. Cependant, son application dans le domaine viscoélastique n’est pas encore suffisamment
claire. Dans cette partie, nous allons examiner le taux de restitution d’énergie local et global à partir
de la théorie thermodynamique et les équations constitutives.

On décrit également la relation entre la taux de restitution d’énergie et l’énergie interne ainsi que
l’énergie libre d’Helmholz. On confirme par la suite l’équivalence entre le taux de restitution d’éner-
gie local et global. On détermine ensuite l’expression du taux de restitution d’énergie d’un milieu
viscoélastique isotrope.

Avant d’entrer en détail dans le calcul du taux de restitution, on propose d’étudier, dans un pre-
mier temps, un développement analytique de la fissuration dans un milieu viscoélastique. Partant du
potentiel complexe des problèmes plans, nous allons déterminer l’expression du facteur d’intensité
de contrainte en adaptant la méthode Westergraard [183] à une fissure statique en mode I de rupture
d’un milieu infini. On détermine ainsi la déformée des lèvres de fissure.

En considérant un modèle viscoélastique linéaire, on applique ensuite le principe de correspon-
dance élastique-viscoélastique afin de déterminer la déformée de fissure viscoélastique correspon-
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dante. Une comparaison entre cette solution analytique et une modélisation numérique permet de
valider cette expression analytique.
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3.2 Expression analytique du facteur d’intensité de contrainte

3.2.1 Potentiel complexe des problèmes plans

La relation constitutive s’établit à partir de la représentation Papkovich du champ de déplacement
(Papkovich, 1932) :

2µu = 4(1−ν)Ψ−grad
(
ϕ+ rΨ

)
(3.1)

d’où :

x̂, ŷ , ẑ : les vecteurs unitaires des directions correspondantes x, y et z.

u = ux̂ + v ŷ +w ẑ : le vecteur déplacement.

r xx̂ + y ŷ + zẑ : le vecteur position.

ϕ et Ψ=ϕx x̂ +ϕy ŷ +ϕz ẑ : le scalaire et le vecteur potentiel satisfaisant l’équation :

4ϕ= 0, 4Ψ= 0 (3.2)

Avec l’hypothèse de déformation plane :

u = u(x, y), v = v(x, y), w = 0

les fonctions potentielles ne dépendent que de x et de y :

ϕz = 0 (3.3)

Puisque ϕ, Ψx et Ψy sont les fonctions harmoniques, elles peuvent donc s’exprimer par la partie
imaginaire ou réelle d’une fonction analytique :

Ψx =ℜ f (z), ϕy =ℑ f (z), ϕ=ℜg (z) (3.4)

d’où f (z) et g (z) sont les fonctions analytiques dans le domaine occupé par le solide. Remplaçons
les expressions (3.4) dans la représentation Papkovich (3.1), on obtient :

2µ(u + ıv) = 4(1−ν) f (z)−
(
∂

∂x
+ i

∂

∂y

){ℜg (z)+ℜ[
z f (z)

]}
= 4(1−ν) f (z)− ∂

∂z

[
g (z)+ g (z)+ z f (z)+ z f (z)

]
= (3−4ν) f (z)− z f ′(z)− g ′(z)

2µ(u + ıv) = (3−4ν) f (z)− z f ′(z)− g ′(z) (3.5)

On en déduit sa conjugaison correspondante :

2µ(u − ıv) = (3−4ν) f (z)− z f ′(z)− g ′(z) (3.6)

À partir de la loi de Hooke d’un problème d’élasticité avec l’hypothèse de déformation plane :
σi j = λεl lδi j +2µεi j .

Soit encore :

σxx = (λ+2µ)εxx +λεy y

σy y = (λ+2µ)εy y +λεxx
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On en déduit alors :

σx +σy = 2µ

1−2ν

(
∂u

∂x
+ ∂v

∂y

)
= 4µ

1−2ν
ℜ

[
∂

∂z
(u + ıv)

]
(3.7)

σx −σy = 2µ

(
∂u

∂x
− ∂v

∂y

)
= 4µℜ

[
∂

∂z
(u − ıv)

]
(3.8)

τx y = µ

(
∂u

∂y
+ ∂v

∂x

)
=−2µℑ

[
∂

∂z
(u − ıv)

]
(3.9)

Par conséquent, les contraintes peuvent êtres décrites par une fonction potentielle complexe :

σx +σy = 4ℜ[
f ′(z)

]
(3.10)

σy −σx +2ıτx y = −4µℜ
[
∂

∂z
(u − ıv)

]
−4ıµℑ

[
∂

∂z
(u − ıv)

]
= −2

[
∂

∂z

(
2µ(u − ıv)

)]

σy −σx +2ıτx y = 2
[
z f "(z)+ g "(z)

]
(3.11)

La solution en contrainte plane est déduite de celle en déformation plane en remplaçant la constante
élastique ν par ν/(1+ν) ou en prenant :

ν

 = 1−2k2

2(1−k2)
en déformation plane

ν= 1−2k2 en contrainte plane

Avec l’hypothèse en déformation plane, nous calculons à nouveau la représentation (3.5) :

2µ(u + ıv) = 1+k2

1−k2 f (z)− z f ′(z)− g ′(z) (3.12)

= 2

1−k2 f (z)−
[

f (z)− z f ′(z)+ g ′(z)
]

(3.13)

L’utilisation des constantes µ et k dans cette équation a pour but d’avoir une expression valable à
la fois en déformation plane et en contrainte plane.

En effet, le déplacement d’un corps rigide peur être représenté par :

f (z) = A+Bz, g (z) = Cz

d’où A et C sont les constants complexes, qui déterminent la translation et B est une constante ima-
ginaire, qui détermine la rotation.
Si les composantes de la force sollicitant sur l’élément frontière d s, où s est la longueur curviligne
frontière, sont Xd s et Yd s dans les directions x et y :

Xd s =σx d y −τx y d x, Yd s = τx y d y −σyd x
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ce qui conduit à l’expression suivante :

(X+ ıY)d s = (
σx d y −τx y d x

)+ ı
(
τx y d y −σyd x

)
= − i

2

[
(σy −σx −2ıτx y )d z + (σy +σx )d z

]
(3.14)

Compte tenu des solutions en contraintes (3.10) et (3.11), l’équation (3.14) devient :

(X+ ıY)d s =−ıd
[

f (z)+ z f ′(z)+ g ′(z)
]

d’où l’intégration suivant la ligne curviligne en tenant compte des conditions limites :

f (z)+ z f ′(z)+ g ′(z) =
∫ s

0
(ıX−Y)d s (3.15)

54



3.2. Expression analytique du facteur d’intensité de contrainte

3.2.2 Méthode de Westergaard

Adaptation de la méthode à la mécanique de la rupture

Cette approche de Westergaard [183] a été développé en 1939. Ses équations constitutives ne sont
pas établies pour résoudre des problèmes de mécanique de la rupture. Certaines modifications ont
été apportées afin de rendre cette méthode de potentiel complexe plus adaptée à ce genre de pro-
blème. Nous nous intéressons particulièrement à une structure symétrique en présence des fissures
dans le plan symétrique. Il s’agit de poser :

f (z) = p(z)− s(z) (3.16)

g ′(z) = p(z)+ s(z)− z
[
p ′(z)− s′(z)

]
(3.17)

d’où :

p = (g ′+ f + z f ′)
2

et s = (g ′− f + z f ′)
2

Les équations (3.10), (3.11) et (3.5 ou 3.13) deviennent alors :

σx +σy = 4ℜ[
p ′(z)− s′(z)

]
(3.18)

σy −σx +2ıτx y = 4s′(z)−2(z − z)
[
p"(z)− s"(z)

]
(3.19)

2µ(u + ıv) = 1+k2

1−k2

[
p(z)− s(z)

]−p(z)− s(z)− (z − z)
[

p ′(z)− s′(z)
]

(3.20)

La condition (3.15) est ainsi changée :

p(z)− s(z)+p(z)+ s(z)+ (z − z)
[

p ′(z)− s′(z)
]
=

∫ s

0
(ıX−Y)d s (3.21)

Application en mode I

Supposons que la structure et le chargement en mode I sont symétriques par rapport au plan y = 0
et que le signe (+) ou (−) désigne respectivement le semi-plan inférieur ou supérieur. Étant donné
deux points symétriques se situant à z0 et z0, leurs déplacements complexes respectifs (u0 + ıv0) et
(u0 − ıv0) valent :

2µ(u0 + ıv0) = 1+k2

1−k2

[
p+(z0)− s+(z0)

]−p+(z0)− s+(z0)−2ı y0

[
p ′+(z0)− s′+(z0)

]
(3.22)

2µ(u0 − ıv0) = 1+k2

1−k2

[
p−(z0)− s−(z0)

]−p−(z0)− s−(z0)+2ı y0

[
p ′−(z0)− s′−(z0)

]
(3.23)

On en déduit la conjugaison complexe de la dernière équation (3.23) :

2µ(u0 + ıv0) = 1+k2

1−k2

[
p−(z0)− s−(z0)

]
−p−(z0)− s−(z0)−2ı y0

[
p ′
−(z0)− s′−(z0)

]
(3.24)

L’identification des équations (3.24) et (3.22) met en évidence les égalités suivantes :

p−(z) = p+(z), s−(z) = s+(z) (3.25)

Si la structure ne contient qu’une seule fissure (y = 0, b < x < c), le chargement en mode I com-
prend trois possibilités :
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◦ La première traduit les chargements de traction imposés (σy )+ = (σy )− = σ0
y (x) et (τx y )+ =

−τx y )− = τ0
x y (x) sur les surfaces fissurées ;

◦ La deuxième traduit alternativement les chargements de traction imposés (τx y )+ = −τx y )− =
τ0

x y (x) et de déplacements contrôlés v+ =−v− = v0(x) ;
◦ La troisième possibilité est les déplacements imposés sur les surfaces fissurées v+ = −v− =

v0(x) et u+ = u− = u0(x).

Mathématiquement, ces trois configurations de chargement peuvent être interprétées différem-
ment : La condition τx y = ±τ0

x y implique que τx y est connue tout au long de la frontière y = 0 de
chaque mi-plan, de même interprétation pour le cas où v± =±v0(x). On s’intéresse particulièrement
au cas où (σy )+ = (σy )− =σ0

y (x) et τ0
x y (x) = 0, c’est-à-dire :

(σy −σx +2ıτx y )− = (σy −σx +2ıτx y )+ pour y = 0 (3.26)

L’identification des équations (3.19) et (3.26) donne :

s′−(x) = s′+(x) pour y = 0

Pour les milieux infinis, la théorie de Liouville montre que s′(x) est un polynôme à un degré fini sa-
tisfaisant la relation (3.19), et se réduit à une constante due à la contrainte imposée finie. Une unique
fonction potentielle complexe est donc nécessaire. La simplification qui consiste à imposer s′(x) nul
équivaut à une superposition d’une contrainte constante σx . Cette contrainte n’influence pas le fac-
teur d’intensité de contraintes (FIC) d’une structure fissurée symétrique.
L’équation (3.18) montre que pour y = 0 :

(σy )+ = 2ℜp ′
+(x) = p ′(x + ı0)+p ′(x + ı0) = p ′

+(x + ı0)+p ′
−(x − ı0)

= p ′
+(x)+p ′

−(x) =σ0
y (x) pour b < x < c (3.27)

Pour x < b et x > c, l’équation (3.20) devient :

2µı
∂v+
∂x

= 1

1−k2

[
p ′
+(x)−p ′

−(x)
]− k2

1−k2

[
s′+(x)− s′−(x)

]= 0 (3.28)

Comme s′(x) est analytique sur y = 0, donc :

p ′
+(x)−p ′

−(x) = 0 pour x < b, x > c (3.29)

Soit L une portion de l’abscisse x contenant l’ensemble des fissures colinéaires :

p ′+(x)+p ′−(x) = σ0
y (x) pour x ∈ L

p ′+(x)−p ′−(x) = 0 pour x ∉ L
(3.30)

Milieu infini

Dans cette section, on considère un milieu infini en présence d’une fissure (b < x < c) qui est
soumis aux contraintes imposées à l’infini (σ∞

x et σ∞
y ) en supposant que la contrainte de cisaillement

des surfaces fissurées est nulle. Les équations (3.27) et (3.29) constituent un problème de Hilbert dont
la solution est la suivante :

p ′(z) = 1

2πıG(z)

∫ c

b

σ0
y (ξ)G+ (ξ)

ξ− z
dξ+ P(z)

G(z)
. (3.31)

avec :
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G(z) = (z −b)1/2(z − c)1/2

P(z) est un polynôme de degré fini.

Les conditions aux limites donnent :

4ℜ[
p ′(z)− s′(z)

]
|z|→∞ = σ∞

y +σ∞
x (3.32)

4ℜ[s′(x)]|z|→∞ = σ∞
y −σ∞

x (3.33)

ce qui permet de déterminer P(z) :

P(z) =
σ∞

y

2
z +a0, s′(z) =

σ∞
y −σ∞

x

4
(3.34)

d’où a0 est déterminé à partir de la condition de fermeture de fissure aux deux extrémités.

On peut donc récrire l’équation (3.28) sous forme d’intégration suivante :

2µ [v+(c)− v+(b)] =
[

2

1−k2 ℑp+(x)− 2k2

1−k2 ℑs(x)

]c

b

=
[

2

1−k2 ℑ
(

P(x)

G(x)

)
− 2k2

1−k2 ℑ
(
σ∞

y −σ∞
x

4

)]c

b

= 2

1−k2

∫ c

b

σ∞
y x/2+a0p

(x −b)(c −x)
d x = 0 (3.35)

Soit encore :

a0 =−b + c

4
σ∞

y (3.36)

La contrainte normale et le gradient de déplacement dans le plan symétrique sont ensuite déter-
minés :

σy = 2ℜp ′(x) =± 1p
(x −b)(x − c)

{
1

π

∫ c

b

σ0
y (ξ)

√
(ξ−b)(c −ξ)

ξ−x
dξ+σ∞

y [x − (b + c)/2]

}
(3.37)

∂v+
∂x

=− 1

2(1−k2)µ
p

(x −b)(c −x)

{
1

π

∮ c

b

σ0
y

√
(ξ−b)(c −ξ)

ξ−x
dξ+σ∞

y [x − (b + c)/2]

}
(3.38)

avec le signe supérieur pour x > c et le signe inférieur pour x < b.

Le facteur d’intensité de contrainte à x = b est :

K(b)
I = lim

x→b−0

[√
2π(b −x)σy (x)

]
(3.39)

= −
p

2πp
c −b

[
1

π

∫ c

b
σ0

y (ξ)

√
c −ξ
ξ−b

dξ+σ∞
y

b − c

2

]

En posant a = (c −b)/2 la demi-longueur de la fissure, on obtient :

K(b)
I = σ∞

y

p
πa − 1p

πa

∫ c

b
σ0

y (ξ)

√
c −ξ
ξ−b

dξ (3.40)
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Cette expression de K(b)
I montre que la singularité à x = b devient nulle si :

1

πa

∫ c

b
σ0

y (ξ)

√
c −ξ
ξ−b

dξ=σ∞
y (3.41)

Cette relation peut être considérée comme condition de continuité de contrainte à x = b. C’est
également la condition de fermeture de fissure (∂v+/∂x = 0) à x = b qui est vérifiée par la formule
(3.38)
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3.2.3 Application des potentiels complexes en milieu infini

La méthode de Westergaard [183] appliquée aux problèmes de mécanique de la rupture est connue
pour un certain nombre de configuration de chargement. Dans le cas d’une petite fissure de longueur
2a (−a < x < a), traversant une plaque chargée dans son plan des contraintes imposéesσy =σ∞

y ,σx =
σ∞

x , le facteur d’intensité de contrainte (FIC) selon (3.39) vaut :

K(−a)
I = lim

x→−a−0

[√
2π(−a −x)σy (x)

]
Dans le plan de la fissure, c’est-à-dire pour y = 0, le FIC KI (à l’extrémité x =−a) est défini par :

KI =σ∞
y

p
πa (3.42)

De plus, si l’origine choisie coïncide avec le centre de la fissure, on a :

p ′(z) =
σ∞

y z

2(z2 −a2)1/2
, s′(z) =

σ∞
y −σ∞

x

4
sur la portion y = 0,−a < x < a (3.43)

Ces fonctions choisies p(z) et s(z) satisfont également :√
z2 −a2 =

√
x2 −a2 sur la partie y = 0, x > a (3.44)

Si les constantes d’intégration sont choisies de telle sorte que :{
v = 0 pour y = 0, |x| > a
u = 0 pour z = 0

On obtient donc :

p(z) =
σ∞

y

2
(z2 −a2)1/2, s(z) =

σ∞
y −σ∞

x

4
z (3.45)

Par conséquent :

σx = σ∞
x −σ∞

y +σ∞
y ℜ

[
z

(z2 −a2)1/2
− ı y a2

(z2 −a2)3/2

]
(3.46)

σy = σ∞
y ℜ

[
z

(z2 −a2)1/2
+ ı y a2

(z2 −a2)3/2

]
(3.47)

τx y = −2ℜ y a2

(z2 −a2)3/2
(3.48)

u =
σ∞

y

2µ
ℜ

[
k2

1−k2 (z2 −a2)1/2 − ı y z

(z2 −a2)1/2

]
−
σ∞

y −σ∞
x

4(1−k2)µ
x (3.49)

v =
σ∞

y

2µ
ℑ

[
1

1−k2 (z2 −a2)1/2 − ı y z

(z2 −a2)1/2

]
+
σ∞

y −σ∞
x

4µ
y (3.50)

On s’intéresse notamment à la solution de contrainte normale dans le plan symétrique ainsi que
l’ouverture de la fissure :

σy =
σ∞

y |x|
p

x2 −a2
= KI|x|√

πa(x2 −a2)
pour y = 0, |x| > 0 (3.51)

(3.52)
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3.2. Expression analytique du facteur d’intensité de contrainte

Les déplacement de la lèvre supérieure de la fissure (y =+0,−a < x < a) :

u+ =−
σ∞

y −σ∞
x

4(1−k2)µ
x (3.53)

v+ =
σ∞

y

2(1−k2)µ

√
a2 −x2 = KI

2(1−k2)µ

√
a2 −x2

πa
(3.54)

On remarque avec ces résultats que la fissure a une forme elliptique et que la déformation εxx

reste constante dans la zone fissurée.
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3.3 Fissure dans un milieu isotrope viscoélastique

3.3.1 Modèle viscoélastique

La loi de Hooke décrivant le comportement d’un matériau élastique linéaire s’écrit :

σi j =µ
(
u j ,i +ui , j

)+(
κ− 2µ

3

)
uk,kδ j i (3.55)

avec :
– µ : module de cisaillement ;
– κ : module de compression.

Le comportement mécanique du matériau viscoélastique linéaire s’obtient après un temps dif-
férentiel en remplaçant µ et κ par des fonctions de temps correspondants dans la loi de comporte-
ment élastique. Ces dernières sont dues à la mémoire imparfaite du matériau viscoélastique. On sait
que l’état de contrainte viscoélastique à un instant t dépendra de l’histoire des déformations. Ré-
ciproquement, l’état de déformation viscoélastique à un instant t donné dépendra de l’histoire des
contraintes.

La viscoélasticité linéaire suppose que si l’on prend deux histoires de déformations, la contrainte
correspondant à la somme des histoires de déformation sera la somme des contraintes correspondant
à chacune de ces déformations.

σi j =
∫ ∞

−∞

{
µ(t − s)[u̇ j ,i (s)+ u̇i , j (s)]+

[
κ(t − s)− 2

3
µ(t − s)

]
u̇k,k (s)δ j i

}
d s (3.56)

Les fonctions µ(t ) et κ(t ) sont supposées nulles lorsque t < 0. Nous considérons par la suite le
modèle viscoélastique linéaire de Zener :{

µ(t ) = [
µ∞+ (µ0 −µ∞)e−t/t0

]
H(t )

κ(t ) = [
κ∞+ (κ0 −κ∞)e−t/t0

]
H(t ).

(3.57)

avec :

H(t ) : fonction Heaviside ;

µ0,µ∞,κ0 : des constants du matériau ;

t0 : le temps de relaxation.

Le chargement est supposé appliqué instantanément en évitant un temps de chargement si faible
qu’il risque de provoquer les ondes dans le solide. Avec tel chargement, les effets d’inertie peuvent être
négligés et le principe de correspondance s’applique effectivement pour les fissures fixes.

3.3.2 Le principe de correspondance élastique-viscoélastique

Supposons Si j ,Ui et K(p) sont les transformations de Laplace deσi j ,ui et de κ(t ) respectivement.
Les transformations de Laplace de l’équation constitutive (3.56) de Hooke a la forme suivante :

Si j = M(p)
(
U j ,i +Ui , j

)+(
K(p)− 2

3
M(p)

)
Uk,kδi j (3.58)

Comme le matériau considéré est caractérisé par le modèle de Zener, les deux fonctions µ(t ) et
κ(t ) ainsi que leurs transformations de Laplace sont proportionnelles l’une à l’autre. Cela implique
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3.3. Fissure dans un milieu isotrope viscoélastique

que les transformations de Laplace du coefficient de Poisson ν et le rapport k = cS/cP sont constants.

On applique ce principe de correspondance pour le cas d’une plaque viscoélastique large en pré-
sence d’une fissure fixe tendue de longueur 2a dont les lèvres sont soumises en mode I de chargement
imposé : σy =σ∞

y , σx =σ∞
x .

Les contraintes et les déplacements dans le cas élastique sont donnés par les équations (3.46)-
(3.50) dont les composants verticaux sont les suivantes :

σy = σ∞
y ℜ

[
z

(z2 −a2)1/2
+ ı y a2

(z2 −a2)3/2

]
v =

σ∞
y

2µ
ℑ

[
1

1−k2 (z2 −a2)1/2 − ı y z

(z2 −a2)1/2

]
+
σ∞

y −σ∞
x

4µ
y

On remarque que la formulation en contrainte ne contient aucun paramètre du matériau. Selon
le principe de correspondance, les contraintes viscoélastiques sont les mêmes que les contraintes
élastiques.

Le déplacement élastique dépend des paramètres du matériau µ et k :


k2 = 1−2ν

2(1−ν)
en déformation plane (3.59)

k2 = 1−ν
2

en contrainte plane

La transformation de Laplace du déplacement v :

V =
σ∞

y

2M(p)

{
ℑ

[
1

1−k2 (z2 −a2)1/2 − ı y z

(z2 −a2)1/2

]
+ 1−m

4
y

}
(3.60)

avec : m = σ∞
x

σ∞
y

.

On exprime µ(t ) en fonction de deux termes e−t/t0 et (1−e−t/t0 ) :

µ(t ) = [
µ∞+ (

µ0 −µ∞
)

e−t/t0
]

H(t ) = [
µ0e−t/t0 +µ∞

(
1−e−t/t0

)]
H(t ) (3.61)

On calcule la transformation de Laplace M(p) de la fonction µ(t ) en utilisant les deux fonctions
e−t/t0 et (1−e−t/t0 ) :

M(p) = µ0
p

p + 1
t0

+µ∞
1
t0

p + 1
t0

(3.62)

→ 1

M(p)
= 1

µ0

p + 1
t0

p + µ∞
µ0

. 1
t0

= 1

µ0

p

p + µ∞
µ0

1
t0

+ 1

µ∞

µ∞
µ0

1
t0

p + µ∞
µ0

1
t0

(3.63)

Posons C(t ), la fonction complaisance d’inversion de 1/M(p) :

C(t ) = L −1
pt

(
1

M(p)

)
=

[
1

µ0

(
e−

µ∞ t
µ0 t0

)
+ 1

µ∞

(
1−e−

µ∞ t
µ0 t0

)]
H(t )

C(t ) =
[

1

µ∞
−

(
1

µ∞
− 1

µ0

)
e−µ∞t/(µ0t0)

]
H(t ) (3.64)
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Le déplacement de la lèvre supérieure de fissure à y = 0 :

v+ =
σ∞

y

p
a2 −x2

2µ(1−k2)
pour |x| < a (3.65)

Soit encore :

v+(x, t ) =
σ∞

y

p
a2 −x2

2(1−k2)

[
1

µ∞
−

(
1

µ∞
− 1

µ0

)
e−µ∞t/(µ0t0)

]
H(t ) (3.66)

La transformation de Laplace peut s’appliquer aux autres matériaux viscoélastiques linéaires avec
µ(t ) et κ(t ) qui ne sont pas forcément proportionnels et le temps de relaxation peut être différent pour
ces deux fonctions µ(t ) et κ(t ). On pourra d’ailleurs étudier d’autres problèmes que les fissures fixes
à condition que sa solution élastique correspondante soit connue.

3.3.3 Validation

Dans la section §3.3 précédente, on a démontré l’expression d’ouverture d’une fissure viscoélas-
tique dont les lèvres sont soumises à un champ de contrainte uniforme instantanée (équation 3.66
). Dans cette section, nous allons comparer cette solution analytique avec ses hypothèses avec les
résultats issus du calcul par éléments finis (Abaqus).

Matériau

Afin de simplifier la procédure d’identification rhéologique que nous allons développer dans le
chapitre suivant, on adopte le modèle Zener avec les caractéristiques suivantes :

E1

E∞

η

FIG. 3.1 – Modèle viscoélastique de Zener

E1 E∞ τ f ν

5 MPa 1.5 MPa 1s 0.3

TAB. 3.1 – Les caractéristiques rhéolo-
giques du matériau

À partir de ces caractéristiques rhéologiques, on détermine les séries de Prony du matériau de
Zener (voir chapitre §4.4) avant d’être mises en œuvre dans le code ABAQUS. Afin de vérifier bien
que les paramètres des séries de Prony sont bien calculés et que le code d’ABAQUS simule bien ce
comportement viscoélastique, on effectue un essai de fluage comme montre la figure 3.2.

Les tracés des deux courbes montrent une superposition des deux courbes analytique et numé-
rique de la déformation en fonction du temps.

Géométrie et maillage

On introduit une fissure initiale de longueur 2a dans un barreau de largeur 2B. En raison de l’hy-
pothèse d’un milieu viscoélastique infini, le rapport B/a est pris suffisamment grand avec une valeur
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FIG. 3.2 – Vérification du calcul Abaqus par un essai de fluage

de 32.

Grâce à une géométrie symétrique bien définie, nous pouvons considérer un quart du barreau en
appliquant les conditions de symétrie et de chargement correspondantes.

On utilise les éléments plan à 8 nœuds biquadratiques d’intégration réduite en contrainte plane
(CPS8R) ou en déformation plane (CPE8R).

On réalise également une étude sur la sensibilité du maillage mettant en évidence l’influence du
maillage sur les déformées de la fissure. À l’issue de cette étude, on adopte un maillage assez fin de
336 éléments comme montre la figure 3.3.

FIG. 3.3 – Maillage du barreau viscoélastique fissuré
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3.3. Fissure dans un milieu isotrope viscoélastique

Chargement

Comme nous l’avons démontré dans la partie §3.3, l’équation (3.66) décrit l’ouverture d’une fis-
sure viscoélastique en hypothèse de petites déformations dont les lèvres sont soumises à un champ
de contrainte uniforme instantanée. Afin de reproduire ce champ de contrainte sur les lèvres de la
fissure, on applique le principe de superposition.

Si US1, US2 et US3 sont les déplacement verticaux de lèvres de fissure de configuration S1, S2 et S3
respectivement, on a US1 = US2 +US3. Comme US2 est nul, on a l’égalité : US1=US3. C’est-à-dire que
l’ouverture de la fissure reste identique dans les cas où le chargement est appliqué sur le bord ou sur
les lèvres de la fissure. Cette remarque est importante car dans le cas où la fissure se propage, il est
beaucoup plus facile de charger sur le bord que sur les lèvres de la fissure dont la taille varie.

S1 S2 S3

x

y

O
a

u

FIG. 3.4 – Principe de superposition

Résultats

On effectue les calculs avec l’hypothèses en déformation plane et en contrainte plane. Dans le

0
1
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3

4

0
2

4
6
0

0.2
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FIG. 3.5 – Déformée de la fissure en déformation
plane
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FIG. 3.6 – Déformée de la fissure en contrainte
plane

cas du problème traité en déformation plane ou en contrainte plane, l’écart maximal enregistré sur
l’ouverture de la fissure entre la solution analytique et la solution numérique est de l’ordre de 1.1 %.
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3.3. Fissure dans un milieu isotrope viscoélastique

Pour un maillage plus fin avec 1468 éléments (plus 3 fois plus dense), on peut obtenir un meilleur
résultat dont l’erreur entre ces deux solutions se réduit à 0.3%. Les figures 3.5 et 3.6 montrent encore
une fois de bons résultats numériques par rapport au calcul analytique.
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3.4 Expression du taux de restitution d’énergie en milieu viscoélastique

Le taux de restitution d’énergie d’un matériau viscoélastique est souvent plus important que celui
d’un matériau élastique en raison de son facteur d’intensité de contrainte. Ce facteur est largement
utilisé dans la mécanique linéaire de la rupture mais il ne peut guère être qualifié comme un para-
mètre pour la détermination de l’initiation de fissure viscoélastique sauf dans le cas où ses valeurs
critiques soient toujours tenues constantes.

Dans cette partie, nous allons examiner l’expression globale et locale du taux de restitution d’éner-
gie dans un milieu viscoélastique fissuré. On aborde dans un premier temps les équations constitu-
tives de la viscoélasticité linéaire à l’issue de la première loi thermomécanique. On étudie ensuite le
concept du taux de restitution d’énergie d’une fissure viscoélastique en négligeant l’énergie cinétique.

3.4.1 Les équations fondamentales d’un matériau viscoélastique

Lorsque l’on considère un corps viscoélastique non-fissuré Ω délimité par la surface fermée Σ,
l’équilibre énergétique a la forme suivante :

ρė = ρε̇− q̇k,k +ρṙ (3.67)

avec :
– ė et ε̇ correspondent aux taux d’énergie interne et d’énergie de déformation par unité de masse

respectivement ;
– q̇k,k sont les composants du vecteur de flux chaleur par unité de temps ;
– r est la fonction de chaleur par unité de masse ;
– ρ est la densité volumique actuelle.

Le taux local de la production d’entropie s’exprime à l’aide de l’inégalité Clausius - Duhem :

ρTσ̇∗ = ρ(ε̇+ ṡT− ė)− q̇k

T
T,k ≥ 0 (3.68)

avec :
– σ̇∗ est le taux de production d’entropie ;
– T et T,k correspondent respectivement à la température actuelle et à son gradient.

À partir de l’équation (3.67), on obtient :

Λe +ρTṡ + q̇k,k −ρṙ = 0 (3.69)

K̇+ U̇ = Ω̇(Λe +ρTṡ)dV (3.70)

avec :
– l’énergie cinétique K = 1

2

∫
Ωρu̇k u̇k dV ;

– l’énergie interne U = ∫
ΩρedV ;

– le taux de travail effectué Ẇ = ∫
ΣTk u̇k dS.

On rappelle à nouveau que les équations (3.69) et (3.70) sont valables lorsqu’il n’y a pas de sin-
gularité et que la région Ω est fermée. Lorsque la région Ω s’étend, on prend en compte de l’énergie
thermique Q̇ appliquée au corps dans l’équation d’équilibre :

K̇+ U̇ = Ẇ + Q̇− Π̇ (3.71)
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3.4.2 Le forme globale du taux de restitution d’énergie

Dans cette partie, on va examiner un problème plan d’un corps fissuré (figure 3.7), d’où l’énergie
Π̇ libérée par la fissure par unité de temps peut s’exprimer par RΣ̇. R est l’énergie engendrée par unité
de temps et par unité de surface tandis que Σ̇ est le taux d’incrément de surface fissurée ou du corps
si l’on prend en compte de la variation de surface fissurée seulement.

Tk

SX₂

X₁

X₃
W

uk

S L

FIG. 3.7 – Un corps de solide fissuré, avec S la surface fissurée, L le bord de la fissure, Tk les forces
externes, uk condition de déplacement,

∑
: la surface frontière, Ω le volume borné par la surface

fermée
∑

À partir de l’équation (3.71), on en déduit :

−RΣ̇= d

d t

∫
Ω
ρedV −

∫
Σ

Tk
duk

d t
dS −

∫
Ω

(
dρr

d t
− d qk,k

d t

)
dV (3.72)

d’où on néglige l’énergie cinétique. Si on remplace :

d

d t
= ∂

∂
+ Σ̇ d

dΣ
(3.73)

L’équation (3.72) devient alors :

−RΣ̇=
[
∂
∂t

∫
ΩρedV −∫

ΣTk
∂uk
∂t dS −∫

Ω

(
∂ρr
∂t − ∂qk,k

d t

)
dV

]
+Σ̇

[
d

dΣ

∫
ΩρedV −∫

ΣTk
duk
dΣ dS −∫

Ω

(
dρr
dΣ − d qk,k

dΣ dV
)]

(3.74)

Selon l’équation d’équilibre (3.70), le premier terme entre les crochets est nul car il n’y a pas
d’énergie engendrée par la fissure. On a d’ailleurs :

∂ρr

ρt
− ∂qk,k

∂t
=Λe +ρT

∂s

∂t
(3.75)

L’équation (3.74) devient alors :

Σ̇

[
−R− d

dΣ

∫
Ω
ρedV +

∫
Σ

Tk
duk

dΣ
d s +

∫
Ω

(
dρr

dΣ
− d qk,k

dΣ

)
dV

]
= 0 (3.76)

On peut simplifier l’équation (3.76) en introduisant le bilan local énergétique à un temps spéci-
fique et un point matériel du corps étudié :∫

Ω

(
DρR

dΣ
− d qk,k

dΣ

)
dV =

∫
Ω

d

dΣ

(
ρr −qk,k

)
dV =

∫
Ω

d

dΩ

(
ρe −ρε)dV (3.77)
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avec ρε= ∫
σi j dei j .

En introduisant l’égalité (3.77) dans l’expression (3.76), on obtient :

−R =
∫
Ω

ei j
dσi j

dΣ
dV −

∫
Σ

Tk
duk

dΣ
dS (3.78)

Si l’énergie interne U est substituée par l’énergie libre Helmholz, on peut obtenir la même équa-
tion 3.78. Cependant, si on peut considérer l’enthalpie ou l’énergie Gibbs à la place de l’énergie in-
terne U, nous obtenons une nouvelle relation :

−R =
∫
Ω

ei j
dσi j

dΣ
dV +

∫
Σ

uk
dTk

dΣ
dS (3.79)

3.4.3 La forme locale du taux de restitution d’énergie

À partir des équations (3.79) et (3.78), il est prouvé que les termes de droite peuvent s’exprimer
sous forme d’une intégrale avec les conditions suivantes :

– on néglige l’énergie cinétique ;
– on considère le volume Ω borné par Σ comme une surface arbitraire contenant la pointe de

fissure.

On considère deux corps viscoélastiques, le premier a une surface de fissure Σ et le deuxième a
une surface (de fissure Σ+∆Σ). On peut supposer que les deux corps ont une même surface (Σ+∆Σ)
à condition que la fissurée du premier soit collée dans la zone ∆Σ et qu’elle soit soumise à une
contrainte σ2k .

Le déplacement uk (Σ+∆Σ) du second corps est un champ cinématiquement admissible pour le
premier. Le principe de travail virtuel permet donc d’écrire :∫

ΣTk (Σ)uk (Σ+∆Σ)dS −∫
∆Σσ2k∆uk (∆+∆Σ)dS =

∫
Ω
σi j (Σ)ei j (Σ+∆Σ)dV (3.80)

De même, uk (Σ) du premier est un champ cinématiquement admissible pour le second corps. On
a alors : ∫

Σ
Tk (Σ+∆Σ)uk (Σ)dS =

∫
Ω
σi j (Σ+∆Σ)ei j (Σ)dV (3.81)

En soustrayant l’équation (3.80) par l’équation (3.81) et après la combinaison des relations (3.78)
et (3.79), on obtient :

R = lim
∆Σ→0

1

2∆Σ

∫
Σ
σ2k∆uk (Σ+∆Σ)dS (3.82)

On remarque que :

lim
∆Σ→0

∫
Σ

Tk (Σ)
uk (Σ+∆Σ)−uk (Σ)

∆Σ
dS =

∫
Σ

Tk
duk

dΣ
dS (3.83)

lim
∆Σ→0

∫
Ω
σi j (Σ)

ei j (Σ+∆Σ)−ei j (Σ)

∆Σ
dV =

∫
Ω
σi j

dei j

dΣ
dV

lim
∆Σ→0

∫
Ω

uk (Σ)
Tk (Σ+∆Σ)−Tk (Σ)

∆Σ
dV =

∫
Ω

uk
dTk

dΣ
dV

lim
∆Σ→0

∫
Ω

ei j (Σ)
σi j (Σ+∆Σ)−σi j (Σ)

∆Σ
dV =

∫
Ω

ei j
dσi j

dΣ
dV
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L’équation (3.82) confirme que la forme locale et globale du taux de restitution d’énergie est sy-
nonyme.
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3.5 Conclusion

Ce chapitre a pour but d’étudier la théorie de la fissuration dans un milieu viscoélastique. Concrè-
tement, on cherche à déterminer le facteur d’intensité de contrainte et l’expression analytique du taux
de restitution d’énergie dans un processus de fissuration viscoélastique linéaire.

À partir du potentiel complexe des problèmes plans, la méthode Westergaard a été adapté pour
déterminer le facteur d’intensité de contrainte dans le cas d’une fissure élastique linéaire. Nous avons
déduit ainsi l’expression de la déformée des lèvres de la fissure. Cette étape sera utile pour déterminer
le déplacement des lèvres de la fissure viscoélastique. Pour ce faire, nous avons appliqué le principe
de correspondance élastique-viscoélastique à l’aide de la transformation de Laplace. Une compa-
raison entre la solution analytique et la simulation numérique a permis de valider cette expression
analytique.

Finalement, à partir du bilan énergétique d’un corps viscoélastique fissuré, nous avons déterminé
l’expression globale du taux de restitution d’énergie. Son expression locale est obtenue à partir d’une
analyse sur le champ de déplacement viscoélastique.
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Deuxième partie

Identification expérimentale et
modélisation numérique de l’essai de

rupture locale sur bitume
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Chapitre 4

Identification rhéologique du liant
bitumineux
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4.1. Introduction

4.1 Introduction

La rhéologie des liants bitumineux dépend largement du temps de chargement et de la tempé-
rature. La relation entre la fréquence et la température de ces matériaux permet d’avoir le même
comportement mécanique dans les différentes conditions d’essai. Par conséquent, les propriétés
mécaniques, déterminées à temps de chargement rapide (haute fréquence) et à température élevée
peuvent se retrouver dans les conditions d’essai à temps de chargement lente (basse fréquence) et à
basse température.

Dans certains cas où le comportement des matériaux est thermo-rhéologiquement simple, l’équi-
valence temps-température permet de construire la courbe maîtresse à partir des données viscoélas-
tiques linéaires. Ce principe d’équivalence consiste à ajuster les mesures à différentes températures
dans l’ordre pour obtenir une courbe continue à une température de référence (Dobson [49], Ferry
[63] , Goodrich [69], Ramond [145] et Chailleux [24]).

Dans cette partie, on va examiner la construction de la courbe maîtresse à partir du module com-
plexe pour un liant pur de grade 50/70. On va ensuite identifier les propriétés rhéologiques de ce
matériau dans le domaine temporel à l’aide des séries de Prony avant de les valider par un essai dans
le domaine temporel.

L’emphase va être mise sur les propriétés visqueuses du matériau servant de base comme le com-
portement viscoélastique adéquat dans une simulation numérique de fissuration présentée au cha-
pitre 6
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4.2 Matériau utilisé

Un des objectifs de l’essai de Rupture Locale sur Bitume (Rulob) est de comprendre l’influence de
la viscoélasticité sur le comportement à la fissuration des enrobés bitumineux.

Les travaux de thèse de Maillard [111] ont permis de proposer un classement de comportement de
différents bitumes de caractéristiques connues. Notre choix de matériau s’est fait à partir des critères
suivants :

– être représentatif des liants les plus utilisés dans les chaussées françaises ;
– être thermo-susceptible.

À partir de ces critères, nous avons sélectionné le bitume pur du grade 50/70 dont les caractéris-
tiques principales sont récapitulées dans le tableau 4.1 suivant :

Grade du Nature % f r act i ons Pénétrabilité TBA IP

bitume cr i st al l i sabl es (1/10 mm) (◦C)
50/70 Pur 4.61 61 48.4 -1.1

TAB. 4.1 – Principales caractéristiques du bitume sélectionné

Les propriétés à la rupture de ce bitume sont ensuite examinées à partir de deux essais classiques :
la température Fraass TFr aass et la capacité à l’allongement d’une éprouvette déterminée par l’essai
de ductilité à +5◦C. Les résultats sont présentés dans le tableau 4.2.

Grade du Nature TFr aass Essai de ductilité à +5◦C
bitume (◦C) Allongement (cm)
50/70 Pur -10.5 6.0

TAB. 4.2 – Température Fraass et allongement à la rupture pour le bitume du grade 50/70 étudié

4.3 Caractérisation dans le domaine fréquentiel

4.3.1 Essai de module complexe

Nous avons caractérisé le comportement mécanique dans le domaine fréquentiel de ce bitume
pur à l’aide d’un viscoanalyseur Métravib. Les résultats expérimentaux à l’issue de cet essai sont en-
suite analysés à l’aide du logiciel ViscoAnalyse [25].

Dans ces essais, les gammes de température et de fréquence utilisées ont été bien définies en
tenant compte des caractéristiques de l’appareil Métravib et des fréquences utilisées dans l’essai de
Rupture locale sur bitume (voir chapitre §5). L’idée est de s’approcher plus près des conditions de
chargement de l’essai de Rulob. Cependant, certaines difficultés liées aux matériels expérimentaux
rendent impossible la réalisation de ces essais à la fois aux basses fréquences et aux températures
élevées.

D’ailleurs, lors des calages des séries de Prony pour ce matériau, on remarque que les termes des
séries de Prony sont plus sensibles avec la variation de température qu’avec celle de fréquences dans
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4.3. Caractérisation dans le domaine fréquentiel

le cas de nos intervalles de température (de −20◦C à 30◦C) et de fréquence (de 0.1Hz à 200Hz) cou-
ramment utilisées. C’est-à-dire que dans nos conditions d’essai, il est préférable d’avoir un intervalle
de températures importante que celle de fréquences ce qui permet d’avoir une enveloppe de temps
de relaxation plus étendue. C’est la raison pour laquelle on choisit une gamme de 7 températures
variant de −20◦C à 30◦C et 8 fréquences de 1Hz à 200Hz (tableau 4.3).

Φ = 8 mm

h = 16 m
m

d = d0.sin(wt)

F=F0.sin(wt+δ)

FIG. 4.1 – Essai de détermination du module com-
plexe Métravib dans le domaine fréquentiel avec
d0 = 5µm.

Température (°C) Fréquence (Hz)
-20 1
-15 2.3
-10 5

0 15.6
10 31.2
20 62.5
30 100

200

TAB. 4.3 – Tableau des températures et fré-
quences réalisées.

Les essais de détermination du module complexe consistent à appliquer une déformation sinu-
soïdale à un échantillon et à mesurer la contrainte résultante développée dans l’échantillon. Cette
technique permet d’étudier le caractère viscoélastique des matériaux pour lesquels il existe un dé-
phasage entre la contrainte et la déformation : le signal de contrainte peut-être décomposé en une
composante élastique en phase avec la déformation et une composante visqueuse déphasée de 90°
par rapport à la déformation. Les contraintes élastique et visqueuse sont liées aux propriétés du ma-
tériau par le rapport contrainte/déformation.

Lorsque le matériau est soumis à une vibration sinusoïdale, le rapport de la contrainte dynamique
à la déformation dynamique correspond au module complexe E∗ :

– La partie réelle E′ de E∗ représente la composante élastique. Elle est proportionnelle à l’énergie
maximale emmagasinée durant un cycle de charge ;

– La partie imaginaire E" représente la composante visqueuse. Elle est proportionnelle à l’énergie
dissipée durant un cycle de charge ;

– Le facteur de perte t an(δ) = E"/E′(adimensionnel) est couramment utilisé comme une mesure
de l’amortissement d’un matériau viscoélastique, soit sa capacité à dissiper de l’énergie méca-
nique en chaleur.

4.3.2 Équivalence temps-température

En 1982, Booij [15] a démontré l’expression du module complexe :

E∗(ı .ω) = E′(ω)+ ıE"(ω) = |E∗|e ıδ(ω) (4.1)

Les différentes composantes du module complexe varient avec la température et la fréquence de
sollicitation, fixée pour chaque essai élémentaire. Les résultats expérimentaux |E∗|, δ, E′ et E′′ sont
usuellement exprimés à l’aide des représentations classiques décrites dans le chapitre §1.4.3.
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FIG. 4.2 – Isothermes du module complexe du liant pur 50/70

Les courbes isothermes dans la figure 4.2 sont obtenues en traçant le logarithme de la norme du
module complexe |E∗| en fonction de la fréquence pour chacune des températures d’essai.

On remarque, à l’examen de ces courbes, qu’une même valeur de module du matériau peut être
obtenue pour différentes couples (fréquence, température). Cette propriété est appelée le principe
d’équivalence temps-température (Williams, [184]).

Ce principe permet donc de construire une courbe unique appelée courbe maîtresse (log (|E∗|), log ( f )),
pour une température de référence choisie.

Les relations Kramers-Kronig décrivant la partie réelle et imaginaire d’une fonction complexe per-
mettent d’écrire :

l og |E∗(ıw)|− log |E∗(ı∞)| = − 2

π

∫ ∞

0

u.δ(u)−ω.δ(ω)

u2 −ω2 du (4.2)

δ(ω) = 2ω

π

∫ ∞

0

log |E∗(u)|− log |E∗(ω)|
u2 −ω2 du (4.3)

En simplifiant l’équation (4.3), Booij [15] propose une expression approximative :

δ(ω) ≈ π

2

dl og (|E∗(ω)|)
dlog (ω)

(4.4)

Dans le cas où le comportement du matériau obéit à une relaxation parabolique du type : f (t ) = A.tα,
l’approximation (4.4) devient alors, selon Stéfani [170] :

δ(ω) = π

2

dl og (|E∗(ω)|)
dlog (ω)

(4.5)

La construction de la courbe maîtresse est pertinente lorsqu’il n’y a pas de réarrangement de
structure du réseau moléculaire avec la température et que l’essai s’effectue dans le domaine de la
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FIG. 4.3 – L’espace Black et le plan Cole-Cole du liant 50/70 issues des données des essais de détermi-
nation de module complexe

viscoélasticité linéaire. Dans ce cas, le diagramme Black (δ= f ◦(|E∗|)) est une courbe continue. Cette
courbe lisse permet de confirmer le principe d’équivalence temps-température. On obtient donc le
même comportement mécanique pour différentes températures et pour les différentes fréquences de
chargement.

La représentation dans l’espace de Black consiste à tracer le logarithme de la norme du module
complexe |E∗| en fonction de l’angle de phase correspondant comme le montre la figure 4.3(a). On
constate que les points expérimentaux définissent une courbe unique, le matériau obéit donc au
principe d’équivalence temps-température.

4.3.3 Détermination du coefficient de translation aT

En considérant deux pulsations prochesωi etω j avecω= 2.π. f , on peut exprimer l’équation (4.5)
sous la forme suivante :

δ
i , j
moy .

2

π
= log (|E∗(T,ω j )|)− log (|E∗(T,ωi )|)

log (ω j )− log (ωi )
(4.6)

avec δi , j
moy la moyenne des deux angles de phase mesurées ωi et ω j à une température T.

Cette équation permet de tracer dl og (|E∗(ω)|)/dlog (ω) en fonction de δ/90 pour chaque tempé-
rature en considérant deux fréquences voisines. La vérification comme le montre la figure 4.4 met en
évidence l’approximation (4.4) proposée par Booij.

Selon le principe d’équivalence temps-température, il existe un coefficient a(T1,T2) = f2/ f1 =ω2/ω1

de telle sorte que |E∗(T1,ω1)| = |E∗(T2,ω2)|.

On peut donc réécrire l’équation (4.6) comme suit :

δ
moy
T1,T2

(ω2).
2

π
= log (|E∗(T1,ω2)|)− log (|E∗(T2,ω2)|)

log (a(T1,T2))
(4.7)

avec δmoy
T1,T2

(ω2) est la moyenne des deux angles mesurés aux températures T1 et T2 pour une pulsation
ω2.
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FIG. 4.4 – Vérification de l’équation (4.4) proposée par Booij [15] : Le rapport de
dlog (|E∗(ω)|)/dl og (ω) par rapport à la valeur de δ(ω)/90

Dans le cas général de n températures (T1,T2, ...,Ti ,Ti+1,...,Tn ), l’expression de ce coefficient de
translation à une température de référence Tr e f se trouvant entre T1 et Tn s’écrit alors :

log (a(Ti ,Tr e f )) =
j=r e f∑

j=i

l og (|E∗(T j ,ω)|)− log (|E∗(T j+1,ω)|)
δ

(T j ,T j+1)
moy (ω)

.
π

2
(4.8)
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FIG. 4.5 – Détermination des coefficients de translation aT pour quelques températures de référence
selon l’équation (4.8)
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4.3. Caractérisation dans le domaine fréquentiel

4.3.4 Détermination des constantes de la loi WLF

On a vu dans la partie précédente §4.3.2, la détermination du coefficient de translation aT à une
température de référence. Ce coefficient identifié permet ensuite de construire la courbe maîtresse à
cette température mesurée. Cependant, pour construire la courbe maîtresse aux températures non-
mesurées souvent non accessibles expérimentalement, on doit utiliser le coefficient de translation
aT(T) correspondante à cette température non mesurée. Dans ce dernier cas, l’équation (4.5) n’est
plus valable.

En 1995, Williams, Landel et Ferry (WLF) [184] proposent la relation régulière (4.9) décrivant le
coefficient de translation aT en fonction de la température :

l og (a(Ti ,Tr e f )) =
−Cr e f

1 .(Ti −Tr e f )

Cr e f
2 + (Ti −Tr e f )

(4.9)

On constate d’une part que l’approximation (4.8) permet de construire la courbe maîtresse à une
température mesurée dite température de référence Tr e f . D’autre part, l’équation (4.9) est indépen-
dante du choix de la température de référence Tr e f (Ferry [63]). Par conséquent, l’équation (4.9) peut

s’exprimer par une autre température de référence Tr e f ′ et par les constantes Cr e f ′
1 , Cr e f ′

2 correspon-
dantes :

Cr e f
2 = Cr e f ′

2 +Tr e f −Tr e f ′ (4.10)

Cr e f
1 = Cr e f ′

1 .Cr e f ′
2

Cr e f
2

(4.11)
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FIG. 4.6 – Détermination des constantes C1 et C2 de la loi WLF suivant l’équation (4.9)

En résumé, la loi WLF peut donc s’identifier selon les trois étapes suivantes :
– On détermine d’abord le coefficient de translation aT pour chaque température de référence

Tr e f suivant l’équation (4.8) (4.5) ;
– On ajuste ensuite ces constantes de la loi WLF par rapport l’expression (4.9) (figure 4.6) ;
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4.3. Caractérisation dans le domaine fréquentiel

– Finalement, avec des constantes C1 et C2 déterminés à une température de référence, on peut
identifier la loi WLF pour toute autre température (équations (4.10) et (4.11) ).

Les constantes de la loi WLF à une température de référence T = 0◦C du liant 50/70 sont données
dans le tableau 4.3.4 :

Bitume C1(◦C−1) C2(◦C)
50/70 32.5 213.3

TAB. 4.4 – Les constantes C1 et C2 de la loi WLF du bitume 50/70 à une température de référence
θr e f = 0◦C

4.3.5 Courbe maîtresse

La construction de la courbe maîtresse s’opère grâce à de simples translations parallèlement à
l’axe des fréquences de chaque isotherme (figure 4.2). Ces translations s’articulent autour de l’iso-
therme correspondant à la température de référence jusqu’à superposition des points de même or-
donnée (figure 4.7).

Dans les parties §4.3.2 et §4.3.4, on a présenté la méthode pour déterminer le coefficient de trans-
lation et la loi WLF. Cette courbe maîtresse permet d’obtenir des valeurs de module pour des fré-
quences inaccessibles par l’expérimentation. Les courbes de la figure 4.7 sont déterminées pour la
température de référence Tr e f = 0◦C.
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FIG. 4.7 – Comparaison des courbes maîtresses du module complexe et de l’angle de phase à la tem-
pérature de référence (Tr e f = 0◦C) pour le bitume pur 50/70

Les données de ces courbes maîtresses (Module |E∗|, angle de phase δ, fréquence équivalente f )
servent de base pour identifier les paramètres des séries de Prony que nous allons développer dans
les parties suivantes.
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4.4 Identification des séries de Prony

Les propriétés mécaniques des matériaux viscoélastiques linéaires sont souvent déterminées à
partir des essais sur des éprouvettes soumises à l’excitation transitoire ou sinusoïdale en régime per-
manent.

De nombreuses expressions analytiques de comportement viscoélastique linéaire sont proposées
avec les travaux de Ferry [63] et de Tschoegl [177, 174, 175, 176]. Ces dernières représentations se
basent sur la décomposition exponentielle souvent connue sous forme des séries de « Prony »ou de
« Dirichlet ». Les séries de Prony dont le modèle rhéologique est composé des éléments de Maxwell
en parallèle sont largement utilisées.

4.4.1 Définition des séries de Prony

Dans le cas des matériaux non vieillissants, l’expression générale du comportement viscoélas-
tique linéaire isotherme s’écrit (Ehrlacher [58]) :

σt =
∫ t

−∞
R(t −u)ε̇(u)du (4.12)

avec R(t ) et ε̇(t ) sont respectivement la fonction de relaxation et la vitesse de déformation.

E∝
E1

η1

E2

η2

Em

ηm

En

ηn

FIG. 4.8 – Modèle viscoélastique Maxwell généralisé

Dans le cas d’un modèle Maxwell généralisé que l’on a vu au chapitre §1.4.4, la fonction de relaxa-
tion R(t ) peut s’écrire :

R(t ) = E∞+∑
Ei e−t/τi (4.13)

avec τi le temps de relaxation élémentaire τi = ηi /Ei . On en déduit alors :

E0 = R(t = 0) = E∞+∑
Ei (4.14)

On définit ensuite les termes adimensionnels des séries de Prony :

gi = Ei

E0
; g∞ = E∞

E0
= 1−∑

gi (4.15)

Les séries de Prony en fonction de ces termes adimensionnels s’expriment comme suit (Abaqus
[84]) :

gR(t ) = 1−∑
gi (1−e−t/τi ) (4.16)

On remarque que les séries de Prony a un rapport direct avec les module de rigidité du modèle de
Maxwell. Dans la partie suivante, on va examiner la méthode pour déterminer ces modules élémen-
taires afin d’identifier les séries de Prony.
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4.4.2 Calage des séries de Prony

Dans cette section, on va examiner l’identification des séries de Prony par deux optimisations
(Hammoum [74]). La première optimisation se base sur la méthode linéaire des moindres carrés (Co-
leman [37]). Les résultats de cette première optimisation se sert le départ pour la deuxième optimisa-
tion non-linéaire qui s’ajuste simultanément sur les valeurs de E0, Ei et τi .

Selon l’équation (1.4), le module complexe est défini par sa norme et son angle de phase :

E = |E∗| (cos(δ)+ ı sin(δ)) (4.17)

On en déduite ensuite la partie réelle et imaginaire de ce module qui seront utilisées plus loin dans la
première optimisation des séries Prony (l’équation [4.23]).

E′(w) = |E∗|cos(δ) E′′(w) = |E∗|sin(δ) (4.18)

On retrouve ainsi E′(w), E"(w) qui sont respectivement le module élastique et le module de perte :

E′(w) = E∞+
N∑

i=1
Ei

(τi w)2

1+ (τi w)2 E′′(w) =
N∑

i=1
Ei

τi w

1+ (τi w)2 (4.19)

avec w étant la fréquence angulaire et N étant le nombre d’éléments des séries de Prony.

Première optimisation linéaire

Pour la première optimisation, on adopte d’abord le nombre d’éléments de séries Prony permet-
tant de définir l’intervalle de temps de relaxation τi correspondante. On définit puis les matrices
constituant les deux systèmes linéaires suivants :[

B
′]

m,n
= (wm τn )2

1+(wm τn )2

[
B

′′]
m,n

= (wm τn )
1+(wm τn )2

[I]m =


1
1
...
1

 (4.20)

Nous posons ensuite :

[B]2m,n+1 =
[

[I]m
[
B′]

m,n
[I]m

[
B′′]

m,n

]
[E]m =


E∞
E1
...

En

 (4.21)

On obtient finalement le système linéaire suivant :

[B]2m,n+1 [E]n+1 =
[[

E′(w)
]

m[
E′′(w)

]
m

]
(4.22)

Dans notre cas, le nombre des équations indépendante 2m est considéré plus important que le nombre
d’inconnus n+1. Il n’existe pas de solution satisfaisant toutes ces équations. Cependant, le problème
peut être résolu grâce à la méthode des moindres carrés. Il s’agit de minimiser la norme du vecteur
d’erreur :

e = [B]2m,n+1 [E]n+1 −
([

E′(w)
]

m[
E′′(w)

]
m

)
(4.23)
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4.4. Identification des séries de Prony

d’où
[
E′(w)

]
m et

[
E′′(w)

]
m sont les données expérimentales déterminées suivant l’équation 4.19.

Le problème consiste donc à minimiser la fonction objective suivante en fonction des coefficients
Ei :

J = 1

2
‖e‖2 = 1

2

∥∥∥∥[B]2m,n+1 [E]n+1 −
([

E′(w)
]

m[
E′′(w)

]
m

)∥∥∥∥2

(4.24)

Les figures [4.9], [4.10], [4.11] et [4.12] décrivent la première optimisation avec 13 termes des séries de
Prony (n=13) à partir des données de la courbe maîtresse (§4.3.5) du liant bitumineux 50/70 étudié
(§4.2).
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FIG. 4.9 – Partie réelle en fonction de la fréquence
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FIG. 4.10 – Partie imaginaire en fonction de la fré-
quence
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FIG. 4.11 – Partie réelle en fonction de partie ima-
ginaire
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FIG. 4.12 – Norme du module complexe en fonc-
tion de l’angle de phase

Les figures (??) montrent sur le même graphe la courbe tracée à partir des données de la courbe
maîtresse et la courbe de la première optimisation selon l’équation (4.24). On remarque que pour
les hautes fréquence, les termes des séries de Prony de la première optimisation superposent avec
les données de la courbe maîtresse. Cependant, pour les basses fréquences (ou temps de relaxation
important), les deux courbes s’écartent. Une deuxième optimisation va permettre donc d’avoir une
solution plus précise.
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4.4. Identification des séries de Prony

Deuxième optimisation non-linéaire

Dans la deuxième optimisation, la méthode non-linéaire des moindres carrés (cf. Denis [45], Co-
leman [36] et Marquardt [114]) s’effectue sur E0, Ei et τi simultanément. Les valeurs identifiées à
l’issue de la première optimisation sont utilisées comme des valeurs de départ. Dans ce cas, la fonc-
tion à minimiser est la suivante :

J′ =
∣∣∣∣log

(
[B]2m,n+1 [E]n+1

)− log

[
[E′(w)]m

[E′′(w)]m

]∣∣∣∣2

(4.25)

Les figures (??) permettent de comparer les courbes de la deuxième optimisation avec celles de la
première optimisation et les données à l’issue la courbe maîtresse (§4.3.5).
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FIG. 4.13 – Partie réelle
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FIG. 4.14 – Partie imaginaire
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FIG. 4.15 – Partie imaginaire en fonction de partie
réelle

10
−2

10
0

10
2

10
40

0.5

1

1.5

Norme du module (MPa)

A
ng

le
 d

e 
ph

as
e 

(°)

 

 
Courbe maîtresse
1è Optimisation
2è Optimisation

FIG. 4.16 – Norme du module complexe en fonc-
tion de l’angle de phase

On y constate que les courbes de la deuxième optimisation s’approchent plus des courbes expéri-
mentales que les courbes de la première optimisation. Cependant, la première optimisation linéaire
est nécessaire pour exploiter les valeurs obtenus pour la deuxième optimisation non linéaire.
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4.4. Identification des séries de Prony

La figure 4.17 illustre le calage des séries de Prony pour une température de référence T = 0◦C à
partir des données de module complexe abordées dans le chapitre §4.3.1. Ces données expérimen-
tales s’étendent sur une gamme de températures variant de −20◦C à 30◦C et de fréquences variant de
1Hz à 200Hz.

Le nombre total d’éléments de séries de Prony se limite à 13 termes. Il permet d’avoir à la fois une
précision suffisante et un calcul moins coûteux. On trouve une bonne concordance entre la courbe
expérimentale et la courbe du calage. Les valeurs de ces paramètres sont reportées dans le tableau
4.5.
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FIG. 4.17 – Identification des séries de Prony (13 termes) à
T = 0◦C du bitume de grade 50/70

τi (s) Ei (MPa) gi

4.5193e-7 209.54 0.1088
2.7700e-6 169.85 0.0882
2.2619e-5 241.61 0.1255
8.6478e-5 181.83 0.0945
4.8937e-4 361.46 0.1878
3.8110e-3 263.58 0.1369
2.5953e-2 216.55 0.1125
1.6925e-1 153.13 0.0795
1.19616e0 82.152 0.0427
1.0372e+1 32.090 0.0167
3.9520e+1 8.6986 0.0045
2.2120e+2 3.8924 0.0020
1.6500e+3 5.4526 0.0003

TAB. 4.5 – Tableau récapitulatif des
valeurs des séries de Prony à une
température T = 0◦C. Le module
E∞ = 0.0623684 MPa.
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4.5. Validation numérique

4.5 Validation numérique

Dans le chapitre §4.4, on a présenté la méthode de calage des séries de Prony à partir des données
expérimentales dans le domaine fréquentiel. L’essai de Rupture local de bitume est un essai mono-
tone dans le domaine temporel, on doit effectuer une vérification de ce calage du domaine fréquentiel
au domaine temporel à l’aide d’un essai de fluage sur barreau.

Comme nous avons présenté dans le chapitre §1.4.1, l’essai de fluage sur barreau (BBR) est un es-
sai spécialement conçu pour effectuer des mesures fondamentales sur les liant bitumineux à basses
températures. Un barreau de bitume est conditionné dans un bain d’alcool à une température contrô-
lée. Le barreau est ensuite soumis à une charge constante de 100g en son milieu. Au cours de l’essai,
on relève la déflexion au milieu du barreau en tenant compte également de la phase de décharge-
ment.

P=100 g

126 mm

100 mm

11
.6 

mm
FIG. 4.18 – La géométrie et le chargement du barreau de l’essai de fluage "Bending Beam Rheometer"

Avec le bitume pur de grade 50/70, on a réalisé les essais de fluage sur barreau aux trois tempéra-
tures suivantes ( -12°C, -18°C et -24°C) (cf. chapitre §4.2).

4.5.1 Modélisation

Nous présentons sur la figure 4.19 le maillage qui a servi aux calculs numérique. En raison de la
géométrie symétrique, on ne distingue que la moitié de la poutre en appliquant la condition de sy-
métrie correspondante.

On adopte dans notre calcul l’hypothèse de contrainte plane. On applique donc un chargement
linéaire en tenant compte de la condition symétrique.

Le maillage se compose de 3772 éléments triangulaires linéaires à 3 nœuds (CPS3). Le nombre de
nœuds total pour ce maillage est de 4052 nœuds.

Concernant le coefficient de Poisson, les travaux de Shaterzadeh [160] et Maillard [108] montre
que ce paramètre est souvent pris égal à 0.5 aux moyennes et hautes températures pour les bitumes
et liants bitumineux seul. Dans notre modélisation, ce coefficient est déterminé sur la phase d’éti-
rement de l’essai de Rupture locale des bitumes en ajustant la courbe expérimentale et numérique
force-déplacement. Nous allons revenir sur ce sujet en plus de détails au chapitre §
refchap6. Le résultat de notre ajustement donne une valeur aux alentours de 0.49, qui est très proche
par rapport à la littérature. On remarque d’ailleurs que dans cet essai de fluage du barreau, la dé-
flexion dépend infinitésimalement du coefficient de Poisson. On adopte donc la valeur ν= 0.49.
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F=Plin/2

FIG. 4.19 – Maillage, les conditions aux limites et le chargement de l’essai de fluage. Le champ de
déformation verticale aux nœuds U2 à la fin du chargement (t = 240s) du barreau en liant du grade
50/70 à T =−18◦C

4.5.2 Résultats
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Experience− T = −24°C

FIG. 4.20 – Validation de l’identification rhéologique du liant pur 50/70 : Comparaison des déflexions
expérimentales et modélisées de l’essai de fluage sur barreau aux trois températures (-12°C, -18°C et
-24°C) durant les phases de chargement et de recouvrance.

La comparaison entre le calcul numérique et les résultats expérimentaux montre une bonne cor-
respondance dans l’évolution de la déflexion pour trois températures testées. Les courbes se super-
posent pendant toute la durée de l’essai (le chargement et la recouvrance). La figure 4.20 montre
clairement la pertinence de l’identification rhéologiques dans le domaine temporel à partir des don-
nées Métravib. Elle confirme également l’exactitude de la modélisation numérique du comportement
viscoélastique à l’aide du code Abaqus.
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4.6. Conclusion

4.6 Conclusion

Le chapitre §4 de ce rapport est consacré à l’étude sur l’identification du comportement rhéolo-
gique du liant bitumineux. Ce travail permet de cerner les aspects matériau afin de mieux évaluer la
fissuration.

Ce chapitre s’emploie d’abord à examiner le comportement viscoélastique du matériau dans le
domaine fréquentiel à partir des résultats expérimentaux de l’essai module complexe. L’analyse a
montré que le liant utilisé obéit au principe d’équivalance temps-température. Nous avons ensuite
déterminé les constantes de la loi WLF [184] permettant d’extrapoler les mesures aux températures
non-accessibles expérimentalement.

Nous avons proposé ensuite de caractériser la rhéologie du liant dans le domaine temporel sous
forme des séries de Prony à l’aide de la courbe maîtresse construite dans le domaine fréquentiel. Cette
identification fait appel à deux optimisations. Si la première optimisation linéaire montre un écart sur
les basses fréquences entre les courbes d’expérience et d’ajustement, la deuxième optimisation non-
linéaire améliore considérablement le résultat.

Le calage des séries de Prony relève que dans notre gamme de fréquence et de température, le
liant pur testé est plus sensible avec la variation de température que la variation en fréquence. C’est
pour cela, nous avons choisi de travailler davantage sur une large gamme de températures que la
gamme de fréquence. La gamme des temps de relaxation du modèle est ainsi plus étendue.

Finalement, nous avons proposé une validation de cette identification rhéologique avec les don-
nées de l’essai de fluage sur barreau BBR8 présenté dans le paragraphe §1.4.1. La comparaison des
courbes expérimentale et numérique montre une parfaite superposition.

8Beam Bending Rheometer : Essai de caractérisation rhéologique du liant dans le domaine temporel
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Chapitre 5

Essai de rupture locale sur bitume
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5.1. Introduction

5.1 Introduction

Comme nous l’avons vu dans le chapitre 1, il existe différents tests pour évaluer la résistance à la
fissuration des bitumes. La plupart de ces tests sont normalisés (Frasss, traction directe sur éprouvette
haltère, mouton-pendule) mais leur représentativité vis à vis des conditions réellement rencontrées
sur une chaussée limite leur interprétation. Le problème de la pertinence de ces tests n’est pas réso-
lue d’autant que dans la réalité le bitume se présente en film mince et non en masse.

Dans ce chapitre, nous proposons de décrire le nouvel essai (voir section §5.3) dit essai de RUpture
LOcale sur Bitume. Cet essai a été conçu et mis en place au Laboratoire Central des Ponts et Chaus-
sées.

L’objectif premier de l’essai est de reproduire la répartition du bitume au pseudo-contact tel qu’il
se présente entre deux granulats dans un enrobé bitumineux. L’idée exploitée a été de créer un rétré-
cissement local entre deux protubérances. Le rapprochement des deux protubérances met en com-
pression le bitume. Au final, on retrouve une éprouvette avec une épaisseur minimale au niveau de
l’axe des protubérances.

La géométrie des deux protubérances a été choisi de façon à avoir une concentration de contraintes
à l’interstice centrale et une propagation de fissure à partir de l’axe de révolution des protubérances.
Une traction uniaxiale est appliquée à l’échantillon de bitume afin de reproduire l’initiation et la pro-
pagation d’une fissure confinée entre deux granulats. Le mode opératoire de cet essai est décrit dans
le paragraphe §5.3. On verra ensuite l’exploitation de l’essai avec l’examen de la réponse d’un essai
type.

Afin de cerner l’exactitude des résultats fournis avec cet essai, on aborde la question de répéta-
bilité de l’essai avec la mise en place d’un critère de rejet. Concernant la dépendance vis-à-vis des
conditions d’essai, nous donnerons un aperçu sur les effets de la vitesse de sollicitation et de la tem-
pérature d’essai permettant d’appréhender le comportement rhéologique du bitume et le comporte-
ment à la fissuration.
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5.2. Principe de l’essai

5.2 Principe de l’essai

Afin d’étudier le comportement du bitume vis à vis de la fissuration et de l’autoréparation, le
LCPC9 a développé un nouvel essai afin d’évaluer la contribution du bitume au phénomène de fissu-
ration des enrobés, l’idée proposée par Stéfani [168] consiste à simuler en laboratoire, la rupture et
l’autoréparation d’un film mince de bitume soumis à des sollicitations répétées, dans la même confi-
guration que celle rencontrée entre deux granulats dans un enrobé bitumineux. Or, dans un enrobé
bitumineux, le bitume ne se présente ni en masse, ni en pellicule et ce n’est qu’au pseudo contact des
granulats qu’existe une direction privilégiée selon laquelle une épaisseur est définissable.

Deux protubérances
convexes en acier

Echantillon 
de liant ou de mastic

Asservissement en déplacement

Axe de symétrie horizontal

Axe de révolution vertical

Protubérance supérieure fixe

2 mm

Aperçu de la structure 
interne d'un enrobé bitumineux

granulat

granulat

mastic 
(liant+fines)

FIG. 5.1 – Visualisation d’un pseudo-contact granulaire et représentation en laboratoire

Ce nouvel essai a été conçu donc de manière à prendre en compte les constatations suivantes :
– Le passage d’un poids lourd induit des déformations de flexion dans la structure de la chaussée.

Le matériau lié, situé à la base de la structure est soumis à un effort de traction ;
– De par son squelette granulaire, un enrobé bitumineux est un matériau composite hétérogène

composé essentiellement de granulats de taille donnée et de bitume en film mince d’épaisseur
variable enrobant ces granulats (Duriez [56], Hammoum [75]) ;

– L’examen des surfaces de rupture d’un enrobé dégradé par fatigue indique que la fissure s’est
propagée dans le film de bitume entre les granulats (Moutier [123], Castaneda [23]) ;

– Lors du passage d’une charge, les contraintes et les déformations maximales se situent dans
les zones où l’épaisseur de bitume est la plus faible et où la courbure des granulats est la plus
prononcée. Ces zones constituent des lieux privilégiés pour l’initiation de la fissure.

Ainsi, le principe de l’essai proposé par Stefani [169] en 1988 repose sur la géométrie particulière
de l’échantillon qui se présente sous forme d’un film mince de bitume pris entre deux protubérances
convexes en acier. Les dimensions des protubérances correspondent à une classe granulométrique
donnée.

9Laboratoire Centrale des Ponts et Chaussées

92



5.3. Dispositif expérimental

La rupture de l’échantillon est obtenue en appliquant un étirement à une vitesse de déformation
imposée sur le film mince. Compte tenu de la géométrie retenue, cette rupture prend naissance à l’in-
térieur du film de bitume en formant une cavité circulaire au centre de l’éprouvette. Les conditions
d’initiation et de propagation de la fissure sont uniquement dépendantes des conditions expérimen-
tales et des caractéristiques du matériau.

Pour les besoins des études sur l’autoréparation, l’essai de rupture locale présente un avantage
supplémentaire. En effet, tant que cette fissure ne débouche pas à l’extérieur, elle est protégée de
toutes pollutions externes (air, poussière). Afin d’étudier l’effet de la répétition des chargements, on
choisit les conditions expérimentales appropriées qui évitent à ce que la cavité ne débouche à la pé-
riphérie de l’éprouvette.

Enfin, en faisant suivre chaque phase de traction par une période de temps où le dispositif re-
trouve sa configuration initiale, nous simulons le retour à la position de repos de l’enrobé entre deux
chargements. Ces phases de repos, d’une durée variable, permettent à la fois d’étudier l’effet des sol-
licitations répétées et les propriétés d’autoréparation du matériau testé. Dans le cadre de ce travail
de thèse, on applique un seul chargement monotone pour étudier uniquement la phase d’ouverture
d’une fissure. Par conséquent, le problème d’autoréparation ne sera pas abordée.

5.3 Dispositif expérimental

Cet essai a été mis en œuvre sur une presse de traction électromécanique initialement conçue
pour l’étude du comportement en traction d’éprouvettes cylindriques d’enrobés (Moutier [107]). Cette
presse, présente notamment l’avantage d’avoir une grande rigidité.

La grande rigidité de cette presse, appelée Machine Asservie pour Essais Rhéologiques (MAER, cf.
figure 5.3 ), garantit le contrôle du chargement avec une grande précision. L’erreur sur la déformation
relative réelle par rapport à la consigne est constamment inférieure à 1%. Dans le but de déterminer
les propriétés à la rupture dans le domaine « fragile », l’essai est réalisé dans une enceinte climatique
permettant d’atteindre des températures basses de l’ordre −20◦C, avec une précision de 0,6 à 1◦C.

Le logiciel de pilotage a été développé en collaboration avec le CECP10 d’Angers. Il permet notam-
ment le changement de mode de pilotage (force ou déplacement) au cours d’un essai.

La presse est équipée d’un capteur de force HBM et de trois capteurs de déplacement LVDT dont
les caractéristiques sont données dans l’Annexe B. Les signaux d’effort et de déplacement sont enre-
gistrés à chaque instant de l’essai.

Un premier dispositif a été conçu et la faisabilité d’un tel essai a été évalué à la fois sur des pro-
duits bitumineux et sur des mastics (Roth [149], Brachet [17] et Jurine [93]). À partir de ces résultats et
afin d’optimiser les conditions d’essais, des améliorations ont été apportées au dispositif expérimen-
tal (Chenevez [28]).

Le dispositif retenu est représenté sur la figure 5.3 et est appelé dispositif porte-échantillon. Il
est constitué de deux porte-échantillons en acier dont les protubérances centrales mises face à face
représentent la zone de contact entre deux granulats de 6 mm de rayon. Chaque protubérance est

10Centre d’Études et de Conception de Prototypes, composante du Réseau Scientifique et Technique
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5.3. Dispositif expérimental

Ecran de 
contrôle

Capteur de force
Enceinte de 
régulation 
thermique 
(-20 à +70°C)Système 

porte-échantillon

Dispositif de
centrage  des

protubérances

Isolant thermique

FIG. 5.2 – La Machine Asservie pour Essais Rhéologiques, MAER

constituée d’un tronc de cône terminé par une calotte sphérique de rayon égal à 6 mm. Le rayon de
l’échantillon en place est égal à R = 8.0 mm.

Porte échantillon
 supérieur

(fixe)

Porte
échantillon
inférieur
(mobile)

Cales d'épaisseur
disposées 120°

Silastène

Echantillon
de bitume

Direction 
et sens de traction

Surface d'appui
inférieure

Protubérances

R = 8.0mm

FIG. 5.3 – Représentation en coupe du dispositif porte-échantillon de l’essai de Rupture Locale Répé-
tée du Bitume (Maillard [108])

Une telle géométrie assure, dans une éprouvette non fissurée, une concentration de 90% de la
force de traction dans une zone de rayon 3 mm autour de l’axe des protubérances. Cette concentra-
tion constitue ainsi une solution intéressante pour favoriser l’apparition de la fissure au centre de
l’éprouvette.

Le porte-échantillon supérieur est relié au bras supérieur fixe de la presse de traction. Ce bras su-
périeur est accroché au peson de force de la presse de traction.

Le porte-échantillon inférieur est placé sur le bras inférieur de la MAER qui est relié au moteur
de la presse. Cette pièce possède trois lumières réparties à 120° (figure 5.3) pour l’insertion des cales
d’appui utilisées afin de faire varier l’épaisseur initiale du film de bitume. Les jeux de cales à notre dis-
position nous permettent de travailler avec des épaisseurs dans l’axe comprises entre 70 et 320 µm.
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5.4 Déroulement d’un essai

Dans cette partie, on décrit le protocole expérimental avec les étapes à suivre dans la préparation
des échantillons de bitume. On présentera les différentes phases de l’essai de rupture locale. Puis,on
abordera les paramètres de pilotage de l’essai permettant de caractériser le comportement du bitume
en film mince.

5.4.1 Préparation de la machine d’essai et confection des échantillons

L’essai de rupture locale proprement dit demande une préparation de la machine d’essai munie
de son système porte-échantillon et la confection des échantillons de bitume dans des conditions
bien déterminées.

Les surfaces des protubérances convexes doivent être propres et sèches. On applique si nécessaire
un traitement final avec de l’éthanol pur pour bien nettoyer les surfaces. Les protubérances sont en-
suite montées sur les bras inférieur et supérieur de la presse de traction puis elles sont maintenues à
65◦ C dans la cellule thermostatée. La coaxialité des protubérances est assurée à l’aide d’un dispositif
de centrage (figure 5.3).

Afin de maîtriser la quantité de bitume utilisée à chaque essai, on prépare des échantillons de
bitume de forme cylindrique (Φ = 16mm, h = 8mm) dans un moule en silastène à une tempéra-
ture θcoul ag e dépendant de la consistance du bitume. La température θcoul ag e doit être supérieure de
20◦ C à la température de ramollissement bille-anneau (citeNorme-TBA).

Le moule est placé ensuite dans l’étuve à 150◦ C pendant 15min afin d’éliminer les bulles d’air qui
ont pu être piégées lors du coulage, les bulles d’air remontées à la surface de l’échantillon sont ainsi
éliminées à l’aide d’une aiguille.

Après refroidissement à la température ambiante pendant 1 heure, l’échantillon est arasée puis
conditionnée dans une étuve à 0◦ C pendant 2 heures. Avant le début d’un essai, on démoule un
échantillon de bitume pour le placer dans une bague de silastène puis on place l’ensemble sur la
protubérance inférieure préalablement portée à une température de +65◦ C.

L’essai de rupture locale se décompose des trois phases suivantes :
– une phase de précharge ;
– une phase de chargement ;
– une phase de traction finale.

5.4.2 Précharge

Après 10 minutes à cette température, le bitume est suffisamment fluide pour assurer un mouillage
correct du bitume sur les protubérances (Roth [149]).

On régle la valeur de la force à zéro et on met en contact les cales du porte-échantillon inférieur
avec le porte-échantillon supérieur sous une compression de 5 d aN.

L’étude menée sur le protocole expérimental par (Daouben [109] et Maillard [110]) suggère que la
phase de descente en température à force de compression constante soit suivie d’une légère "décom-
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FIG. 5.4 – Les différentes phases d’un essai de rupture locale

pression" où la force passe de −5 d aN à −1 d aN pour récupérer d’éventuels jeux dans le système. Par
contre, les enregistrements d’émission acoustique montrent également que lors de ce changement
brutal de la force de compression pour passer à −1 d aN, une fissure pouvait apparaître au cœur de
l’échantillon.

Afin d’éviter ce problème, on a choisi de maintenir la force de compression constante jusqu’au
début de la traction. Après avoir testé différentes valeurs d’effort de compression, celle de 5 d aN a été
retenue car elle assure une bonne répétabilité de l’essai tout en évitant le problème de création d’une
préfissure avant même le démarrage de l’essai.

Afin de maintenir l’épaisseur du film de bitume, les porte-échantillons sont mis en légère com-
pression pendant toute la phase de descente à la température d’essai fixée entre (−20◦ C ≤ θessai ≤
+10◦ C).

Cependant, on impose volontairement une vitesse de descente de la température relativement
lente avec (0.5◦C/mi n) afin de prévenir l’apparition de contraintes de traction dans l’échantillon.

5.4.3 Phase de traction

Lors de cette phase de sollicitation, nous avons choisi d’imposer à l’échantillon un déplacement
permettant d’obtenir une vitesse de déformation ε̇(t ) constante au cours de l’essai.

ε̇(t ) = l̇

l
= d

d t
ln

(
l (t )

li

)
= cste (5.1)

Après intégration de l’équation 5.1, on retrouve une loi de chargement avec une forme exponen-
tielle :

l (t ) = αeβt (5.2)

avec l (0) = li et l (t f ) = l f .
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La loi de déplacement retenue est alors donnée par l’équation 5.3.

l (t )

li
=

(
l f

li

) t
t f

(5.3)

où :
– l (t ) est la distance entre les protubérances dans l’axe de traction à l’instant t ;
– li représente l’épaisseur initiale de bitume ;
– l f est la distance entre les protubérances à la fin de la phase de traction ;
– t f est la durée de la phase de traction.

Au début de la phase de traction et quelles que soient les conditions d’essais, pour les valeurs de
force comprises entre −5 et 0 d aN, l’évolution de la force est linéaire avec le déplacement. Ceci cor-
respond à une « décompression »progressive des cales d’épaisseur du système porte-échantillon. Le
déplacement imposé à l’échantillon de bitume ne commence qu’à partir des valeurs de force posi-
tives.

Pour les grandes déformations :

ε= ln

(
l

l0

)
(5.4)

Dans l’essai de Rulob, on impose une vitesse de déformation constante :

ε̇(t ) = d

d t

(
ln

l (t )

l0

)
= const ant = B (5.5)

On en déduit alors :

ln
l (t )

l0
= B.t + ln a (5.6)

l (t ) = l0e(Bt+a) = l0.A.eBt (5.7)

l (t ) = AeBt (5.8)

À partir des conditions limites, on peut déterminer les constants d’intégration A et B comme suit :{
l (t = 0) = l0

l (t = t f ) = l f
⇒

{
A = l0

B = 1
l f

ln
l f

l0

(5.9)

On obtient finalement :

l (t ) = l0

(
l f

l0

)t/t f

(5.10)

On en déduit la vitesse de déplacement v(t ) et la vitesse de déformation ε̇ :

v(t ) = l̇ (t ) = l0

t f
ln

l f

l0

(
l f

l0

)t/t f

(5.11)

ε̇= 1

l f
ln

l f

l0
(5.12)
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5.4.4 Phase de séparation finale

Afin de rompre complètement l’échantillon, une traction finale de 120µm pendant 120sec est
effectuée. Il est alors possible d’observer et de caractériser les surfaces de rupture pour compléter
l’étude expérimentale.

À l’issue de la traction finale, les deux surfaces de rupture de l’échantillon sont séparées. En fonc-
tion des conditions d’essai, ces surfaces présentent des anneaux concentriques qui semblent être liés
aux conditions de propagation de la fissure.

Pour tous les essais, une photographie de chacune des surfaces de rupture est réalisée (figures ??).
A chaque image est associée une photographie de calibrage de la surface de rupture.

5.4.5 Interprétation de l’essai de rupture locale

Au cours de la phase de traction, on enregistre une ou plusieures chutes brutales de la force. Elles
sont assimilées à la création puis à la propagation d’une fissure à l’intérieur de l’échantillon.

Comme nous le montrerons par la suite, en raison de la géométrie de l’éprouvette et de la concen-
tration des contraintes qui en résulte en son centre, la fissure s’initie au centre de l’éprouvette et se
propage d’une manière concentrique vers l’extérieur.

Une chute de force est suivie par une courbe dont la pente est plus faible. L’évolution de la courbe
correspond à une diminution de la rigidité de l’éprouvette. Lorsque la rigidité de l’éprouvette devient
nulle, la fissure s’est alors entièrement propagée dans l’échantillon.

En analysant l’évolution de l’effort en fonction du déplacement au cours de la phase de traction,
il est donc possible de d’étudier le comportement à la fissuration du matériau.

La figure (5.5) présente la courbe force/déplacement obtenue pour un essai réalisé à 0◦ C, avec
une épaisseur de film initiale de 320µm et un déplacement maximum de 110µm atteint en 10s. Lors
d’un étirement du film de bitume sans création de fissure, cette consigne correspond à une déforma-
tion maximale de 34% au centre de l’éprouvette. Les valeurs de force sont mesurées aux bornes du
porte-échantillon.

La réponse du matériau peut être décomposée en trois parties :

OA : Cette partie de la courbe correspond à la réponse classique d’un matériau viscoélastique
soumis à une vitesse de déformation constante. La non-linéarité de cette courbe est liée au
caractère visqueux de ce matériau à la température d’essai.

AB : La valeur d’effort montre une chute soudaine. Cette chute survient alors que le déplacement
imposé continue à solliciter l’échantillon. Cette discontinuité peut être expliquée par l’appari-
tion d’une fissure à l’intérieur de l’échantillon et une propagation instable de cette fissure. Ce
phénomène pourrait être le déchirement soudain du bitume au moment où la contrainte au
centre de l’échantillon atteint la contrainte limite de rupture, ce qui conduit à la chute d’effort.

BC : De même que dans la phase OA, cette courbe correspond à la réponse classique d’un ma-
tériau viscoélastique soumis à une vitesse de déformation constante mais avec une pente plus
faible qui correspond à une chute de la rigidité globale de l’échantillon du fait de l’ouverture
d’une fissure dans la phase AB. Comme précédemment, la non-linéarité pourrait être attribuée
à la combinaison de deux phénomènes : la propagation de la fissure initiée en phase AB et les
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FIG. 5.5 – Interprétation d’un essai type

caractéristiques rhéologiques du bitume.

Selon les valeurs des paramètres retenues pour les essais et la nature du bitume, les courbes
peuvent présenter une ou plusieurs discontinuités. Le nombre de discontinuités semble correspondre
au nombre de phases de propagation d’une fissure concentrique s’étant propagées pendant l’essai
du centre vers l’extérieur de l’échantillon. Ceci peut être illustré par les anneaux concentriques qui
peuvent être observées après la séparation totale de l’échantillon à la fin de l’essai (figures 5.5)

5.5 Répétabilité

Afin d’obtenir une certaine exactitude sur les essais réalisés et d’évaluer les effets des paramètres
d’essais sur le comportement à la fissuration des liants bitumineux. Il faut s’assurer que l’essai de
rupture locale est répétable avec la mise en place des critères de rejet d’un essai.

Avec le protocole expérimental retenu, on peut réaliser des essais de rupture locale à différentes
vitesses de déformation et à différentes températures.

Classiquement, les résultats d’essais de rupture (initiation et propagation) sont fortement dépen-
dants à la fois des conditions de réalisation des échantillons et du matériel d’essai utilisés. Pour ré-
duire la dispersion des résultats (Lemaitre [103]), ces essais sont conduits avec de grandes précautions
expérimentales.

Pour bien maîtriser les conditions de réalisations des échantillons, le protocole expérimental pré-
senté dans le paragraphe §5.3 a été optimisé afin de garantir une répétabilité dans la confection des
échantillons. Le protocole prévoit également la suppression des bulles d’air dans l’échantillon qui
peuvent influencer sur la répétabilité des essais.

En régle générale, pour chaque condition expérimentale (bitume, vitesse, température), on effec-
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tue au minimum deux essais (figure 5.6).
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FIG. 5.6 – Test de répétabilité de l’essai de rupture locale

Puis, on compare les réponses obtenues à l’aide des deux critères suivants :

1- la rigidité initiale Ri ni : Au début de l’essai, il n’y pas de présence de fissure (Maillard [110]), la
rigidité initiale traduit le comportement rhéologique du matériau. Elle est évaluée en estimant
la rigidité pour les points dont le déplacement est situé à ±1.0µm autour du 0 de force . Au
regard du matériel utilisé, une variation de 5% de cette grandeur est tolérée.

2- le déplacement et l’effort à la rupture : Ces deux valeurs déterminent l’initiation et la propa-
gation de la première fissure, elles représentent les caractéristiques de fissuration du matériau
dans les conditions de l’essai. On peut s’attendre à ce que la dispersion sur ce point de rupture
sur la courbe effort-déplacement soit plus importante que la dispersion sur la rigidité initiale,
le seuil de tolérance est fixé à une variation de 20% sur le déplacement à la rupture.

Si l’un des deux critères n’est pas vérifié (figure 5.6), on effectue par un troisième essai (figure 5.7).

Dans la majorité des essais, le critère fondé sur la rigidité initiale est satisfaisant puisqu’il dépend
surtout de la qualité de la régulation de l’enceinte et du respect de la vitesse de déformation deman-
dée.

En revanche, le second critère défini par la valeur du déplacement à la rupture dépend des pro-
priétés du matériau. Dans certains cas, il arrive que cette condition ne soit pas vérifiée malgré la
répétition des essais. Dans ce cas, on analyse les essais individuellement.

Dans l’essai de rupture locale, les valeurs de déplacements à l’initiation et à l’arrêt de la fissure
peuvent être déterminé à partir des mesures données par les capteurs de déplacements. On peut
donc connaître le temps d’initiation et d’arrêt de la fissure au cours de l’essai. De la même manière,
les valeurs de forces à l’initiation et à l’arrêt de la fissure peuvent être déterminé à partir des relevés
de mesure fournis par le capteur de force.

On examine la répétabilité de l’essai de rupture locale pour des conditions expérimentales cou-
rantes i.e à une température de 0◦C et à une vitesse de 11µm/s. À partir des résultats d’essais répé-
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FIG. 5.7 – Test de répétabilité de l’essai de rupture locale

tables à °0 C et v = 11µm/s, on détermine les déplacements moyens liés à l’initiation et d’arrêt de
fissure ainsi que le temps de propagation. Ces valeurs sont récapitulées dans le tableau ci-dessous :

N° Essai Fi ni
a di ni

b Far r
c dar r

d a f
e

(d aN) (µm) (d aN) (µm) (mm)
1 14.77 7.68 1.83 11.34 12.2
2 14.16 7.08 1.83 10.66 12.3
3 14.04 6.66 1.77 10.26 12.1
4 13.43 6.82 1.83 10.32 10.0

Ecart type 0.55 0.45 0.03 0.50 1.10
Moyenne 14.10 7.06 1.82 10.65 11.65

aLa valeur de la force liée au point d’initiation de la fissure
bLa valeur du déplacement lié au point d’initiation de la fissure
cLa valeur de la force liée au point d’arrêt de la fissure
dLa valeur du déplacement lié au point d’arrêt de la fissure
eLa taille de la fissure finale après la rupture

TAB. 5.1 – Les essais de répétabilité à une température de 0◦C et à une vitesse de 11µm/s

Les essais de répétabilité montrent que le protocole expérimental utilisé permet d’assurer une
bonne répétabilité des essais.

En effet, ces courbes peuvent être comparées suivant différentes caractéristiques : pente initiale,
force de traction à la première chute, déplacement correspondant à la première chute, nombre de
chutes de forces. Les valeurs d’effort conduisant à la première chute montrent de très faibles écarts
qui justifie les précautions prises lors de la confection des échantillons (absence de micro-bulles par
exemple). La pente initiale, qui est représentative de la rigidité globale de l’échantillon est répétable
également pour les conditions testées, de même que le nombre de chutes brutales d’effort.
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Exemple de mesure

À partir des photographies de la figure (5.9) nous pouvons extraire des caractéristiques de la sur-
face de rupture sue un échantillon post-moderm.

Par exemple, pour certaines conditions expérimentales, l’une des surfaces laisse apparaître le
sommet de la protubérance d’acier au centre de l’éprouvette alors que pour d’autres, le sommet n’est
visible sur aucune des deux surfaces.

De plus, certaines surfaces présentent des anneaux concentriques qui pourraient correspondre
à des limites successives d’extension de la fissure. Par superposition de l’image avec sa référence, les
tailles des anneaux peuvent être facilement déterminées (figure 5.9) pour être corrélées par la suite à
celles obtenues par d’autres moyens de mesure.

On considère le liant 50/70 - 01141 à 0◦C soumis à une vitesse de déplacement v = 2µm/s afin
d’atteindre un déplacement total d = 110µm au bout de 55 s.

Par l’analyse des photos prises après l’essai, on peut déterminer le rayon de la fissure. Dans cette
condition d’essai (T = 0◦C; v = 2µm/s), le diamètre de la fissure est de l’ordre de 7.8mm (figures 5.9
et 5.10).
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FIG. 5.9 – Essai 1 - Les surfaces fissurées de l’essai Rulob à T = 0◦C; v = 2µm/s
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FIG. 5.10 – Essai 2 - Les surfaces fissurées de l’essai Rulob à T = 0◦C; v = 2µm/s

À partir des enregistrements de réponse en force et déplacement (figure 5.8), on détermine les
déplacements liés à l’initiation et d’arrêt de la fissure (tableau 5.1).

Ces valeurs de temps et de la taille de fissure vont nous servir de déterminer la cinématique d’ou-
verture de la fissure en fonction de l’hypothèse de vitesse de propagation retenue.
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5.6 Effet de la vitesse de sollicitation

Connaissant les propriétés viscoélastiques du bitume, plus le matériau est sollicité à grande vi-
tesse, plus la rigidité initiale de l’éprouvette est importante. Cependant, le comportement à la fissu-
ration du bitume est également très sensible vis à vis de la vitesse de déformation (Harvey [76], Roy et
Hesp [153]).

Dans les essais classiques de fissuration sur bitume (EN-13587 [130], SHRP [166], Harvey [76]), les
vitesses de déformation employées varient sur une plage comprise entre 3.0 10−3 et 3.0 10−1s.

À partir de ces considérations pratiques et en tenant compte des possibilités d’asservissement de
la presse de traction utilisée et du temps de réponse des capteurs de déplacement, on a choisi d’étu-
dier le comportement à la fissuration du bitume sur deux décades de vitesse.

La vitesse maximale de la presse de traction correspond à un étirement de 110µm en 1s. La
vitesse de déformation correspondante dans l’axe de révolution des protubérances est de ε̇max =
1

1s ln
(320+110

320

)= 2.955s−1.

0 10 20 30 40
0

50

100

150

Déplacement (µm)

Fo
rc

e 
(N

)

11  µm/s
5.5 µm/s
2.0 µm/s
1.1 µm/s

Cavitation et initiation de la fissure

Prop
ag

ation
 d

'u
n

e fissu
re con

fin
ée

Arrêt de la fissure

FIG. 5.11 – Effet de la vitesse de sollicitation sur la réponse du matériau (température =0◦C)

Pour une température d’essai fixé à 0°C, la figure 5.6 illustre les différentes réponses du matériau
lorsqu’il est soumis à une vitesse de chargement croissante. L’analyse de la phase d’étirement permet
d’apprécier le comportement rhéologique du bitume : une diminution de la vitesse de chargement
se traduit par une diminution de la raideur de l’échantillon. Parallèlement, on observe que la force
de traction nécessaire pour déclencher l’ouverture de la fissure augmente avec la vitesse de charge-
ment. De plus, une diminution de la vitesse rend le matériau plus ductile et l’ouverture de la fissure
se produit à un niveau de déformation plus important. Ces essais montrent encore une fois que les
conditions de déclenchement de la fissure dépendent des propriétés viscoélastiques du matériau.

À cette température autour de 0°C, après l’ouverture de la fissure, il subsiste une force résiduelle
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FIG. 5.12 – Effet de la vitesse de sollicitation sur la taille de la fissure (température =0◦C)

qui s’explique par le fait que l’éprouvette n’est pas complètement rompue. La fissure qui se propage
à partir du centre n’a pas débouché vers la périphérie de l’éprouvette et reste ainsi confiné à l’inté-
rieur de l’échantillon. L’analyse post-mortem de l’échantillon révèle une surface de rupture bien lisse
et bien délimitée par un anneau circulaire contenu à l’intérieur de l’échantillon. On peut supposer
que la fissure s’est propagé en une seule fois pour former un anneau circulaire d’un diamètre dépen-
dant de la vitesse de chargement. En effet, le diamètre de l’anneau circulaire augmente avec la vitesse
de chargement (figure 5.12). Au delà d’une certaine valeur de la vitesse de déformation, on observe
une diminution de la force de traction et l’analyse post-mortem révèle le sommet de la protubérance
en acier non recouvert par du bitume. On peut supposer que la rupture s’est amorcé à l’interface
acier/bitume puis s’est propagé dans le matériau. On qualifie alors cet essai de rupture adhésive car
la fissure s’est initiée à l’interface avec l’une des protubérances en acier.
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5.7 Effet de la température d’essai

Pour les matériaux bitumineux, il est courant de considérer qu’un changement de température de
5◦ C est approximativement équivalent à une variation d’une décade de la fréquence de sollicitation
ou du temps de chargement. Si dans des conditions expérimentales différentes, les comportements
rhéologiques du matériau peuvent être ramenés à une courbe unique par décalage de température
ou de vitesse, les conditions d’essais sont dites conditions d’isorhéologie.

Nous avons appliqué un tel raisonnement pour étudier l’effet des variations de la température sur
la rigidité de l’éprouvette.

Ainsi, en considérant l’essai sur le bitume pur 50/70 à −5◦ C pour un temps de chargement de
référence de 10s, nous avons comparé la rigidité initiale de l’éprouvette à celle estimée pour deux
essais réalisés sur le même bitume mais pour des conditions de chargement différentes conduisant
théoriquement à des conditions d’isorhéologie :

Dans cette campagne d’essais, la vitesse de chargement est fixée à 11µm/s et la température varie
de −20◦C à +10◦C. La figure (5.13) montre l’influence de la température sur le comportement du
bitume lors de la sollicitation. Pour des températures comprises entre −20◦C et +5◦C, les courbes
effort-déplacement montrent que la force à la rupture est plus importante lorsque la température
diminue, i.e. lorsque la rigidité de l’éprouvette augmente. Pour une température d’essai de +10◦C,
l’allongement et l’effort à la rupture sont plus importants que ceux relevés à +5◦C. La réponse du
matériau semble être différente : l’hypothèse du passage d’un comportement fragile à ductile peut
alors être émise.
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FIG. 5.13 – Effet de la température sur la réponse en force (vitesse =11µm/s)
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5.8 Conclusion

L’essai de rupture locale permet ainsi de reproduire la répartition du bitume au pseudo-contact
tel qu’il se présente entre deux granulats dans un enrobé bitumineux. L’idée exploitée est de créer un
rétrécissement local entre deux protubérances par un rapprochement des deux protubérances avant
solidification de l’échantillon. On retrouve ainsi une éprouvette avec une épaisseur minimale au ni-
veau de l’axe des protubérances.

Le protocole d’essai utilisé repose sur les études antérieures qui est mené au LCPC. Cette expé-
rience passée permet de mener des essais de grande qualité sur une gamme de température et de
vitesse appropriées.

Les résultats obtenus avec l’essai de rupture locale permettent d’évaluer les conditions d’essais
pour atteindre une rupture par décohésion du bitume : solliciter l’éprouvette à basse température et
à grande vitesse provoque une propagation soudaine de la fissure. En revanche, pour des tempéra-
tures plus élevées ou/et des vitesses plus faibles, le bitume semble avoir un comportement ductile.

Pour les besoins de la simulation numérique et la validation des calculs de rupture cohésive, on ne
prendra en compte que les essais avec un amorçage dans le matériau (rupture cohésive). La gamme
de vitesse de chargement sera ainsi limitée par le type de rupture se produisant dans l’échantillon.
En pratique, on prendra en compte certaines caractéristiques de la courbe (force maximale avant la
rupture, la valeur du déplacement correspondant et la durée de la chute de force) comme données
d’entrée du modèle de calcul.
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Modélisation numérique de l’essai de
rupture
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6.1. Introduction

6.1 Introduction

La propagation de fissures est souvent abordée dans la littérature avec des approches basées sur
la mécanique de la rupture. Comme nous avons abordé dans les sou-chapitres §2.4.1 et §2.5.3, au
niveau de la modélisation, plusieurs méthodes sont disponibles pour déterminer les facteurs d’in-
tensités de contraintes K ou le taux de restitution d’énergie J plus connus en élasticité linéaire G.

Dans ce chapitre, on s’intéresse particulièrement à la méthode préconisée maître-esclave. Cette
dernière permet d’examiner la propagation de fissures quasi-statiques dans un problème plan ou
axisymétrique avec la ligne de fissure prédéfinie. On peut d’ailleurs appliquer cette méthode pour un
matériau viscoélastique avec une cinématique d’ouverture de fissure adaptée à l’essai Rulob. Par la
suite, nous allons analyser la propagation de fissure par la méthode maître-esclave à l’aide du code
d’éléments finis Abaqus© [86]. Le schéma global de nos études sur la fissuration viscoélastique avec
l’essai de Rupture Locale est illustré par la figure 6.1 suivante :
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6.2. Algorithme de la propagation de fissure

6.2 Algorithme de la propagation de fissure

Cette section s’emploie à présenter la méthode numérique de modéliser la propagation de fissure
à l’aide du code d’éléments finis Abaqus. On choisit ensuite une cinématique d’ouverture de fissure
relative aux observations expérimentales de l’essai Rulob. Ce modèle de fissuration sera finalement
intégré et validé pour un cas simple d’un barreau viscoélastique fissuré.

6.2.1 Algorithme d’ouverture de la fissure dans ABAQUS

La capacité de calcul en mécanique de rupture dans le code ABAQUS permet d’analyser la propa-
gation des fissures quasi-statiques qui s’accroît suivant un chemin prédéfini dans un problème plan.
Pour ce faire, on utilise la méthode maître-esclave pour simuler l’ouverture de la fissure le long des
surfaces définies :

– Les modèles quasi-statiques de propagation de fissure sont en 2D (plan ou axisymétrique) ;
– Il faut définir deux surfaces initialement collées entre lesquelles la fissure se propage ;
– On doit également préciser le critère de propagation : contrainte critique, ouverture de la fissure

ou longueur de fissure en fonction du temps.

Définition des surfaces de fissure

Dans la méthode maître-esclave, la fissure se propage suivant la ligne de rupture entre deux sur-
faces de ruptures. Ces deux surfaces sont identifiées dans la modélisation l’une comme surface maître
et l’autre comme surface esclave. Ces deux surfaces sont initialement collées hormis le nœud d’amor-
cage de la fissure. On définit ensuite une condition initiale identifiant la portion surfacique collée. Les
nœuds de cette surface sont collés dans une direction normale à la ligne de rupture ce qui est utilisé
typiquement dans les problèmes de fissure en Mode I (voir la figure 6.3).

Lorsque la fissure se propage, les nœuds correspondant aux nouvelles surfaces fissurées créés
sont libérés le long de la ligne de rupture prédéfinie. Les contrainte sur les nouvelles surfaces fissurées
devront s’annuler pendant un laps de temps relativement court.

Force de traction des surfaces fissurées

Fo
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n 

(N
)

Temps de libération du nœud (s)

T

3/4 T

tf/2 tf

FIG. 6.2 – Réduction de la force nodale de traction en fonction du temps de libération du nœud

Après la séparation, la traction entre les deux surfaces est initialement contrôlée égale mais de
signe contraire à la force au nœud de la surface esclave. On peut définir comment cette force de trac-
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6.2. Algorithme de la propagation de fissure

tion à un nœud donné peut se réduire avec le temps après que le nœud soit libéré. Pour ce faire,
on utilise une amplitude a relative au temps après le relâchement du n œud considéré. On suppose
que la force transmise entre ces deux surfaces au nœud esclave N est TN|0 lorsque le nœud est li-
béré à temps t N|0. Puis, pour les temps t > t N|0, la force transmise entre les surfaces au nœud N est
a(t − t N|0)TN|0. L’amplitude relative doit être égale à 1 initialement (a|t=0) = 1) et elle se réduit à zéro
(a|t=t f ) = 0) (c.f figure 6.2).

Le choix de la courbe d’amplitude dépend des propriétés du matériau, des chargements et le
critère de propagation de fissure. Si la contrainte se réduit trop vite, la variation résultante de la dé-
formation à proximité de la pointe de fissure devient importante et peut poser des problèmes de
convergence. Dans le cas des grandes déformations, cette variation brutale peut engendrer la distor-
sion du maillage. Dans le cas d’un matériau viscoélastique, selon des notes de calcul Abaqus [86], la
contrainte doit se réduire progressivement afin d’éviter les difficultés liées à la convergence et à la
distorsion du maillage. Une réduction de 25% de contrainte en 50% de temps permet souvent d’évi-
ter ces problèmes. La solution quant à elle n’est pas instamment influencée par cette procédure de
déchargement. En cas contraire, la région concernée du maillage doit être raffinée.

Croissance de la fissure en fonction du temps

Comme nous avons présenté dans la section §5.5, dans l’essai de Rulob, nous pouvons détermi-
ner, à partir des mesures expérimentales, le temps d’initiation et d’arrêt de la fissure ainsi que sa taille
finale. Ces données permettent ensuite d’estimer la vitesse moyenne de propagation de fissure. Ces
vitesses s’avèrent très importantes par rapport aux vitesse de chargement (voir tableau 6.1).

Essai t (s) a vm
d (mm/s) b ε̇ c vm

a (mm/s) d

1 100 1.1 0.002955 4.67
2 55 2 0.0054 10.83
3 20 5.5 0.0148 16.03
4 10 11 0.02955 18.02

TAB. 6.1 – Comparaison entre la vitesse de propagation de fissure et la vitesse moyenne de déplace-
ment des essais Rublob réalisés à température T = 0◦C

aTemps d’essai
bVitesse moyenne de déplacement
cVitesse de déformation
dVitesse moyenne adoptée de propagation de fissure

La technique d’analyse en mécanique de la rupture Abaqus nous offre la possibilité d’ouvrir la
fissure progressivement en fonction du temps. Ce mécanisme est particulièrement intéressant dans
le cas de l’essai Rulob car en retenant une vitesses de propagation, nous pouvons modéliser et donc
analyser le processus de fissuration de l’essai. La longueur de la fissure est déterminée en fonction du
temps total de l’analyse dans la configuration déformée.

Pour déclencher la propagation de la fissure, donc la libération de nœuds, on introduit le facteur
f caractérisant la distance entre le point de référence choisi et la position actuelle de la pointe de
fissure. À titre d’exemple, on étudie le cas donné à la figure (6.3) ; le nœud 1 est la position initiale de
la pointe de fissure, le nœud 3 est sa position actuelle, et ∆l23 est la distance entre les nœuds 2 et 3
mesurée le long de la surface esclave.
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FIG. 6.3 – La longueur de fissure en fonction du temps

Le facteur de rupture f est défini comme suit :

f = l − (l3 −∆l23)

∆l23
(6.1)

avec l est la longueur actuelle de la fissure. Le nœud 3 correspondant à la position actuelle de la fissure
se décolle lorsque le facteur de rupture f atteint la valeur 1.0 avec une tolérance ftol donnée :

1− ftol ≤ f ≤ 1+ ftol (6.2)

6.2.2 Calcul préliminaire

Avant d’appliquer la technique maître-esclave à l’essai de Rulob caractérisé par une géométrie
complexe et un comportement adéquat identifié, nous avons besoins d’examiner la méthode par
rapport à la sensibilité du maillage, la cinématique d’ouverture de la fissure lors de son implantation
dans le code Abaqus. C’est la raison pour laquelle, cette partie s’emploie essentiellement à étudier la
technique de propagation de fissure, les aspects géométrique et rhéologique du matériau sont sim-
plifiés.

Modélisation du barreau viscoélastique fissuré

Le barreau est de forme cylindrique dont les propriétés géométriques et mécaniques sont don-
nées au tableau 6.2. Pendant le temps de chargement, nous appliquons un déplacement imposé sur
la surface supérieure du cylindre. En raison de sa géométrie symétrique et axisymétrique, on ne mo-
délise qu’un quart du cylindrique comme le montre la figure 6.4.

Nous adoptons pour ce modèle, un matériau viscoélastique linéaire rhéologiquement simple de
type Zener (c.f §3.3.3). Pour intégrer ces propriétés viscoélastiques de ce matériau dans Abaqus, nous
avons besoins les transformer en séries de Prony comme suit :

τ f = η
E1 +E∞
E1.E∞

(6.3)
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E0 = E1 +E∞; g1 = E1

E0
(6.4)

Dimensions Matériau
Hauteur Rayon Coeff. Poisson E1 E∞ η τ f g1

20 mm 20 mm ν= 0.3 5 MPa 15 MPa 3.75 MPas 1 s 0.75

TAB. 6.2 – Les dimensions du barreau et les propriétés rhéologiques du matériau de Zener

Concernant le maillage, les calculs effectués avec différents types d’élément ont montré que les
éléments réguliers rectangulaires (CPE4, CAX4, etc.) sont mieux adaptés à l’analyse de fissuration par
la méthode maître-esclave. Par conséquent, nous recommandons l’utilisation de l’élément axisymé-
trique CAX4 dans notre analyse de fissuration avec la méthode maître-esclave. Le maillage retenu se
compose donc de 213 éléments axisymétriques linéaires CAX4 et 256 noeuds.

Dans ce modèle plan, le contact entre les deux surfaces maître et esclave forme la ligne de rup-
ture, le long de laquelle, la fissure se propage. La mécanique de la rupture suppose la présence d’un
défaut initial, à partir duquel la fissure va pouvoir s’amorcer. Pour assurer la propagation de la fissure,
le premier nœud doit être initialement libéré.

FIG. 6.4 – Le maillage et le chargement du barreau viscoélastique
fissuré

FIG. 6.5 – La numérotation des
nœuds situés sur la ligne propa-
gation de fissure

En ce qui concerne le chargement, on impose une vitesse de déplacement linéaire sur le bord
supérieur du barreau dont l’évolution est décrite par la figure 6.6. Pendant la phase de chargement,
la fissure se propage suivant la ligne de rupture prédéfinie (figure 6.4) pendant 3 secondes. Le rayon
de la fissure est supposé croître linéairement avec le temps (figure 6.7). Désignons tN le temps de
libération du nœud correspondant à la pointe de la fissure, la force de traction résiduelle des lèvres
fissurées s’annule au bout de 0.1tN.
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FIG. 6.7 – Longueur de fissure en fonction du
temps

Vérification du calcul préliminaire

Les analyses de la fissuration viscoélastique respectent l’hypothèse des petites perturbations (HPP).
Dans cet exemple, la méthode maître-esclave a permis d’ouvrir progressivement la fissure suivant la
ligne de rupture prédéfinie. La force résiduelle de traction sur les lèvres fissurées se réduit rapidement
à zéro tandis qu’à la pointe de la fissure, se localise une forte concentration de contrainte comme nous
pouvons observer sur la figure 6.8. Cette dernière décrit l’état déformé du barreau fissuré à l’instant
t = 7s ; la longueur de la fissure actuelle est de 5mm et la contrainte maximale calculée aux points
d’intégration est égale à 2.652 MPa.

FIG. 6.8 – L’état déformé en contrainte du barreau viscoélastique fissuré à t = 7s

La figure 6.9 décrit l’évolution de l’ouverture de fissure des nœuds situés sur le chemin de propa-
gation (c.f figure 6.5). On constate une continuité du champ de déplacement de ces derniers nœuds.
Le dernier nœud ne sera pas libéré tant que la longueur de fissure correspondant au nœud précédant
n’aura pas atteint sa valeur prédéfinie.
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FIG. 6.10 – Bilan de force au cours de l’analyse

La figure 6.10 illustre une vérification sur le bilan de forces au cours de cette analyse :

FT
R = FC +FS

R (6.5)

– FT
R est la force totale due aux réactions de la surface de chargement ;

– FC est la force due à la pression de contact maître-esclave ;
– FS

R est la force totale due aux réaction de la surface symétrique non fissurée.

La figure 6.10 confirme que la force totale due aux réactions de la surface de chargement FT
R est

égale à la somme de la force due à la pression de contact FC et la force totale due aux réaction de
la surface symétrique non fissurée FS

R. Cependant, lors du déchargement, on constate quelques per-
turbations dues à la libération trop rapide des nœuds et au fait que la contrainte sur la lèvre fissurée
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diminue trop brusquement. On doit prendre en compte ces problèmes pour la modélisation de l’essai
Rupture locale par la suite.
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6.3 Préparation du calcul

6.3.1 Matériau

Dans le code Abaqus, on peut représenter le comportement viscoélastique dans le domaine tem-
porel à l’aide des séries de Prony. Dans le cas des petites déformations, la réponse élastique peut être
définie avec un modèle élastique linéaire.

Considérons un essai à petites déformations dans lequel on applique une déformation γ(t ) au
matériau viscoélastique. La réponse en contrainte de cisaillement τ(t ) est définie comme suit :

τ(t ) =
∫ t

0
GR(ts)γ̇(s)d s (6.6)

d’où GR(t ) est le module relaxé de cisaillement caractérisant la réponse du matériau viscoélastique.
Ce module de relaxation peut s’écrire sous forme unidimensionnel :

gR(t ) = GR(t )

G0
(6.7)

avec G0 = GR(t = 0) est le module relaxé de cisaillement instantané. L’équation constitutive (6.6) de-
vient alors :

τ(t ) = G0

∫ t

0
gR(t − s)γ̇(s)d s (6.8)

Le matériau utilisé dans ces simulations numériques est un liant pur du grade 50/70. Les proprié-
tés rhéologiques de ce liant sous forme des séries de Prony ont été identifiées pour chaque tempéra-
ture de l’essai dans le chapitre §4.4.

À titre d’exemple, pour une température T = 0◦C, on introduit dans le code de calcul Abaqus un
module élastique isotrope instantanée E0 = 1924.96MPa et les séries de Prony données au tableau 6.3
suivant :

i 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13
τi (s) 4.519e-7 2.77e-6 2.261e-5 8.647e-5 4.893e-4 3.811e-3 2.595e-2 0.1692 1.1961 10.372 39.52 212.2 1650

gi 0.1088 0.0882 0.1255 0.0945 0.1878 0.1369 0.1125 0.0795 0.0427 0.0167 0.0045 0.002 3e-4

TAB. 6.3 – Tableau récapitulatif des valeurs des séries de Prony à température T = 0◦C. Le module
infini E∞ = 0.0624MPa.

6.3.2 Maillage

Puisque le coût de calcul d’un modèle de fissuration peut s’avérer important, il est nécessaire
d’optimiser son maillage. Nous avons choisi de ne raffiner que les zones avoisinantes de la ligne de
propagation de fissure où apparaît de forte concentration de contrainte. Cependant, le générateur de
maillage Abaqus montre certaines inconvénients dans la construction d’un maillage régulier adapté
à la géométrie spécifique de l’essai. Pour ce faire, nous avons utilisé le code d’éléments finis Cast3M
[2] pour discrétiser l’espace du modèle. Ce maillage obtenu par Cast3M est ensuite transformé en
format d’Abaqus grâce à un script écrit en Perl.

Comme nous avons remarqué dans la section §6.2.2 lors d’une étude sur la sensibilisation du
maillage en cas fissuré simple, les éléments réguliers rectangulaires (CPE4, CAX4, etc.) donnent les
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meilleurs résultats. En plus, le nombre maximal d’éléments pris en compte par l’histoire de charge-
ment Abaqus est limité, l’élément bilinéaire axisymétrique de quatre nœuds CAX4 a été retenu.

Grâce à la particularité géométrique de l’essai Rulob11, on ne considère qu’un quart de l’échan-
tillon dans la modélisation. En fonction de son épaisseur e12 (L6), les dimensions de ce maillage 2D
axisymétrique indiquées dans la figure 6.11(a) peuvent varier suivant le tableau 6.4 suivant :

(a) Maillage d’éléments finis 2D axisymétrique
(b) Maillage axisymétrique rendu en 3D

FIG. 6.11 – La discrétisation : (a) le maillage axisymétrique 2D ses dimensions (c.f tableau 6.4) ; (b) le
maillage axisymétrique rendu en 3D.

L6 L1 L2 L3 L4 L5

e = 0.72/0.220/0.32 8.0 8.586+e 1.245 4.0308 8.0624

TAB. 6.4 – Les dimensions du modèle Rulob en mm
L’étude de sensibilisation du maillage a permis de comparer le temps de calcul, l’espace de mé-

moire et surtout l’espace de disque qui devient très important dans notre modélisation de fissuration.
Le maillage retenu a des caractéristique suivantes :

– L’élément axisymétrique bilinéaire CAX4 ;
– Le nombre total de nœuds : 2474 ;
– Le nombre total d’élément : 2330 ;
– Le nombre total de variables générées par le modèle : 2337 ;
– Le plus petit élément se trouve au centre de l’éprouvette avec une taille de 7.28x8.24µm.

Suivant les descriptions du chapitre §5 ; la fissure s’initie au centre de l’éprouvette et se propage
concentriquement vers l’extérieur. L’axe de propagation de la fissure coïncide donc avec l’axe de sy-
métrie (L1). Dans ce cas, nous avons besoins de raffiner le centre de l’éprouvette. Pour le maillage
retenu, les éléments grossiers se trouvent loin du centre de l’éprouvette, lieu d’amorçage de la fissure,

11La géométrie de l’échantillon est à la fois symétrique et axisymétrique (c.f la figure 5.3)
12L’épaisseur indiquée coresspond à celle d’une des trois cales d’éprouvette de 70,220 ou 320µm.
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FIG. 6.12 – Le maillage et le chargement du modèle de validation

et ils deviennent fins et réguliers près du centre comme le montre la figure 6.12.

6.3.3 Chargement et conditions aux limites

Avec le maillage retenu précédemment, on y applique les conditions symétrique et axisymétrique
correspondantes (voir figure 6.11 (a)), les coordoneés locales sont illustrées par la figure 6.13 :

U2

U1

U3

UR3

O

FIG. 6.13 – Coordonnées locales utilisées pour les conditions aux limites

Condition de symétrie : U2 = UR1 = UR3 = 0 sur L1. Les nœuds font partie du chemin de propa-
gation prédéfini et ils se trouvent entre deux surfaces esclave et maître. La surface maître se
caractérise par un corps rigide fixé par un point de référence. Ces nœuds sont donc bloqués
suivant la normale ce qui est couramment dans le mode I de rupture (c.f. §2.3.3) ;

Condition d’axisymétrie : (U1 = U2 = UR3 = 0) sur l’axe d’axisymétrie L6 ;

Bords libres : Il n’y a aucun chargement sur les bords L2 et L3.

Comme nous avons précisé dans le paragraphe §5.4.3, lors de la phase de traction, on applique
un déplacement exponentiel imposé sur la surface libre supérieure de l’échantillon. Ce déplacement
imposé varie en fonction de l’épaisseur de l’échantillon (correspondant à 72, 220, et 320 µm de telle
sorte que la vitesse de déformation reste constante et que sa valeur critique se trouve dans la plage de
la vitesse de déformation de l’essai précisée à la section §5.5. La figure 6.16 montre les évolutions du
déplacement imposé et sa vitesse en fonction de temps13 pour trois cales utilisés qui correspondent
aux trois épaisseurs 72, 220, et 320 µm.

13Suivant les équations (5.10) et (5.12) respectivement.
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FIG. 6.14 – Les conditions aux limites appliquée à
l’échantillon

FIG. 6.15 – Le chargement et les conditions
aux limites au centre du moaillage
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320
/dt = 0.0094549et/33.845

dl(t)
220

/dt = 0.0089202et/24.663

dl(t)
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/dt = 0.0066769et/10.7835

Vitesse constante

(b) Vitesse de déplacement

FIG. 6.16 – Comparaison du déplacement (Fig. a) et de la vitesse de déplacement (Fig. b) expotentiels
pour les différentes épaisseurs de l’éprouvette en cas d’un étirement final d f = 110µm pendant t f =
10s

6.3.4 Mise en œuvre dans le code de calcul

Dans l’essai Rupture locale les déplacements liés à l’initiation et d’arrêt de fissure peuvent être
déterminé à partir des mesures. On connaît donc le temps d’initiation et d’arrêt de fissure au cours
de l’essai. En adoptant l’hypothèse simplification sur une vitesse de propagation uniforme pendant
cette phase, on impose une progression de la taille de fissure déterminée à partir des analyses expé-
rimentales en fonction du temps.
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À titre d’exemple, nous considérons les essais effectués à la température T = 0◦C avec une vitesse
de déplacement moyenne v = 11µm/s qui sont précédemment présentés dans le chapitre §5.5. Avec
la vitesse de déplacement imposée et la vitesse de propagation supposée uniforme, nous en dédui-
sons le temps liés à l’initiation et l’arrêt ainsi que la vitesse de prolongation (tableau 6.5).

θ t f di ni
a ti ni

b dar r
c tar r

d a f
e va

f

(◦C) (s) (µm) (s) (µm) (s) (mm) (mm/s)
0 10 7.06 0.642 10.65 0.965 11.65 18.02

aLa valeur du déplacement lié au point d’initiation de la fissure
bLe temps au point d’initiation de la fissure
cLa valeur du déplacement lié au point d’arrêt de la fissure
dLe temps lié au point d’arrêt de la fissure
eLa taille de la fissure finale après la rupture
fLa vitesse moyenne de propagation de fissure

TAB. 6.5 – Les essais de répétabilité à une température de 0◦C et à une vitesse de 11µm/s

À partir de ces temps d’initiation et d’arrêt de fissure et la vitesse de propagation adoptée, nous
pouvons discrétiser la longeur de fissure en fonction du temps. Cette relation est introduite dans le
code Abaqus sous forme d’un couple temps-longueur de la fissure :

*FRACTURE CRITERION, TYPE=CRACK LENGTH, NSET=NREF, TOLERANCE=0.04
0.642 , 0
0.706 , 1.16525
0.771 , 2.3305
0.836 , 3.49575
0.900 , 4.661
0.965 , 5.82625

Liste 6.1 – La longeur de la fissure en fonction du temps. Notons que rayon final ar est
pris égal à la moitié de la taille finale de la fissure

Dès le relâchement des nœuds, la force interne est remplacée par une force de traction opposée
sur les deux nouvelles surfaces créées. Ces forces de traction se réduisent à zéro après un temps rela-
tif au moment du relâchement des nœuds comme nous avons précisé dans la section §6.2.1. Pour ce
faire, on introduit dans le code Abaqus une courbe d’amplitude en fonction du temps de la libération
du nœud correspondant à la pointe de la fissure. Cette amplitude est initialement prise égale à 1 et se
réduit rapidement à 0.

*DEBOND, SLAVE=DBDSL,MASTER=DBDMS,FREQUENCY=1 ,OUTPUT=BOTH
0.0 , 1.0
0.0005 , 0.0

Liste 6.2 – Courbe d’amplitude de la force de traction
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6.4 Analyse de l’essai de Rupture Locale

L’identification rhéologique du bitume étudié dans le paragraphe §3.3.3 permet l’obtention de la
loi de comportement viscoélastique. A l’aide de 13 éléments de Maxwell, on représente la loi visco-
élastique avec la série de Prony associée.
Dans la résolution du problème, on suppose que les temps de relaxation volumique et déviatorique
sont identiques (τi = τi

K = τG
i ).

On modélise l’essai Rulob à l’aide du code éléments finis Abaqus version 6.4 [85]. Le modèle
contient 940 éléments 2D axisymétriques bilinéaires (CAX4). Le rapport entre l’élément le plus pe-
tit situé au centre et le rayon de l’éprouvette a/R est de l’ordre de 9.1e−4. Les propriétés rhéologiques
sont calées à partir des essais uniaxiaux Métravib sous forme d’une série de Prony à température
T = 0◦C (tableau 4.5). On effectue la simulation numérique des différentes phases de l’essai de rup-
ture locale d’un film de bitume suivant la méthodologie adoptée lors de la mise en œuvre du modèle
numérique.

6.4.1 Phase étirement : calage du coefficient de Poisson

Lors de la phase d’étirement, la réponse du bitume dépend fortement de sa capacité de contrac-
tion, le coefficient de Poisson constitue un paramètre important dans la simulation de l’essai. Lorsque
le bitume est dans un état fluide plus ou moins visqueux, la valeur absolue du coefficient de Poisson
est pris égal à 0.5. Lorsque la température baisse, ce paramètre décroît jusqu’à ce que le bitume soit
dans un état vitreux. Le coefficient de Poisson atteint alors une valeur proche de 0.35 (Shaterzadeh
[160], Maillard [108]).
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FIG. 6.17 – Calage du coefficient de Poisson sur la phase étirement - Essai à 0°C - t f = 55s

En supposant que la taille de la fissure est nulle au début de l’essai, le coefficient de Poisson est fixé
de telle manière à reproduire la phase d’étirement de la courbe expérimentale (force-déplacement).
La valeur du coefficient de Poisson ainsi trouvée constitue une détermination d’une caractéristique
du matériau dépendant des conditions de l’essai (température, vitesse de sollicitation). Cette ap-
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proche constitue un moyen indirect et original pour déterminer le coefficient de Poisson.

La figure 6.17, à titre d’exemple, montre un ajustement du coefficient de Poisson sur des essais
à 0°C et une vitesse de déplacement v = 2 µm/s. Après calage du calcul numérique sur la courbe
expérimentale, la valeur du coefficient de Poisson retenue est égale à ν = 0.497.

6.4.2 Phase d’ouverture de la fissure

Les nombreux calculs menés sur des maillages plus ou moins fin montrent qu’une bonne préci-
sion du calcul peut-être obtenue sur des maillages présentant un raffinement modeste autour de la
zone d’ouverture de la fissure. Dans la simulation numérique, on impose une une vitesse constante
d’ouverture de la fissure. Cette vitesse moyenne est estimée à partir de la durée de la chute de force
et de la taille de la fissure. On représente sur la figure 6.18, le champ de contrainte verticale dans le
matériau au pas de temps t = 0.6557s. Sur cette figure, on observe un déchargement local au droit de
la fissure et une concentration de la contrainte au niveau de la pointe de la fissure.

FIG. 6.18 – Distribution du champ de contrainte verticale autour de la pointe de fissure (Temp = 0◦C
et vitesse moyenne v = 11µm/s)

Le champ de contrainte est majoritairement orienté dans le sens normal à la surface de la fissure
et contribue ainsi à la force de traction globale. Le champ de contrainte forme ainsi une région ellip-
soïdale autour de la pointe de fissure. On remarque également que cette région est relativement large
par rapport à l’épaisseur du film de bitume. Le champ de contrainte dans cette région proche de la
pointe décroît très vite avec l’ouverture de la fissure. Cette observation locale corrobore la chute de
force brutale sur la courbe force-déplacement.

Au niveau de la ligne prédéfinie pour la fissure, on a imposé une vitesse d’ouverture constante
dans le code d’éléments finis Abaqus 6.4 [83] comme le montre la figure 6.19.

Si l’on considère une vitesse d’ouverture variable, on peut imposer une ouverture plus brutale au
début du processus de la propagation.

L’algorithme d’ouverture de fissure proposé dans le code d’éléments finis Abaqus repose sur une
vitesse d’ouverture constante. Comme nous avons abordé précédemment, par souci de simplifica-
tion, nous imposons donc une vitesse uniforme d’ouverture de la fissure.

D’un point de vue macroscopique, la variation ou non de la vitesse d’ouverture de la fissure n’a
pas d’incidence sur la force de traction. En effet, la chute de force sur la réponse du matériau est
identique pour les deux vitesses de chargement (figure 6.22).
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FIG. 6.19 – Vitesse uniforme d’ouverture de la fissure (T = 0◦C, v = 2µm/s)
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FIG. 6.20 – Vitesse non-uniforme d’ouverture de la fissure (T = 0◦C - v = 2µm/s)

6.4.3 Phase de poursuite de l’essai après rupture

Après cette chute de force qui traduit l’ouverture d’une fissure dans le matériau, la figure 6.22
montre que la courbe de traction repart avec une raideur plus faible que celle relevée lors de la
phase étirement. Cette nouvelle rigidité correspond à une raideur résiduelle d’une éprouvette fis-
surée. Comme le coefficient de Poisson est déterminé précédemment, la taille finie de la fissure peut-
être déterminée par un calage de la simulation sur la courbe expérimentale de la phase C. La taille de
la fissure ainsi trouvée peut-être comparée avec la valeur obtenue à partir de l’analyse post-mortem
de l’anneau circulaire observé sur la surface de rupture. La figure 5.5 montre la surface de rupture
obtenue à la fin de l’essai. On observe un anneau circulaire de 12mm de diamètre qui délimite la pro-
pagation de la fissure durant la première chute de force. Ce résultat confronté avec le calcul par la
méthode des éléments finis tend à valider complètement la méthode de détermination de la taille de
la fissure correspondant à la chute de force.
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FIG. 6.21 – Vitesse non-uniforme d’ouverture de la fissure (T=0°C - v = 2µm/s)
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FIG. 6.22 – Résultats expérimentaux et modélisation Abaqus

6.4.4 Calcul des facteurs d’intensité

En mécanique de la rupture, on utilise souvent la méthode d’éléments finis pour déterminer
les paramètres de fissuration avec le taux de restitution d’énergie (G) ou le facteur d’intensité de
contrainte (Kσ

I ). Cette méthode est plus adaptée pour résoudre des structures présentant une géo-
métrie complexe.

Habituellement, le facteur d’intensité de contrainte critique est défini pour les conditions d’ini-
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tiation quasi-statique. Cependant, la rupture locale se présente comme une fissuration après une
cavitation dans le film de bitume. Les conditions d’initiation de la fissure sont donc relativement par-
ticulières. Par ailleurs, on ne reproduit pas le phénomène de cavitation dans la simulation mais on
prévoit dans le maillage une cavité initiale équivalente à la taille du plus petit élément (7µm). Cette
fissure initiale est conventionnelle mais elle est très pratique pour l’étude de la phase d’ouverture de
la fissure. Elle permet également de vérifier l’incidence sur la réponse du matériau durant la phase
d’étirement.

En prenant en compte les aspects liés à l’initiation, on détermine le facteur d’intensité de contrainte
à partir du champ de contrainte proche de la pointe de fissure. On identifie de la même manière le
facteur d’intensité en déplacement à partir du champ de déplacements des noeuds proches de la
pointe de fissure. Puisque l’essai de rupture correspond au mode I de rupture, on s’intéresse donc à
l’expression du facteur d’intensité de contrainte d’une fissure interne dans ce mode :

Kσ
I (a) = l i mr→a+

√
2π(r −a)σ22(r,0) (6.9)

Ku
I (a) = l i mr→a+2

√
2π/(r −a)u2(r,0) (6.10)

La solution asymptotique s’obtient à partir de la résolution de l’équation intégrale du cas axisy-
métrique d’un problème de rupture avec les équations (6.9) et (6.10). En exploitant les résultats du
champs des contraintes σ22 et du champ des déplacement u22 obtenus par la méthode des éléments
finis, on peut déduire le facteur d’intensité de contrainte et le facteur d’intensité d’ouverture à la
pointe de la fissure.

Facteur d’intensité de contrainte

Sanford [156] suggère une méthode basée sur le calcul par éléments finis et cette méthode a
été appliquée sur un essai de flexion 3 points (Chailleux [26]) pour évaluer le facteur d’intensité de
contrainte. Ce facteur est déterminé à partir du champ de contrainte proche de la pointe de la fissure.
Si on trace la contrainte normale suivant la distance à partir de la pointe de fissure, on montre que le
profil de la contrainte dans la zone de validité suit une loi linéaire.

La contrainte à proximité de la pointe de la fissure peut être développer en séries comme suit (voir
la section §2.4.1) :

σ= A−1p
r
+A1

p
r ++© (r

3
2 ) = K1p

2πr
+A1

p
r ++© (r

3
2 ) (6.11)

Soit encore :
σ
p

2πr = K1 +B1
p

r +B2r
3
2 (6.12)

Le facteur d’intensité de contrainte est déterminé à partir de l’intersection de la portion linéaire de
la courbe avec l’axe des ordonnées. Cette méthode permet ainsi d’obtenir une bonne approximation
du facteur d’intensité de contrainte mais la détermination dépend beaucoup du choix de la région
linéaire.

Dans cette étude, la détermination du facteur d’intensité de contrainte s’effectue grâce à un pro-
gramme de traitement écrit sous l’environnement Python. Ce programme de traitement utilise comme
donnée d’entrée les résultats à l’issue du calcul Abaqus.
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FIG. 6.23 – Détermination du facteur d’intensité de contrainte à partir du champ de contraintes
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FIG. 6.24 – Effet de la vitesse de déformation sur le facteur d’intensité de contrainte

La figure 6.25 montre que le facteur Kσ
I décroît rapidement avec la taille de la fissure. Cette dé-

croissance est observée pour toutes les vitesses de chargement.

Facteur d’intensité d’ouverture

Comme nous avons abordé dans la section §2.4.1, le facteur d’intensité d’ouverture peut être dé-
terminé à partir du champ de déplacement des lèvres de la fissure. Cette méthode dite cinématique
permet de récrire la relation du facteur d’intensité d’ouverture et le déplacement des lèvres de la fis-
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sure sous forme une droite :

[u2]2 =
(

1

8π
(Kε

I )2
)

.r (6.13)

Nous ne prenons en compte que les premiers points les plus proches de la pointe de la fissure. Ces
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FIG. 6.25 – Détermination du facteur d’intensité d’ouverture de la fissure à partir du champ de dépla-
cement

derniers respectent la linéarité de la relation (6.13).

Analyse du facteur d’intensité

Habituellement, on utilise les trois paramètres suivants : le taux de restitution d’énergie GI,le fac-
teur d’intensité de contrainte Kσ

I et le facteur d’ouverture de la fissure Ku
I . Une fissure s’initie et se

propage dans un matériau lorsque la contrainte dans la zone proche de la pointe de fissure atteint
une valeur critique. Cette valeur dépend uniquement des caractéristiques du matériau. Avec cette
hypothèse, le facteur d’intensité de contrainte peut-être défini à l’aide du critère suivant : Kσ

I = Kσ
IC

(figure 6.26) ou plus généralement, le critère d’apparition d’une fissure peut s’exprimer comme suit :

ℑ(Kσ
I ,Ku

I ) = 0 (6.14)

Où ℑ est une fonction qui dépend du matériau.
En élasticité, le critère de Griffith en mode I est défini par une hyperbole Ku

I .Kσ
I = cste et le cri-

tère classique Kσ
I = Kσ

IC est représentée par une demi-droite verticale ayant pour origine, un point
sur la bissectrice. Cette représentation est utilisée par différents auteurs pour interpréter la ténacité
dynamique du verre par exemple [KOB 83]. Dans notre cas, la description de l’ouverture de la fissure
dans le matériau est relativement difficile pour deux raisons : i) la fissure est crée par cavitation ii) le
matériau est viscoélastique.

La représentation sur la figure 6.26 montre que le facteur d’intensité de contrainte à un instant
proche du point d’initiation augmente avec la vitesse de déformation. Le facteur d’ouverture de fis-
sure Ku

I atteint une valeur maximale lorsqu’on obtient l’égalité. À partir de la bissectrice, le facteur
d’ouverture Ku

I décroît.
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6.4. Analyse de l’essai de Rupture Locale
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FIG. 6.26 – Description de l’ouverture de la fissure dans le plan Ku
I - Kσ

I à différentes vitesses de défor-
mation

On note au passage une dépendance linéaire entre le facteur d’intensité de contrainte avec l’aire de
la fissure mesurée à la fin de la phase d’ouverture de la fissure.

Kσ
I = 0.078∗S f (6.15)

avec S f la surface de la fissure.

Cette dépendance entre le facteur d’intensité de contrainte et la surface de rupture est un résultat
satisfaisant car on retrouve ainsi une certaine cohérence des résultats obtenus entre les différentes
vitesses d’essai.

Pour les faibles vitesses de déformation, l’approximation Kσ
I ≈ Ku

I reste valable et peut-être uti-
lisée dans la résolution des problèmes de fissuration par fluage par exemple. Lorsque la vitesse de
déformation est plus importante, l’égalité entre Kσ

I et Ku
I n’est plus valable.
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6.5. Conclusion

6.5 Conclusion

Nous avons vu précédemment, dans le §5, l’identification des paramètres rhéologique du maté-
riaux. Ces caractéristiques du matériau nous permet d’effectuer les calculs réalistes afin de détermi-
ner les paramètres de fissuration à l’aide du code de calcul Abaqus.

Dans un premier temps, on a pu déterminer le coefficient de Poisson pour chaque condition
de l’essai (temps de chargement et la température de l’essai). Cette détermination se base sur la
phase d’étirement en ajustant les courbes numérique et expérimentale d’une relation classique force-
déplacement.

Une fois le coefficient de Poisson déterminé, nous avons simulé les trois phases de l’essai Rulob :
– Phase d’étirement : elle correspond à une réponse rhéologique d’une structure viscoélastique

non-fissurée soumise à une vitesse de déplacement.
– Phase d’ouverture de fissure : elle s’initie lors que la force atteint sa valeur critique supérieure.

La fissure avance ensuite dans la direction prédéfinie avec une vitesse constante (l’hypothèse
simplificative). On utilise ici la méthode préconisée maître-esclave pour simuler la propagation
de fissure.

– Phase poursuite de l’essai après rupture : cette phase est définie juste apès la fin de la chute de
force. Cette phase ressemble un peu de la phase d’étirement mais avec une pente plus faible du
à la présence de la fissure au centre de l’éprouvette.

On constate que les phases étirement et poursuite après rupture correspondent à une réponse
classique d’un matériau viscoélastique soumis à une déplacement imposé. On s’intéresse, dans ce
cas, particulièrement la phase d’ouverture de fissure où les paramètres de fissuration sont à détermi-
ner.

La détermination du facteur d’intensité de contrainte permet de mettre en évidence sa croissance
linéaire avec la vitesse de déformation et l’existence d’une relation entre ce facteur et la taille de la fis-
sure.

Pour des vitesses de déplacement relativement faible, le facteur d’intensité de contrainte et de
facteur d’ouverture de la fissure sont comparables. On s’aperçoit également que le facteur d’intensité
de contrainte croit linéairement avec la vitesse de déformation et qu’il existe une relation entre la
taille de la fissure et le facteur d’intensité de contrainte au démarrage de celle-ci.

L’approximation Kσ
I ≈ Ku

I reste valable pour les faibles vitesses de déformation, et peut être uti-
lisée dans la résolution des problèmes de fissuration par fluage par exemple. Lorsque la vitesse de
déformation est plus importante, l’égalité entre Kσ

I et Ku
I n’est plus valable.
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Conclusion générale

Au cours de leur durée de vie, les structures de chaussées se dégradent et la fissuration qui se pro-
page dans les couches bitumineuses constitue l’un des principaux modes de dégradation. Différents
essais de caractérisation du comportement des mélanges bitumineux sous chargement monotone
ou répété ont été développés. Bien que leurs résultats montrent une grande sensibilité à la nature du
liant, la contribution intrinsèque du bitume sur la fissuration de l’enrobé est méconnue.

Une analyse des surfaces de rupture des enrobés, à partir de prélèvements in situ et d’essais en
laboratoire, montre que les fissures se développent dans le film de bitume entre deux granulats.
Le comportement à la fissuration du bitume est actuellement principalement étudié sur des éprou-
vettes de bitume relativement massives. Or, dans l’enrobé, le bitume se présente en fait en film mince
autour des granulats, configuration dans laquelle le liant subit des contraintes importantes et locali-
sées.

Afin de prendre en compte ces constatations dans la compréhension du comportement des bi-
tumes vis à vis de la fissuration, on a exploité sur le plan expérimental le nouvel essai développé
au Laboratoire Central des Ponts et Chaussées et sur le plan numérique, les approches développée
en mécanique de la rupture pour simuler l’ouverture d’une fissure dans un milieu viscoélastique et
confiné. L’étude numérique concerne donc le nouvel essai appelé essai de Rupture Locale Répétée
du bitume.

Cet essai consiste à appliquer une traction sur un film mince de bitume entre deux protubérances
constituées d’un tronc de cône terminé par une calotte sphérique d’acier de rayon 6mm. L’épaisseur
initiale dans l’axe des protubérances est de 320µm et le déplacement maximal imposé est de 110µm.
A l’issue de cette essai, l’éprouvette subit un examen post-mortem pour évaluer la taille de la surface
de fissure ainsi crée lors de l’essai.

Le bitume est un matériau viscoélastique thermosusceptible, sa réponse rhéologique dépend des
conditions expérimentales (température, vitesse de chargement). De la même manière, les condi-
tions expérimentales influencent les conditions d’initiation et d’ouverture de la fissure. En effet, lors
des phases de traction, des chutes brutales du signal d’effort sont observées. Elles sont assimilées à
l’initiation puis à la propagation d’une fissure au coeur même de l’échantillon.

À l’aide du code de calcul Abaqus, on a exploité les approches numériques qui permettent de
compléter et de préciser les interprétations à l’aide d’indicateurs spécifiques de la fissuration comme
le facteur d’intensité de contrainte et le facteur d’ouverture de la fissure.

En tenant compte des spécificités de l’essai et des propriétés rhéologiques du bitume, on a défini
une méthode de calcul de l’évolution de la force au cours de la phase d’étirement, de la phase d’ou-
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verture et de la phase de poursuite du chargement sur l’éprouvette fissurée. Après avoir proposé une
approche pour déterminer la valeur du coefficient de Poisson lors de la phase d’étirement d’un film
de bitume, on présente une interprétation de l’ouverture de la fissure à partir des champs locaux des
contraintes et des déplacements dans la zone de la pointe de la fissure.

Chaque propagation de la fissure se traduit par l’apparition d’un anneau concentrique sur la sur-
face de rupture de l’échantillon. En analysant cette surface, il est possible de déterminer les étapes
de progression de la fissure. Les mesures réalisées dans différentes configurations d’essais montrent
une bonne corrélation entre la taille de fissure mesurée expérimentalement et le facteur d’intensité
de contrainte calculé au début de la propagation. Les mesures post-mortem des tailles de fissure sont
cohérentes avec les résultats numériques.

On montre également que le facteur d’intensité de contrainte croit linéairement avec la vitesse
de déformation et qu’il existe une relation entre la taille de la fissure et le facteur d’intensité de
contrainte.

En première approximation, l’égalité entre le facteur d’ouverture de la fissure et le facteur d’in-
tensité de contrainte peut-être admise pour des vitesses de déplacement relativement faibles. Cette
égalité n’est plus valable pour des vitesses de déformation plus élevées.

Afin d’approfondir nos connaissances sur le comportement du bitume vis à vis de la fissuration, il
serait souhaitable d’intégrer un nouveau protocole d’essai pour étudier les conditions de réamorçage
et d’arrêt de la progression d’une fissure par une modification des conditions expérimentales sur une
éprouvette fissurée.

Il serait ensuite intéressant de compléter les résultats présentés ici par d’autres études sur des
liants de natures différentes. De même, des essais sur mastic (mélange de bitume avec des fines miné-
rales) permettraient d’approcher encore mieux le comportement du bitume dans un enrobé. L’étude
du mastic bitumineux permet de cerner les modifications de condition de propagation de la fissure
liée à la présence des fines inclusions rigides.
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Annexe A

Définition d’une fonction holomorphe

A.1 Dérivée d’une fonction f (z).

Soit f une fonction de la variable complexe z définissant une opération (ou une suite d’opéra-
tion) qui, au nombre z dans un certain ensemble D inclus dans le plan, associe un certain nombre
complexe noté f (z) :

∀z 3D −→ f (z) 3C

D est appelé l’ensemble de définition de la fonction f : c’est l’ensemble des points où l’on sait
effectuer les opérations permettant de calculer f (z).
La donnée d’une fonction f (z) est équivalente à la donnée de deux fonctions à valeurs réelles u(x, y)
et v(x, y) telles que :

∀z 3D, f (z) = u(x, y)+ ıv(x, y)

Supposons f (x, y)
in R2− différentiable, c’est-à-dire possédant une différentielle dans un certain domaine de R2 :

d f = ∂ f

∂x
d x + ∂ f

∂y
d y . (A.1)

Par ailleurs :
z = x + ı y et d z = dx− ıdy

d’où l’on déduit :

d x = 1

2
(d z +d z), d x = 1

2ı
(d z −d z) = 1

2
(ıd z − ıd z)

En reportant ces expressions dans (A.1) et en factorisant selon d z et d z, il devient :

d f = 1

2

(
∂ f

∂x
− ı

∂ f

∂y

)
d z + 1

2

(
∂ f

∂x
+ ı

∂ f

∂y

)
d z (A.2)

Cette expression justifie que l’on introduise deux opérateurs différentiels définis comme suit :

∂≡ ∂

∂z
= 1

2

(
∂

d x
− ı

∂

∂d y

)
, ∂≡ ∂

∂z
= 1

2

(
∂

d x
+ ı

∂

∂d y

)
(A.3)
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A.2. Fonctions holomorphes ou fonctions analytiques

A.2 Fonctions holomorphes ou fonctions analytiques

À tout point M(x,y) du plan, on associe le complexe z = x+ ı y dont le conjugué est z = x− ı y . Avec
ces deux dernières relations, on obtient :

x = z + z

2
et y = z − z

2ı
(A.4)

Toute fonction g (x, y) peut-être considérée comme fonction de z et z, que l’on notera par abus de
notation g (z, z).

(x, y) ∈ Plan −→ g (x, y)

(x, y) −→ (z, z) −→ g (z, z)

Avec ce changement de variable, on a :{
g ,z = 1

2

(
g ,x − ıg ,y

)
g ,z = 1

2

(
g ,x + ıg ,y

)
{

g ,x = g ,z + gz,z

g ,y = ı(g ,z − g ,z )

Soient P(x, y) et Q(x, y), deux fonctions définies sur un domaine S du plan. La fonction g définie par
g = P+ ıQ est holomorphe dans S si :

g ,z = 0

Autrement dit g est fonction de la seule variable complexe z → g = g (z)
D’après les règle de dérivation (A.5), on a alors :

g ,z = 0 → g ,x + ıg ,y = 0

Soit en reposant dans la première formule (A.3) :

g ,z = 1

2
(g ,x + g ,x ) = g ,x −→ g ′(z) = ∂g

∂x

g ,z = 1

2
(−ıg ,y − ıg ,y ) =−ıg ,y −→ g ′(z) =−ı ∂g

∂y

compte tenu de l’expression de g on a l’égalité :

∂P

∂x
+ ı

∂Q

∂y
=−ı

∂P

∂y
+ ∂Q

∂y
−→

{
∂P
∂x = ∂Q

∂y
∂P
∂y = −∂Q

∂x

Ces égalités correspondent aux conditions de Cauchy-Riemann. Ces relations impliquent ∆P =∆Q =
0. Les parties réelle et imaginaire d’une fonction holomorphe sont harmoniques.
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Annexe B

La Machine Asservie pour Essais
Rhéologiques

Les grandeurs mesurées lors de l’essai de Rupture Locale Répétée sur Bitume sont très petites :
quelques dizaines de µm pour le déplacement et quelques d aN pour l’effort. La mise au point d’un
essai demande de porter une attention toute particulière à la qualité du pilotage de l’essai et des me-
sures effectuées.

L’essai de Rupture Locale Répétée est effectué sur une Machine Asservie pour les Essais Rhéolo-
giques. Cette presse de traction électromécanique a été développée pour étudier le comportement
temporel d’éprouvettes d’enrobés bitumineux ayant une rigidité élevée [107].

B.0.1 Logiciel de pilotage

La mise en place d’un nouvel essai sur cette presse a nécessité le développement d’un logiciel et
de nouveaux outils de pilotage de la machine. En collaboration avec le CECP14 d’Angers, nous avons
rédigé un cahier des charges et vérifié la conformité. Nous avons aujourd’hui à notre disposition un
outil permettant à l’opérateur de programmer lui-même les essais qu’il désire par empilement de sé-
quences prédéfinies.

Une application spécifique permettant de réaliser les essais tels que celui défini dans le chapitre
§5.3 a été validée.

B.0.2 Acquisition

Au cours de l’essai de Rupture Locale, il est indispensable d’enregistrer l’évolution des grandeurs
de mesure. Le logiciel d’acquisition permet des prises de mesures de force et de déplacement toutes
les 10ms. Afin de permettre une comparaison entre essais, le nombre de points enregistrés est choisi
de manière à avoir un déplacement constant entre chaque mesure, c’est à dire à être indépendant de
la durée de la phase de traction. Ainsi pour un essai de (l f − li )µm de déplacement en t f s, le pas de

temps entre deux acquisitions sera de
l f −li

t f
s.

14Centre d’Etudes et de Conception de Prototypes, composante du Réseau Scientifique et Technique
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B.1. Précision des grandeurs mesurées

B.0.3 Traitement des données

Toutes les valeurs de force et de déplacement sont exportées dans un fichier de sortie ASCII. Au
début de ce fichier, un en-tête permet d’identifier l’essai réalisé puisque tous les paramètres de l’es-
sai y sont enregistrés (température, épaisseur initiale du film, nombre de cycles, durée de la phase
de traction et déplacement, force de compression, durée des phases de repos, caractéristiques de la
traction finale, ...).

Un logiciel de traitement des résultats a été développé sous Matlab. Il permet une exploitation
simple et rapide de tous les cycles et de tous les fichiers dans les mêmes conditions.

B.1 Précision des grandeurs mesurées

B.1.1 Mesure de la force

Choix du capteur

La presse de traction utilisée pour cet essai a initialement été développée pour l’étude du com-
portement en traction d’éprouvettes cylindriques d’enrobés bitumineux [107]. La rigidité de la MAER
devait alors être nettement supérieure à celles des éprouvettes d’enrobés. Elle a ainsi été conçue pour
supporter des charges pouvant atteindre 10000 d aN.

Dans l’essai de Rupture Locale Répétée sur Bitume, l’effort mesuré peut atteindre au maximum
50 d aN. La rigidité des éprouvettes de bitume utilisées dans notre essai est donc très nettement in-
férieure à la rigidité de la presse. La faible valeur des efforts nécessite l’utilisation d’un capteur ayant
une précision suffisamment grande eu égard à la valeur de la charge mesurée.

Mais, couramment, plus l’étendue de mesure du capteur est faible plus sa rigidité diminue. Or le
capteur de force utilisé ici est relié au bâti de la presse. Il fait donc partie de la chaîne mécanique de
transmission des efforts. Sa rigidité doit être suffisamment importante pour éviter de lui appliquer les
déformations plutôt qu’à l’échantillon.

Un compromis a alors été trouvé entre étendue de mesure et rigidité. Le capteur utilisé pour les
essais de Rupture Locale Répétée est un capteur HBM Z4 d’étendue de mesure 2000 d aN. La résolu-
tion de ce capteur est de 0,06 d aN.

Isolation thermique du capteur

Afin de réaliser les essais à différentes températures et de pouvoir couler le bitume à chaud sur les
protubérances, le dispositif porte-échantillons est placé dans une enceinte thermique dont la tempé-
rature varie de −20 à 70◦C avec une précision de ±0.1◦C.

Les porte-échantillons sont reliés au capteur de force par un bras creux en acier. Celui-ci est très
bon conducteur de la chaleur et entraîne des changements importants de température au niveau du
capteur d’effort. Dans de telles conditions, alors que l’effort à mesurer est de 50 d aN maximum, une
dérive aléatoire du signal de force de l’ordre de 5 à 10 d aN est observée.

Nous avons supprimé cette dérive en isolant thermiquement le capteur d’effort du bras en acier.
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B.1. Précision des grandeurs mesurées

Afin de ne pas diminuer la rigidité du dispositif, l’utilisation d’un matériau isolant de bonnes
caractéristiques mécaniques entre le bras d’acier et le capteur de force a été adoptée (figure B.1).

Capteur
d'effort

Manchon
isolant

FIG. B.1 – Le manchon isolant en Permaglass permettant la stabilité de la mesure de force en fonction
de la température (Maillard [108])

Le matériau choisi (cf. Tab. B.1) est dérivé d’un matériau composite de verre/époxy : il assure une
bonne isolation thermique15 et possède un module d’élasticité suffisamment important pour ne pas
subir de déformations lors des phases de traction sur l’échantillon de bitume.

Nom commercial EPM203
Module apparent en flexion (MPa) 18000
Résistance à la traction (MPa) 280
Conductivité thermique (W.m−1.K−1) 0.35

TAB. B.1 – Propriétés mécaniques et thermiques du Permaglassr

En utilisant ce matériau et après plusieurs cycles en température, le signal d’effort ne varie au
maximum que de 0.06 d aN, soit la valeur de sa résolution.

B.1.2 Mesure du déplacement

La mesure de déplacement est assurée grâce à trois capteurs LVDT répartis à 120° autour des
protubérances (figure B.2).

Les capteurs utilisés ici sont des LVDT TESA GT22. Ils ont une course de ±665.35µm et leur tem-
pérature d’utilisation est comprise entre −10 à +60◦C. Leur étalonnage en statique est assuré réguliè-
rement dans le cadre du plan qualité du laboratoire.

Mais les essais de Rupture Locale Répétée peuvent être réalisés pour des températures inférieures
et/ou des vitesses de déplacement élevées. Une vérification de la mesure donnée par les capteurs de
déplacement est alors souhaitable dans les conditions extrêmes de l’essai.

15A titre indicatif, la conductivité thermique de l’acier inoxydable est de 16.0 W.m−1.K−1 et celle du verre est de
0.7 W.m−1.K−1 et celle des matériaux plastiques est d’environ 0.1 W.m−1.K−1
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B.1. Précision des grandeurs mesurées

Protubérance
inférieure

Protubérance
supérieure

Orifices 
pour les cales 
d'épaisseur

3 capteurs de
déplacement 
LVDT
placés à 120°

FIG. B.2 – Les portes échantillons et les capteurs de déplacement (Maillard [108])

Nous avons défini une procédure de vérification des capteurs sous chargement dynamique. Un
des capteurs de déplacement LVDT est remplacé par un capteur sans contact Sensorex PSC10M d’éten-
due de mesure 0/1mm dont la température basse d’utilisation est de −40◦C.

Les essais se déroulent à vide, c’est à dire sans bitume dans le dispositif porte-échantillon.

A l’aide du logiciel de pilotage, des rampes de déplacement identiques à celles de l’essai de Rup-
ture Locale Répétée sont imposées au dispositif pour différentes températures. Le pilotage s’effectue
alors sur le déplacement moyen des deux capteurs LVDT et leur déplacement est comparé à la mesure
donnée par le capteur sans contact.

La figure B.3 présente l’évolution des signaux délivrés par les capteurs LVDT et par le capteur sans
contact à −20◦C lorsqu’un déplacement de 120µm est appliqué en 1 et 10s.
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(a) Déplacement imposé de 110µm en 10s à −20◦C
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(b) Déplacement imposé de 110µm en 1s à −20◦C

FIG. B.3 – Vérification de la mesure des capteurs de déplacement à l’aide d’un capteur sans contact

Ces conditions d’essais sont les plus sévères appliquées lors des essais de Rupture Locale répétée
sur bitume. Elles laissent penser que les vitesses de déplacement imposées sont respectées dans les
conditions limites d’utilisation (basses températures et vitesses élevées).
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Résumé

Ce travail de thèse est consacré à l’étude des phénomènes d’initiation et de propagation d’une
fissure dans un matériau bitumineux. À l’aide d’un essai innovant développé au Laboratoire Central
des Ponts et Chaussées, on reproduit les conditions d’initiation et de propagation d’une fissure confi-
née dans un film de bitume.

Dans la première partie de ce travail de thèse, on aborde l’approche utilisée pour identifier les
propriétés rhéologiques à l’aide du modèle de Maxwell généralisé. La détermination des séries de
Prony passe par les méthodes d’optimisation linéaire et non-linéaire pour représenter précisément
le module complexe du liant bitumineux dans le domaine fréquentiel. Ce comportement viscoélas-
tique identifié est ensuite validé par l’essai de fluage sur un barreau de flexion trois points dans le
domaine temporel.

Dans la deuxième partie, on aborde la modélisation numérique de l’essai de rupture locale en te-
nant compte à la fois de la viscoélasticité du matériau et de la cinématique d’ouverture de la fissure.
Globalement, on montre que la simulation numérique reproduit bien les différentes phases de l’essai.
La simulation numérique de la phase d’étirement du film de bitume permet de déterminer le coeffi-
cient de Poisson du matériau. On présente également l’analyse locale des champs de contrainte et de
déplacement au voisinage de la pointe de fissure pour évaluer le facteur d’intensité de contrainte et
le facteur d’ouverture de la fissure. L’exploitation des résultats obtenus permet de préciser la dépen-
dance du facteur d’intensité de contrainte vis-à-vis de la vitesse de chargement.

Mots-clés: liant bitumieux, viscoélasticité, mécanique de rupture, propagation de fissure, facteur
d’intensité de contrainte, éléments finis

Abstract

This thesis is devoted to study the phenomenon of initiation and propagation of a crack in a bi-
tuminous material. By applying an innovative test developed at LCPC (French Public Works Research
Institute), we reproduce the conditions of initiation and propagation of a crack in a confined film of
bitumen.

The first part of the study introduces the approach which is used to identify the rheological prop-
erties by the generalized Maxwell model. The determination of Prony series is done by linear and
non-linear optimization methods so that the complex modulus of asphalt binder could be accurately
described in the frequency domain. The calibration of the viscoelastic model is then validated by
comparing simulation of the three point bending test in the time domain.

In the other part of the study, both viscoelasticity of the material and the kinematics of crack
opening are taken into consideration in the numerical modeling of the local fracture test. The finite
elements analysis exibits the different stages of the test during the initial, final loading and the crack
development process. The numerical simulation of the first traction stage of the bituminous film is
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particularly used to determine the Poisson ratio of the material. Then the analysis focuses in local
fields of stress and displacement near the crack tip in the aim of evaluating the stress and opening
intensity factor of the crack. The interpretation of the results clarifies the dependence of the intensity
factors to the speed of loading.

Keywords: bitumen, viscoelasticity, fracture mechanic, crack progagation, stress intensity factors, fi-
nite element
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