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éd i tor ia l

Chers lecteurs, chères lectrices,

La revue continue sa réflexion sur son évolution, et à l’occasion des rencontres 2016 de l’AUGC qui 
viennent de se tenir à Liège, il a été convenu que les universitaires du Génie Civil allaient s’impliquer 
directement dans la revue pour mieux faire connaitre leurs contributions, aussi bien au niveau de la 
recherche développement que de celui de la formation des futurs cadres de notre secteur.

Un accent particulier sera porté dans les prochains numéros sur d’une part la contribution des doctorants au 
développement de notre secteur, et d’autre part les activités des universitaires qui au-delà de la recherche 
au sens classique du terme contribuent à l’innovation et au renom du Génie Civil français.

La dimension francophone ne sera bien sûr pas oubliée, et la revue et l’AUGC devraient par la richesse de 
leurs réseaux atteindre le plus largement possible les publics en particulier africains, pour qui les Annales 
sont toujours une revue de référence.

Le présent numéro est consacré aux structures. Vous y trouverez deux articles issus des rencontres de 
l’AUGC 2015, et deux articles consacrés au génie parasismique.

La recherche de matériaux de structures innovants se poursuit dans la direction de matériaux alternatifs 
comme le bois, ou pour la réparation dans celle de composites mieux adaptés à leur support.

Pour l’aspect parasismique, un article algérien s’inscrit dans la suite d’autres présentations sur des ouvrages 
courants. Une réflexion sur l’emploi de nouveaux bétons est également abordée dans un papier présenté 
aux dernières journées de l’AFPS, association française de génie parasismique, membre de l’union des 
associations françaises de Génie Civil, l’UAFGC, avec laquelle la revue travaille en ce moment à conclure 
un partenariat étroit.

Bonne lecture.

Le rédacteur en chef,
François BUYLE-BODIN
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Évaluation des caractéristiques 
mécaniques des connexions par 
entaille et barre d’acier HA filetée 
dans les poutres mixtes bois-béton
Decroly DJOUBISSIE D., Adamah MESSAN, 
Eric FOURNELY, Abdelhamid BOUCHAÏR, 
François TSOBNANG 

Des essais expérimentaux de cisaillement ont été réalisés en 
vue de déterminer les capacités mécaniques d’une connexion 
bois-béton par entaille renforcée de tige filetée en termes de 
résistance, rigidité, ductilité pour une application dans les 
poutres mixtes bois-béton. Le système de connexion est 
composé d’une entaille triangulaire dans une poutre en bois 
dur, complétée par une barre d’acier à haute adhérence file-
tée de 10 mm de diamètre. La barre est vissée dans le bois 
après un pré-perçage. Trois systèmes de connexion ont été 
définis par variation d’angle de fixation de la barre filetée 
(60°, 90°, 120°) par rapport au sens du fil du bois. Les résul-
tats ont permis d’illustrer le comportement en cisaillement 
de cette connexion et de comparer les trois solutions testées 
entre elles en observant la capacité de résistance et le module 
de glissement.

Assessment of mechanical behaviour of 
notch connections with threaded rebar 
in composite wood-concrete beams

Experimental shear tests were performed to determine the 
mechanical capacities of a notched connection with threaded 
rebar in terms of strength and stiffness, ductility for an ap-
plication in composite wood-concrete beams. The connec-
tion system is composed of a triangular notch in a hardwood 
timber beam reinforced by a threaded rebar with 10 mm in 
diameter commonly used as reinforcement for concrete. The 
treaded rebar is screwed in the woods after a pre-drilling. 
Three connection systems have been defined by the variation 
of the fixing rod angle (60°, 90°, 120°) relative to the direction 
of the wood grain. The results allowed illustrating the shear 
behaviour of the connection and comparing three tested solu-
tions with regard to the strength and the shear slip modulus. 

Confrontation de composites  
textile-mortier (TRC) à renfort 
carbone ou acier pour le 
renforcement d’éléments de 
maçonnerie
Contamine Raphaël,  
Plassiard Jean-Patrick, Perrotin Pascal 

Une forte demande émerge concernant les techniques de ren-
forcement de structures maçonnées existantes. En réponse, le 
renforcement par moulage au contact de composites à renfort 

textile et matrice cimentaire communément nommés textile-
mortier (textile reinforced concrete, TRC) s’est développé 
au cours de ces cinq dernières années. Un essai permettant 
de caractériser le comportement en traction directe du TRC 
ainsi que le comportement de l’ancrage TRC/maçonnerie a 
été développé. Des TRC innovants renforcés par tissus d’acier 
inoxydable ont été testés et comparés à des TRC renforcés par 
grilles de carbone. Cette campagne d’essai a montré que le 
renforcement de structures maçonnées par moulage au contact 
de TRC renforcés par tissus d’acier inoxydable est technolo-
giquement faisable. Les résultats opposent un comportement 
à l’arrachement ductile des TRC acier à un comportement fra-
gile des TRC carbone. Cette différence de comportement est 
principalement liée à la différence de mode de rupture  : les 
TRC carbone montrent un mode de rupture par arrachement 
(pull-out) entre le textile et la matrice tandis que les TRC acier 
rompent par un délaminage progressif de l’ancrage.

CONFRONTATION OF TEXTILE REINFORCED 
CONCRETE (TRC) WITH CARBON AND STAINLESS 
STEEL GRIDS FOR STRENGTHENING OF 
MASONRY

A significant need for strengthening techniques of existing 
masonry structures is emerging. In response, the bonding of 
textile reinforced concrete (TRC) has been developed during 
recent years. To investigate the influence of the nature of the 
textile reinforcement, pull-out test between the TRC and the 
masonry has been developed. Tow natures of textile reinfor-
cement grids were tested: carbon and stainless steel. For all 
the fifteen specimens tested the displacement fields are mea-
sured by digital image correlation. This experiment showed 
that strengthening of masonry structures by contact moulding 
of TRC with stainless steel grids directly on the masonry is 
technologically feasible. The results show a different post-
peak behaviour of the force – displacement curves: ductile 
for stainless steel TRC and brittle for carbon TRC. This dif-
ferent behaviour is not only related to the ductile behaviour 
of the stainless steel but also to a difference in the failure 
mode between the stainless steel TRC and the carbon TRC. 
The stainless steel TRC showed a failure mode by progressive 
delamination. It has the major benefits to be detectable with 
the naked eye and to allow high energy dissipation.

éTUDE AU SéISME D’UN RéSERVOIR 
SURéLEVé EN BéTON ARMé
Hocine HAMMOUM, Karima BOUZELHA, 
Naceur Eddine HANNACHI

L’Algérie, a été le siège d’une activité sismique relativement 
forte durant ces dernières décennies. Les séismes ayant affecté 
la bande nord de son territoire (notamment ceux d’El Asnam 
en 1980 à Boumerdes en 2003) attestent du risque et du danger 
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qui menacent les structures de génie civil en général, et les 
réservoirs surélevés en particulier. Ces séismes ont mis en évi-
dence la vulnérabilité critique de ces structures hydrauliques, 
liée aux insuffisances conceptuelles dues à l’absence d’outils 
normatifs. Aussi, cette étude présente une méthodologie pra-
tique de mise aux normes parasismiques des réservoirs suréle-
vés de forme circulaire, au stade de leur conception en bureau 
d’études. L’approche proposée s’articule principalement sur 
la prise en compte de deux points essentiels, soit d’une part 
l’effet hydrodynamique (trop souvent négligé par les ingé-
nieurs praticiens), et d’autre part l’action sismique traduite par 
un spectre de réponse fourni par le règlement parasismique 
Algérien.

SEISMIC ANALYSIS OF A CONCRETE ELEVATED 
WATER TANK

Algeria was the seat of a relatively high seismic activity in 
recent decades. Earthquakes that affected the north of its ter-
ritory (especially those from El Asnam in 1980 to Boumerdes 
in 2003) attest of the risk and the danger that threatens civil 
engineering structures in general, and elevated tanks in parti-
cular. These earthquakes have highlighted the critical vulne-
rability of these hydraulic structures related to conceptual 
weaknesses due to the lack of normative tools. Also, this study 
provides a practical methodology for putting to seismic stan-
dards of circular elevated tanks, at their design stage in study 
office. The proposed approach is based mainly on the consi-
deration of two essential points, on the one hand the hydrody-
namic effect (often neglected by practicing engineers), and on 
the other the seismic action resulted in a response spectrum 
provided by the Algerian seismic code.

Analyse du coefficient de ductilité en 
courbure des sections en béton armé 
incorporant des granulats recyclés
George Wardeh, Elhem Ghorbel

Le papier présente les résultats d’une étude expérimentale 
sur le comportement à la flexion et le coefficient de ductilité 
en courbure des poutres fabriquées de deux types de béton. 
Le premier est un béton conventionnel à granulats naturels 
tandis que le deuxième est formulé avec 100% de graviers 
recyclés. Des poutres 20x25x170 cm ont été préparées avec 
deux sections d’armature différentes et deux bétons de classe 
de résistance à la compression C35/45. En plus des résultats 
obtenus dans le cadre de ce travail, le comportement de 118 
poutres retrouvées dans la littérature a été analysé. L’ensemble 
des résultats montre que pour la même classe de résistance à 

la compression et pour le même taux de renforcement lon-
gitudinal, les poutres fabriquées avec des granulats recyclés 
possèdent des résistances ultimes et des ductilités similaires 
à celles du béton de granulats naturels mais avec des flèches 
et des états de fissuration significativement plus importants.  
Les divers résultats expérimentaux ont été comparés à ceux du 
dimensionnement et de la prédiction de la flèche suivant l’Eu-
rocode 2 (EC2). Les comparaisons révèlent que la méthode du 
calcul de la flèche ne permet pas de trouver correctement les 
valeurs expérimentales, avec des écarts plus importants pour 
les poutres de graviers recyclés. Cependant, l’EC2 permet 
de prévoir convenablement la capacité porteuse des poutres. 
Enfin, le coefficient de ductilité en courbure a été déterminé 
par un calcul non linéaire pour la recherche de la position de 
l’axe neutre. La corrélation entre ce coefficient, le pourcen-
tage d’armatures et la résistance des bétons à la compression a 
été établie et une comparaison avec les relations fournies par 
les règles EC8 a été faite. 

Analysis of curvature ductility factor 
of reinforced concrete sections 
incorporating recycled aggregates

 The paper presents the results of an experimental study on 
the flexural behaviour and the curvature ductility of beams 
made of two types of concrete. 20x25x170 cm beams spe-
cimens were prepared using two reinforcement ratios and 
were cast from two concrete mixtures. The two concretes are 
respectively a mixture of natural aggregates and a concrete 
with 100% recycled gravels of C35/45 compressive strength. 
The results reported in this paper are those of experiments 
performed in the framework of this study beside 118 data 
taken from the literature on the flexural behaviour of natural 
and recycled aggregate concretes. The principal results of 
bending tests show that for the same class of compressive 
strength, the flexural capacity and the ductility of recycled 
aggregate concrete beams are similar to those of natural ag-
gregate concrete beams. However, cracking moment, maxi-
mum crack spacing, crack heights and deflection under ser-
viceable load are affected by the use of recycled aggregates. 
Experimental results of the extensive database were compa-
red to load-carrying capacities and deflections calculated 
according to Eurocode 2 (EC2).  The comparisons show that 
the method of deflection calculation does not correctly pre-
dict the experimental results. Finally, the curvature ductility 
factor was determined by a nonlinear method to determine 
the position of the neutral axis. Correlations between the 
ductility factor, the compressive strength and the percentage 
of reinforcement were established and a comparison with the 
relationship provided by EC8 was made.
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Évaluation des caractéristiques 
mécaniques des connexions par 
entaille et barre d’acier HA filetée 

dans les poutres mixtes bois-béton

Assessment of mechanical behaviour  
of notch connections  

with threaded rebar in composite 
wood-concrete beams

Decroly DJOUBISSIE D.1, Adamah MESSAN1, Eric FOURNELY2, 3,  
Abdelhamid BOUCHAÏR1, 2, 3, François TSOBNANG1 

1 Laboratoire Eco-Matériaux de Construction (LEMC), Institut International d’ingénierie de l’Eau  
et de l’Environnement (2iE), 01 BP 594 Ouagadougou 01, Burkina Faso  

(decroly.djoubissie@2ie-edu.org) 
2 Clermont Université, Université Blaise Pascal, Institut Pascal, BP 10448,  

F-63000 Clermont-Ferrand, France 
3 CNRS, UMR 6602, Institut Pascal, F-63171 Aubière, France

1.	Introduction

La recherche de solutions constructives utilisant des maté-
riaux naturels s’inscrit dans les préoccupations actuelles 
relatives au développement durable. Il est à présent commu-
nément admis que l’utilisation du bois comme source de ma-
tériau renouvelable dans la construction contribue à réduire 
l’impact du changement climatique. En Amérique du Nord 
et en Europe, la construction en bois bénéficie d’une longue 
tradition d’applications dans les domaines des maisons in-

dividuelles ou de l’habitat collectif. En Afrique, le bois est 
abondant dans certains pays, mais la construction en bois est 
quasi inexistante. Les raisons principales sont liées en partie 
à certaines craintes relatives à la pérennité du matériau bois 
et aussi à l’absence de filières locales de valorisation du bois 
dans la construction.
Les structures en béton armé étant les plus courantes dans 
la construction, l’association du bois et du béton dans des 
structures mixtes se montre avantageuse vis-à-vis de la valo-
risation locale du bois, de la préservation des ressources en 

Structures du Génie Civil – Rencontres AUGC 2015 • Bayonne
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granulats et de l’optimisation des performances mécaniques 
de la structure. Le principe étant de faire travailler le bé-
ton en compression et le bois en traction, utilisant ainsi au 
mieux les propriétés mécaniques de chaque matériau [CEC 
02][GUR 05][FRA 06]. La clef pour le développement de 
ces systèmes mixtes bois-béton repose sur le développement 
de connexions performantes et la maîtrise de leurs compor-
tements au niveau mécanique. De plus, il est important de 
développer des systèmes de connexions de faible coût, dis-
ponibles et faciles à mettre en œuvre dans un contexte local 
ciblé. 
Les premiers connecteurs de cisaillement pour les poutres 
mixtes bois-béton ont été proposés dans les années 1940 
[CEC 02][LUK 09]. Depuis lors, de nombreux types de 
connecteurs mécaniques ont été décrits, testés et présentés 
dans des applications concrètes ou  dans des publications 
scientifiques [GUT 04][BRA 09][LEB 10] [NEG 10][OUD 
13] avec pour but d’augmenter l’efficacité et la fiabilité de 
ces systèmes constructifs. Bien que ces connections bois-bé-
ton soient connues, elles ne sont quasiment pas utilisées dans 
le contexte local africain et ceci pour plusieurs raisons telles 
que le manque de disponibilité des connecteurs localement 
et l’absence d’entreprises compétentes dans ce domaine. De 
plus, ces systèmes sont considérés comme étant relativement 
complexes à construire et coûteux en main-d’œuvre.
Notre étude porte sur des essais expérimentaux de cisail-
lement push-out d’une connexion liant le bois massif et le 
béton. Ce système de connexion est relativement facile à 
mettre en œuvre dans les planchers ou les poutres mixtes. 

Le système de connexion est composé d’une entaille trian-
gulaire dans le bois complétée par une barre d’acier à haute 
adhérence filetée de 10  mm de diamètre utilisée couram-
ment comme armature en béton armé. Trois systèmes de 
connexion ont été définis en variant l’angle d’installation 
de la barre filetée. L’objectif est de les caractériser mécani-
quement en déterminant la capacité résistante et le module 
de glissement. Une comparaison entre les caractéristiques 
mécaniques obtenues pour les trois solutions testées est réa-
lisée. Les éprouvettes ont été réalisées avec des matériaux 
disponibles localement et également testées localement dans 
le Laboratoire Eco-Matériaux de Construction (LEMC) de 
l’institut 2iE de Ouagadougou.

2.	 Matériaux et Méthodes

2.1. Matériaux

2.1.1. Béton

Cinq éprouvettes cylindriques de 10 cm x 20 cm de béton ont 
été testées en compression à 28 jours d’âge. Le tableau 1 pré-
sente les résultats de la résistance en compression ainsi que les 
masses volumiques. La masse volumique moyenne obtenue 
est de 2354 kg/m3 et la résistance en compression moyenne à 
28 jours est de 15,1 MPa. Les résultats sont homogènes, mais 

Éprouvettes Résistance à la compression à 28 jours (MPa) Masse volumique (kg/m3)

1 16,17 2394

2 15,62 2336

3 14,70 2344

4 13,86 2336

5 15,19 2363

Moyenne 15,11 2354

Écart-type 0,89 24

CV (%) 5,86 1,04

Tableau 1. Résistance à la compression à 28 jours et masse volumique du béton

Éprouvettes a (mm) b (mm) h (mm) Masse (g) masse volumique (kg/m3)

1 48,7 49,4 230 311,2 562,0

2 49,4 49,0 232 315,9 561,4

3 495 49,4 232 318,6 561,8

4 49,3 48,7 235 319,4 565,7

5 49,1 47,9 236 313,4 564,4

6 49,4 48,0 236 316,0 564,8

moyenne 49,2 48,8 234 315,7 563,35

Écart-type 0,3 0,7 2 3,1 1,82

CV (%) 0,58 1,34 1,07 0,97 0,32

Tableau 2. Masse volumique du bois
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la résistance moyenne est faible. Ce béton a été obtenu avec le 
dosage suivant par mètre cube : 
•	 Ciment 350 kg
•	 Gravier 800 litres
•	 Sable 400 litres
•	 Eau 190 litres
Cette composition est celle qui est localement retenue pour la 
confection des bétons destinés aux bâtiments courants.

2.1.2. Bois

Des éprouvettes en bois ont été prélevées afin de déterminer 
la masse volumique en suivant la norme EN408 [COM 09]. 
Le bois utilisé est de type tropical assez dense dont la masse 
volumique moyenne obtenue est de 563,4 kg/m3. Il provient 
d’un fournisseur implanté localement et correspond au type 
de bois utilisé (quand c’est le cas) pour la construction. Son 
essence n’a pas été déterminée à ce jour. Après passage des 
échantillons prélevés à l’étuve, nous n’avons constaté aucune 
variation de masse. Ceci s’explique par le fait qu’étant dans 
un pays désertique, le bois utilisé avait déjà perdu la quasi-to-
talité de son humidité. Le tableau 2 présente les résultats de la 
masse volumique du bois utilisé. Les résultats obtenus pour la 
masse volumique montrent une grande homogénéité. 
Où a et b sont les dimensions de la section transversale et h la 
longueur de l’éprouvette 

2.1.3. Acier

Des essais de traction directe sur les barres HA ont confirmé 
une valeur de fy de 400 MPa. 

2.2. Caractéristiques géométriques 
des éprouvettes de cisaillement et des 
systèmes de connexion 

Les éprouvettes de cisaillement push-out sont composées de 
bois de section 65 x 160 mm² et de longueur 350 mm, d’une 
partie en béton de 300 x 350 mm² et de 65 mm d’épaisseur sur 
fond de coffrage de 20 mm d’épaisseur. La figure 1 présente 
les caractéristiques géométriques des éprouvettes.
Certaines études [YEO 08][GER 10][YEO 10] ont conclu 
que la connexion par entaille a l’avantage d’avoir une grande 
rigidité comparée aux connexions mécaniques dans les struc-
tures mixtes bois-béton par l’apport de la résistance du béton 
se trouvant dans l’entaille du bois. L’entaille réalisée dans 
cette étude est triangulaire pour une facilité de réalisation (par 
simple sciage) sur une profondeur de 40 mm dans le bois. La 
barre d’acier à haute adhérence de 10  mm de diamètre lar-
gement disponible localement, est filetée à son extrémité et 
vissée dans le bois après un pré-perçage. Les trous devant 
recevoir les tiges ont un diamètre de 8 mm. Trois systèmes de 

  Figure 1. Caractéristiques des éprouvettes de cisaillement push-out (dimensions en millimètres)
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connexion ont été définis par variation d’angle de fixation de 
la barre filetée par rapport au sens du fil du bois :
•	 Le système D1 avec la barre filetée vissée à 60° 

d’inclinaison par rapport au sens du fil du bois (figure 2). 
Trois éprouvettes de ce type de connexion ont été testées : 
D1.1, D1.2 et D1.3. 

•	 Le système D2 avec la barre filetée vissée à 120° 
d’inclinaison par rapport au sens du fil du bois (figure 3). 
Trois éprouvettes de ce type de connexion ont été testées : 
D2.1, D2.2 et D2.3.

•	 Le système D3 avec la barre filetée vissée à 90° 
d’inclinaison par rapport au sens du fil du bois (figure 4). 
Trois éprouvettes de ce type de connexion ont été testées : 
D3.1, D3.2 et D3.3.

Ces angles sont définis par rapport au fil du bois qui re-
présente la direction longitudinale de la poutre (direction 
parallèle à l’interface bois-béton). La partie en béton des 
éprouvettes contient des barres d’armatures HA6 pour limi-
ter le retrait du béton. Ces armatures sont disposées avec 
un maillage adapté à la connexion et respectant les normes 
constructives.

2.3. Méthodes

Les essais de cisaillement ont été réalisés après 28 jours de 
cure du béton. Une presse universelle électromécanique d’une 
capacité de charge 300  kN avec une centrale de pilotage et 

Figure 2. Système de connexion type D1 : entaille triangulaire avec barre filetée vissée à 60° par rapport au fil du bois. (a) Géométrie 
(Dimensions en millimètres) ; (b) Image avec armatures avant coulage du béton.

Figure 3. Système de connexion type D2 : entaille triangulaire avec barre filetée vissée à 120° par rapport au fil du bois. (a) 
Géométrie (Dimensions en millimètres) ; (b) Image avec armatures avant coulage du béton.

Figure 4. Système de connexion type D3 : entaille triangulaire avec barre filetée vissée à 90° par rapport au fil du bois. (a) Géométrie 
(Dimensions en millimètres) ; (b) Image avec armatures avant coulage du béton
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d’acquisition des données a été utilisée à cet effet. La Fi-
gure 5 présente une éprouvette en phase d’essai sur la presse. 
L’éprouvette est asymétrique. Le chargement en partie basse, 
côté dalle béton, et en partie haute, côté poutre bois, engendre 
un couple qui est repris par frottement au droit des plateaux 
haut et bas de la presse. Le bas est bloqué en rotation, ce qui 
assure la stabilité de l’éprouvette en phase de mise en place 
et d’essai. Par contre, le plateau supérieur est rotulé, c’est le 
contact avec l’extrémité de la poutre bois qui assure son main-
tien en position. Aucun dispositif de maintien latéral complé-
mentaire n’est mis en œuvre.
Chaque éprouvette est chargée à une vitesse (déplacement de 
la traverse) de 3 mm/min conformément aux prescriptions de 
la norme EN 26891 [COM 91]. Ne disposant pas de capteurs 
de déplacement pour enregistrer le glissement bois-béton, et 
en tenant compte du niveau modéré de chargement appliqué, 
nous avons assimilé, dans cette étude, le glissement de la 
connexion au déplacement de la traverse de la presse. Chaque 
essai est arrêté lorsqu’on enregistre un déplacement supérieur 

à 20 mm. Le système d’acquisition de la presse permet d’obte-
nir la courbe charge-glissement de l’essai. Dans l’évaluation 
du comportement des connecteurs dans des systèmes mixtes, 
on utilise le module de glissement K défini comme le coeffi-
cient angulaire de la courbe charge-glissement.
Le module de glissement en service Ks est calculé à par-
tir de l’expression [1] où Fmax est la charge maximale de la 
connexion, et  et  sont les glissements à 10% et 40% de 
la charge maximale respectivement. 

[ 1 ]

3. Résultats et discussions

La Figure 6 présente les différentes courbes charge-glissement 
obtenues après essai. 
Les valeurs obtenues de capacité de résistance des éprou-
vettes sont données dans le Tableau 3. On remarque que, des 
trois systèmes de connexion testés, le système D2 présente 
une résistance moyenne égale à 53,47 kN et supérieure aux 
deux autres D1 et D3 qui sont respectivement de 31,79 kN et 
47,39 kN. De plus, les valeurs de résistance obtenues pour le 
type D2 (CV=5,17%) ont moins de dispersion que celles pour 
les types D1 et D3 (15,23% et 11,37%). Les courbes montrent 
un comportement qui, sans être très ductile, présente toute-
fois une résistance résiduelle non négligeable après le pic de 
résistance 
Le tableau 4 présente le module de glissement de chaque 
éprouvette obtenu à partir des courbes charge-glissement en 
appliquant l’expression [1]. Les systèmes de connexion de 

Figure 6. Courbes charge-glissement des différentes éprouvettes

Figure 5. Dispositif d’essai de cisaillement push-out



vol. 68, n° 2	 11

type D1 et D3 avec barre HA filetée inclinée à 60° et 90° res-
pectivement montrent une rigidité (7,36 kN et 8,09  kN/mm 
respectivement) inférieure à celle de D2 qui est de 14,24 kN/
mm. Néanmoins, le coefficient de variation entre les valeurs 
du type D3 (90°) est faible (2,86%) par rapport aux types D1 
(60°) et D2 (120°).
Des trois systèmes de connexion testés, on observe une rup-
ture par écrasement du béton se trouvant dans l’entaille du 
bois (Figure 7(a)). Une perte de charge est observée sur toutes 
les courbes charge-glissement (par exemple détail A Figure 
6). L’observation des différents essais montre que ces pertes 
locales de résistance des éprouvettes en phase de charge-
ment surviennent au moment de la rupture du béton suivi  de 
ruptures ponctuelles de frottement entre la partie basse de 
l’éprouvette (dalle béton) et le plateau bas de la presse. Pour 
le système D2, la Figure 7(b) montre qu’il se produit en plus 
un arrachement de la barre d’acier de connexion du béton de 
la dalle. Des rotules plastiques se sont développées dans la 
barre d’acier suivant le type de système de connexion (Figure 
7(c)) : Pour les types D1(60°) et D3(90°), on observe 2 rotules 
(une rotule au niveau de l’interface entre le béton et le fond de 
coffrage et une rotule au niveau de l’interface entre le bois et 
le béton dans l’entaille ; pour le type D2, on observe une rotule 

plastique au niveau de l’interface entre le béton et le fond de 
coffrage. De toutes les éprouvettes testées, on ne note quasi-
ment pas de déformation dans la partie bois.

4. Conclusion

Dans la présente étude, des systèmes de connexion sont défi-
nis. Ils sont caractérisés par la facilité à mettre en œuvre dans 
un plancher ou une poutre mixte bois-béton tout en utilisant 
des matériaux disponibles localement. Les essais push-out 
ont permis de définir la résistance, la rigidité, la résistance 
résiduelle et une variabilité des caractéristiques physiques et 
mécaniques des trois configurations de connexion proposées. 
Les résultats montrent que le système de connexion formé par 
l’entaille avec barre d’acier de haute adhérence vissée à 120° 
par rapport aux fibres de bois est plus résistant et plus rigide 
que les systèmes renforcés par des tiges fixées à 60° et 90°. 
Néanmoins, des variations notables sont observées dans les 
valeurs obtenues. 
Ces essais constituent une première étape pour tester la perti-
nence d’une telle technique de plancher ou de poutre mixtes 

Éprouvettes D1 (60°) D2 (120°) D3 (90°)

1 29,79 55,32 42,84

2 28,27 54,79 45,98

3 37,32 50,29 53,34

Moyenne 31,79 53,47 47,39

Écart-type 4,85 2,76 5,39

CV (%) 15,24 5,17 11,37

Tableau 3. Valeurs des résistances des systèmes de connexion  
en kN

Éprouvettes D1 (60°) D2 (120°) D3 (90°)

1 7,42 11,8 7,94

2 5,52 16,45 7,98

3 9,14 14,47 8,36

Moyenne 7,36 14,24 8,09

Écart-type 1,81 2,33 0,23

CV (%) 24,60 16,39 2,86

Tableau 4. Module de glissement des systèmes de connexion  
en kN/mm

Figure 7. (a) Écrasement du béton dans l’entaille ; (b) Arrachement du béton dans la dalle au droit de la tige ;  
(c) Rotule plastique observée sur les tiges d’acier des différents systèmes de connexion
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bois-béton et leur faisabilité en contexte local. Des essais de 
caractérisation du bois utilisé sont en cours (flexion, portance 
locale, compression). Des essais sur la connexion par entaille 
seule et par barre d’acier seule sont actuellement en cours de 
réalisation et programmés pour la suite de l’étude afin d’éva-
luer l’apport de chacune dans le système combiné et de mieux 
caractériser ces systèmes de connexion. L’utilisation de cap-
teurs LVDT est également prévue pour ces essais afin d’obte-
nir des valeurs de rigidité plus précises et valider l’hypothèse 
utilisée ici pour les mesures de déplacement.
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1. Introduction

Les structures en maçonnerie non renforcées ou sous renfor-
cées représentent une proportion importante des structures 
en France et dans le monde. Ces ouvrages sont particulière-
ment sujets à la propagation de macro-fissures importantes, 
notamment dues au tassement différentiel des fondations 
(retrait, gonflement des argiles), au vent ou aux sollicitations 

sismiques. En réponse, le renforcement par moulage au 
contact de composites à renfort textile et matrice cimentaire 
communément nommés textile-mortier (textile reinforced 
concrete, TRC) s’est développé au cours de ces cinq der-
nières années [PRO 06], [HAR 10], [FEL 14], [RAZ 14] 
et [MAL 14]. Dans le cadre du renforcement de structures 
en béton armé ou en maçonneries, les TRC sont principale-
ment sollicités en traction, même vis-à-vis du renforcement 
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à l’effort tranchant [CON 13]. Toutefois, la caractérisation 
en traction directe des TRC n’en est pas moins insuffisante 
à rendre compte du comportement des composites TRC ap-
pliqués au renforcement de structures maçonnées. En effet, 
des études précédentes ont montrées que le comportement à 
l’arrachement entre le renfort textile et la matrice n’était pas 
considéré par la caractérisation en traction directe [CON 11]  
et [CON 14]. De plus, l’adhérence entre la maçonnerie et le 
TRC influence aussi le comportement du TRC de renforce-
ment [ORT 06] et [ANT 14]. C’est dans ce contexte qu’un 
essai permettant de caractériser le comportement en trac-
tion directe du TRC ainsi que le comportement de l’ancrage 
TRC/maçonnerie a été développé. Cet essai permettra d’étu-
dier l’ensemble des paramètres intervenant sur le comporte-
ment du TRC de renforcement sollicité en traction. Afin de 
permettre l’étude du comportement global et local, le champ 
de déplacement en fonction du chargement a été mesuré par 
corrélation d’images sur la surface des 15 corps d’épreuves 
testés. Toutefois, cet article exploite uniquement les résultats 
liés au comportement global. 
Bien que cette étude ait été réalisée à température ambiante, 
elle constitue une étude préliminaire au développement de 
TRC résistants à des températures supérieures aux conditions 
normales  : pour des températures supérieures aux tempéra-
tures de transition vitreuse des polymères couramment utilisés 
dans le domaine du renforcement structural. Dans ce cadre, les 
renforts textiles des TRC étudiés ne sont pas pré-imprégnés. 
Les bons résultats obtenus avec des TRC au renfort textile en 
carbone nous encouragent à innover dans ce domaine et à vi-
ser dans cette étude le développement de techniques de répa-
ration par TRC au comportement ductile. Pour parvenir à cet 
objectif, des TRC renforcés par des tissus en acier inoxydable 
(TRC acier) sont testés et comparés aux TRC « traditionnels » 
renforcés par des textiles en carbone (TRC carbone). En effet, 
la littérature a déjà étudié le renforcement de structures par des 
TRC aux renforts textile constitués de multi-filaments d’acier, 
mais ces TRC affichent un comportement fragile [FEL 14], 
[RAZ 14] et [MAL 14].

2. Matériaux et essais

2.1. Matériaux

La partie maçonnée des corps d’épreuves est réalisée à partir 
de briques creuses en terre cuite (POROTHERM GF R20®). 
Le fournisseur indique une classe de résistance RC 80 (1600 
MN/ml) et une résistance caractéristique de design minimale 
“fb” de 10 MPa (pour un dimensionnement aux Eurocodes). 
Les briques de dimensions 500 mm de long, 299 mm de hau-
teur et 200 mm de profondeur sont assemblées par un mortier 
spécial d’un millimètre d’épaisseur.
La matrice des TRC est un mortier cimentaire précédemment 
développé pour la réparation et le renforcement des structures 
béton armé par TRC. Cette matrice thixotropique permet le 
moulage au contact des TRC sur des surfaces de formes et 
d’orientations quelconques. C’est un mortier formulé à partir 
d’un liant hydraulique (CEM I 52.5 N HTS), de la chaux vive 

ultra-fine, de fumée de silice, de sable siliceux 0/400 μm, de 
sable 400/800 μm et de poudre de polymère redispersible (3% 
de la masse de liant et des agrégats). 
Les plats de composite TRC sont composés de la matrice 
décrite ci-dessus associée à un renfort textile. Deux types 
de renforts textiles ont été testés, un en fibres de carbone et 
un second en fils d’acier inoxydable (Figure 1). La grille de 
carbone a un espacement de 10 mm entre les multi-filaments 
(nombre de filaments par multi-filaments  : 12000, diamètre 
des filaments : 7 µm, module d’Young : 230 GPa, déformation 
ultime : 2,1 %, résistance : 4900 MPa, résistance de la grille 
textile : 226 kN/m) maintenus par des thermo-fils thermocol-
lés. La grille d’acier est réalisée à partir de mono-filaments 
d’un millimètre de diamètre tissés selon une trame de 5 mm 
(résistance de la grille : 123 kN/m, figure 2). La rigidité ini-
tiale de la grille d’acier est exactement identique à celle de la 
grille de carbone.

2.2. Essai de caractérisation  
en traction et arrachement

La géométrie et les conditions limites de cet essai sont illus-
trées sur la figure 3. Le corps d’épreuve est composé d’une 
partie maçonnée (deux briques creuses) sur laquelle un plat 
de TRC est moulé au contact. Afin de permettre l’étude du 
comportement en traction directe du TRC, le plat de TRC 

Figure 1. Illustration des deux types de renforts textiles

Figure 2. Courbes force-déformation en traction des renforts 
textiles (données fournisseurs). L’effort est donné pour une 

largeur de renfort textile de 10 cm.
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est prolongé de 500 mm au-delà de la partie maçonnée. Des 
talons en aluminium sont collés par une résine époxy avec 
un décalage de 50 mm après la fin du plat TRC. Les TRC 
sont mis en œuvre selon les conditions de chantier, c’est-
à-dire par un moulage au contact à la truelle et sans moule 
permettant d’assurer une épaisseur constante du composite. 
Ainsi l’épaisseur des TRC dépend du nombre de couches 
de renforts textiles ainsi que des imperfections de mise en 
œuvre.
L’effort est appliqué par un déplacement de 1 mm/min. Le 
champ de déplacement est mesuré en surface du plat de TRC 
par corrélation d’images (fréquence de prise d’images : 2 Hz) 
calculé par le logiciel 7D [VAC 99].

2.3. Structurations de TRC testées

Pour chacun des deux types de renforts textiles testés, une 
étude paramétrique du taux de renfort a été conduite. Le ta-
bleau 1 définit la structuration des TRC testés (type de renfort 
textile, nombre de couches de renforts textiles dans l’épais-
seur du TRC et épaisseur moyenne du TRC).

2.4. Exploitation des mesures  
de champs de déplacement

La corrélation d’images permet de mesurer le champ de dé-
placement sur la surface des plats de TRC tout au long du 
chargement (fréquence de mesures de 2 Hz). Le comporte-
ment global en traction du TRC est caractérisé par la courbe 
de l’effort divisé par le nombre de couches de renforts tex-
tiles en fonction de la déformation moyenne du TRC. La dé-
formation moyenne est calculée en divisant le déplacement 
moyen entre les lignes de références 1 et 2 (figure 4) par 
l’espacement entre ces lignes (200 mm). Le comportement 
global de l’ancrage entre le TRC et la maçonnerie est carac-
térisé par les courbes force-déplacement. Le déplacement 
considéré est celui calculé entre les lignes de références 2 
et 3 (figure 4).

3. Résultats

3.1. Caractérisation en traction

Les courbes charge-déformation de l’ensemble des corps 
d’épreuves testés sont présentées sur la figure 5. Pour un 
nombre de renforts textiles identique et une épaisseur proche 

Figure 3. Illustration de l’essai

Figure 4. Position des points de référence pour les calculs de 
déplacement par corrélation d’images
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(tableau 1), les TRC acier sont plus rigides que les TRC 
carbone. Contrairement aux TRC carbone, les TRC acier 
montrent un comportement ductile marqué.
Pour une déformation supérieure à 0.9 ‰ (et respectivement 
1.8 ‰), les TRC carbone « Carbone-1 » (et respectivement 
« Carbone-2 ») affichent une rigidité globale (rapport entre 
l’effort et la déformation) inférieure à la rigidité des renforts 

textiles en carbone (à l’exception d’un corps d’épreuve Car-
bone-2, Figure 6). Ainsi la contribution aux performances 
mécaniques de la matrice cimentaire des TRC carbone est 
très limitée. Le taux de travail en résistance (Erσ) des TRC 
est obtenu en calculant le rapport entre l’effort ultime du 
TRC et la résistance de ces renforts textiles (donnée par le 
fournisseur des renforts textiles  § 2.1). Le taux de travail 
ainsi calculé des TRC carbone est très faible (entre 20% et 
28%). 
En confrontant les figures 6 et 7, il apparait clairement que 
contrairement aux textiles carbone, les tissus d’acier per-
mettent à la matrice cimentaire d’apporter une contribution 
significative aux performances mécaniques des TRC. En ef-
fet, pour une déformation inférieure à 10 ‰, la rigidité glo-
bale des TRC acier est significativement supérieure à celle 
des renforts textiles d’acier. De plus, les intersections entre 
les courbes charge-déformation des TRC acier et du ren-
fort textile acier interviennent pour une déformation com-
prise entre 15 et 28 ‰ (comparativement à une déformation 
comprise 0.9 et 1.8 ‰ pour les courbes des TRC carbone). 

Figure 5. Ensemble des courbes charge-déformation  
en traction directe

Figure 6. Courbes de la force divisée par le nombre  
de couches de renforts textiles en fonction de la déformation  

des TRC carbone
Figure 7. Courbes de la force divisée par le nombre de couches 
de renforts textiles en fonction de la déformation des TRC acier

Nom  
des types  

de TRC

Nom de  
la structuration 

de TRC

Épaisseur 
moyenne  

des TRC (mm)

Type  
de  

textile

Nombre 
 de couches 
de renforts

Taux de renfort volumique 
selon la direction longitudinale 

du TRC (‰)

TRC carbone

Carbone-1-i 4 Carbone 1 11,5

Carbone-1-ii 4 Carbone 1 11,5

Carbone-2-i 8 Carbone 2 11,5

Carbone-2-ii 5 Carbone 2 18,5

TRC acier

Acier-1-i 4 Acier 1 39,3

Acier-1-ii 4 Acier 1 39,3

Acier-2-i 6 Acier 2 52,4

Acier-2-ii 6 Acier 2 52,4

Acier-3-i 7 Acier 3 67,3

Acier-3-ii 7,5 Acier 3 62,8

Tableau 1. Structuration de TRC testées
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Cette différence de comportement entre les TRC carbone 
et les TRC acier est due à une meilleure adhérence de la 
matrice cimentaire avec le renfort textile en acier qu’avec 
le renfort textile en carbone. Cette différence d’adhérence 
intervient à différentes échelles : la différence d’adhérence 
entre les matériaux carbone et acier avec la matrice cimen-
taire, mais aussi la différence entre l’adhérence d’un fil 
multi-filaments et un mono-fil avec la matrice cimentaire. 
En effet, la littérature a montré que la matrice cimentaire ne 
pénètre pas au sein des fils muli-filaments [HEG 06], [HÄU 
07] et [CON 14]. Ainsi pour un matériau, une section et un 
état de surface identique, l’adhérence d’un mono-fil avec la 
matrice cimentaire est largement supérieure à celle d’un fil 
multi-filaments. Enfin, la variation de la géométrie structu-
relle du renfort textile intervient aussi sur l’adhérence entre 
le textile et la matrice. Il a été montré dans la littérature que 
l’adhérence des tissus avec les matrices cimentaires était 
supérieure à celle des grilles [PEL 00]. Le taux de travail 
en résistance des TRC acier est indépendant du nombre de 
renforts textiles. Bien que ce taux de travail, de 60 ± 3 %, 
soit plus de deux fois supérieure à celui des TRC carbone, 
il pourra être grandement optimisé.

3.2. Les modes de rupture

L’ensemble des TRC carbone testés ont affiché un mode 
de rupture localisé sur une fissure prédominante situé au 
début de la zone d’ancrage entre la maçonnerie et le TRC 
(figure 8). L’étude du comportement local par les mesures 
de champs réalisées par corrélation d’images a montré que 
ce mode de rupture intervient par arrachement (pull-out). Ce 
mode de rupture est déjà largement décrit dans la littérature 
scientifique [HEG 06], [CON 11], [CON 14] et [CON 15] 
et. D’autre part, l’ensemble des TRC acier testés ont montré 
un mode de rupture par une délamination qui se propage le 
long de l’ancrage des TRC (figure 9). La rupture de l’ancrage 
intervient lorsque la part d’ancrage non délaminé devient 
trop courte pour transmettre l’effort qui lui est appliqué à la 
maçonnerie.

3.3. Caractérisation de l’ancrage

Les courbes charge-déplacement de l’ancrage de l’ensemble 
des TRC testés sont illustrées sur la figure 10. De même que 
pour le comportement en traction directe, pour un même 
nombre de couches de renforts textiles et une épaisseur de 
composite similaire (tableau 1), les TRC aciers sont signi-
ficativement plus rigides que les TRC carbone (figure 11). 
Contrairement aux TRC carbone, les TRC acier montrent un 
comportement ductile marqué. 
Le comportement qualitatif initial des courbes de l’effort/
nombre de couches des renforts textiles en fonction du dépla-
cement de l’ancrage des TRC (figure 11) est proche de celui 
des courbes de l’effort/nombre de couches des renforts textiles 
en fonction de la déformation en traction directe (figure 6). 
Toutefois, pour les TRC carbone, contrairement aux courbes 
de traction directe, la dernière partie des courbes d’arrache-
ment de l’ancrage est non linéaire. Cette non-linéarité est 
due au mode de rupture par arrachement (pull-out) des TRC 
carbone [CON 11]. Concernant les TRC acier, contrairement 
aux courbes de traction directe, la dernière partie des courbes 
d’arrachement de l’ancrage affiche un effort quasi-constant 
en fonction de l’augmentation du déplacement (palier de 

Figure 8. Illustration du mode de rupture  
du corps d’épreuve « Carbone-1-i », représentatif  

de l’ensemble des TRC carbone testés.
Figure 10. Courbes charge-déplacement de l’ancrage  

des TRC testés

Figure 9. Illustration de la propagation du délaminage  
le long du corps d’épreuve « acier-2-ii », 

 représentatif de l’ensemble des TRC acier testés.
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ductilité). Cette différence de comportement est due au mode 
de rupture par délamination des TRC-acier. Le palier à effort 
quasi-constant ne peut pas être observé sur les courbes de 
traction directe car la délamination se développe le long de 
l’ancrage pour un effort et une déformation constante de la 
partie de l’éprouvette sollicitée en traction directe.

4. Conclusions

Cette campagne d’essais a montré que le renforcement de 
structures maçonnées par moulage au contact de TRC à ren-
fort textile en acier est technologiquement faisable. Bien que 
la rigidité initiale du renfort textile en acier soit identique à 
celle du renfort textile en carbone, les TRC acier affichent une 
rigidité globale supérieure à celle des TRC carbone. De plus, 
le taux de travail en rigidité des TRC acier est plus de deux 
fois supérieure à celui des TRC carbone. Les résultats expé-
rimentaux montrent une différence de comportement post-pic 
des courbes force-déplacement  : un comportement ductile 
pour les TRC acier et un comportement fragile pour les TRC 
carbone. Cette différence de comportement n’est pas unique-
ment liée à la ductilité de l’acier mais elle est principalement 
liée à la différence de mode de rupture entre les deux types de 
composites. Les TRC carbone montrent un mode de rupture 
par arrachement (pull-out) entre le textile et la matrice tandis 
que les TRC acier rompent par un délaminage progressif de 
l’ancrage. Il en ressort principalement que comparativement 
au TRC carbone, le TRC acier présente les avantages sui-
vants :
•	 Un mode de rupture ductile et prévisible à « l’œil nu ».
•	 Une évaluation possible et simple des dommages en cas de 

sollicitations accidentelles.
•	 Un mode de rupture entrainant une forte dissipation 

d’énergie.
Le comportement de la dernière partie des courbes force-dé-
placement obtenues en traction directe diffère de celui des 

courbes obtenues à l’arrachement de l’ancrage. De ce fait, 
pour les deux types de TRC testés, sujets à un chargement 
par arrachement, il existe un seuil de chargement au-dessus 
duquel la seule caractérisation en traction directe du TRC 
n’est plus appropriée pour le dimensionnement. Dans le cadre 
du renforcement structural, il est important de noter que le 
pontage d’une macro-fissure d’une structure par un composite 
TRC pourra conduire à un chargement par arrachement de ce 
TRC. Enfin, le TRC acier proposé dans cet article pourra être 
fortement optimisé. En effet, le taux de travail en résistance 
de ce TRC reste faible (60±3 %) et la déformation ultime des 
TRC acier (qui varie entre 3.4 % and 5.3 %) est très inférieure 
à la déformation ultime des tissus d’acier (36 %).
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CONTEXTE DE L’éTUDE

Dans notre précédent article paru aux Annales du BTP 
(N°  2-3, avril-juin 2010), nous nous sommes intéressés à 
l’analyse des réservoirs posés au sol de forme circulaire, en 
se basant sur le modèle d’Housner lequel propose une modé-
lisation de l’effet hydrodynamique, et en prenant en compte 
l’action sismique représentée par un spectre de réponse 
proposé par le Règlement Parasismique Algérien (RPA). 
Nous avions mis en évidence que la négligence du phéno-
mène hydrodynamique sous-estimait considérablement les 
contraintes de traction au niveau de la paroi des réservoirs 
posés au sol. En effet, contrairement à ce qui est énoncé dans 
le RPA, la prise en compte de l’effet hydrodynamique dans 
les calculs des réservoirs est nécessaire, quelque soit leur 
capacité de stockage.
La présente étude, que nous soumettons ici, consacrée aux ré-
servoirs circulaires surélevés en béton armé, s’inscrit dans la 
continuité des travaux entrepris précédemment. Elle présente 
une méthodologie pratique de mise aux normes parasismiques 
des réservoirs surélevés de forme circulaire, au stade de leur 
conception en bureau d’études. L’approche proposée s’arti-
cule principalement sur la prise en compte de deux points es-
sentiels, soit d’une part l’effet hydrodynamique (trop souvent 
négligé par les ingénieurs praticiens), et d’autre part l’action 
sismique traduite par un spectre de réponse fourni par le règle-
ment parasismique Algérien.

Le travail que nous présentons dans cette contribution, à l’ins-
tar de nos précédents articles publiés dans les Annales du BTP, 
s’inscrit clairement dans un environnement pratique de la pro-
fession de l’ingénieur civil, par le fait qu’elle a un caractère 
applicatif. Le lecteur trouvera même un calcul pratique qui 
illustre bien la méthode de calcul exposée. 

1. INTRODUCTION

Les réservoirs surélevés sont considérés comme des structures 
lourdes dont la plus grande portion du poids est concentrée 
dans la partie supérieure à une hauteur donnée. Plusieurs tra-
vaux de recherche portant sur leur comportement dynamique 
ont  fait l’objet de plusieurs publications, dans le but d’amélio-
rer leur conception et leur résistance vis-à-vis de fortes exci-
tations sismiques.
Les premiers travaux publiés dans ce domaine ont été menés 
par Hoskin et Jacobsen (1934) [14] qui, en se basant sur le tra-
vail de Westergaard (1933) [29] mené sur les barrages poids 
rectangulaires rigides, conduisirent des études théoriques et 
expérimentales pour évaluer les pressions hydrodynamiques 
développées dans les réservoirs rectangulaires soumis à une ex-
citation sismique. Ruge (1938) [26],  fut l’un des pionniers dans 
les recherches menées sur les réservoirs surélevés, en étudiant 
expérimentalement les effets d’un séisme sur cette catégorie 

Comportement des structures soumises aux séismes 
Propositions du comité éditorial
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précise de réservoirs, ce qui a permis de mettre en évidence le 
couplage entre le fluide et le système réservoir-support élevé. 
Par la suite, Jacobsen (1949) [18] et Jacobsen et Ayre (1951) 
[19] étudièrent, de manière expérimentale et analytique, la ré-
ponse dynamique de réservoirs cylindriques rigides. Werner et 
Sundquist (1949) [28] étendirent les conclusions des travaux 
de Jacobsen aux réservoirs de forme rectangulaires, semi-circu-
laires, triangulaires et sphériques. Graham et Rodriquez (1952) 
[7] fournirent une analyse détaillée des pressions hydrodyna-
miques convectives, liées au ballotement du fluide, et impul-
sives dans les réservoirs rectangulaires. Vers la fin des années 
1950 et le début des années 1960, les travaux de Housner (1957, 
1963) [15,16]  permettront de formuler la méthode analytique 
simplifiée, selon laquelle les réservoirs sont remplacés par un 
système équivalent à deux degrés de liberté, en concentrant la 
masse de l’ouvrage en deux points (impulsive et convective). 
Cette méthode, encore employée de nos jours par les ingénieurs 
de la pratique, a largement répondu à la problématique de la 
réponse sismique des réservoirs de stockage de liquides. Plus 
tard dans les années 1970, Epstein (1976) [5] en se basant sur le 
modèle d’Housner, a développé des formules et des courbes de 
dimensionnement dans le but d’estimer les moments de flexion 
et de renversement dans les réservoirs rectangulaires et cylin-
driques soumis à une excitation sismique. Hunt et Priestley 
(1978) [17] proposeront une nouvelle méthodologie de calcul 
des réservoirs (cylindrique et rectangulaire), en tenant compte à 
la fois des phénomènes d’impulsion et d’oscillation. 
À partir des années 1980, Haroun (1980, 1983, 1984, 1985, 
1988) [9-13] publia une série de travaux en collaboration avec 
Housner portant sur le comportement dynamique des réser-
voirs cylindriques et rectangulaires, et notamment sur l’effet 
du liquide sur la paroi de la structure, en tenant compte de la 
déformabilité de cette dernière. Le modèle développé prend 
en compte certaines insuffisances des précédents modèles 
trop compliqués pour être employés en ingénierie, en phase 
de conception ou trop simple pour donner des résultats précis. 
Davidovici et Haddadi (1981) [2]  présentent et comparent 
quelques méthodes mises au point par les auteurs sus men-
tionnés, telles que la méthode de Jacobsen et Ayre avec celle 
de Hunt et Priestley appliquées aux réservoirs cylindriques, 
puis la méthode de Graham et Rodriguez avec celle de Hunt et 
Priestley établies aux réservoirs rectangulaires.
Park et al. (1990) [24] fournirent une méthode numérique 
robuste basée sur la méthode des éléments de frontière et fini, 
la première est utilisée pour calculer les pressions hydrodyna-
miques tenant compte du ballotement, tandis que la deuxième 
est utilisée pour évaluer la réponse de la structure. 
Livaoglu et al. (2006, 2007, 2008) [21-23] et Sezen et al. 
(2008) [27] ont mené plusieurs travaux qui ont porté sur la 
l’interaction liquide-structure-sol, en considérant l’effet de 
l’encastrement et le type de sol sur le comportement sismique 
de réservoir. Ces travaux sont effectués sur différents types 
et taille d’ouvrages (support et cuve), et ont conclu que les 
déplacements de la partie supérieure du réservoir sont affectés 
sensiblement par l’encastrement dans le cas des sols meubles, 
mais qu’ils sont plus faibles dans le cas des sols fermes. 
Les travaux de Hammoum et al. (2010) [8] se sont intéressés 
à l’analyse de réservoirs posés au sol de forme circulaire, en 
se basant sur le modèle d’Housner, et proposent une modélisa-
tion de l’effet hydrodynamique, en prenant en compte l’action 

sismique représentée par un spectre de réponse proposé par 
le Règlement Parasismique Algérien (RPA). Ils mettent en 
évidence que la négligence du phénomène hydrodynamique 
sous-estimerait considérablement les contraintes de traction 
au niveau de la paroi des réservoirs posés au sol. En effet, 
contrairement à ce qui est énoncé dans le RPA, la prise en 
compte de l’effet hydrodynamique dans les calculs des réser-
voirs est nécessaire, quelque soit leur capacité de stockage.
La présente étude, consacrée aux réservoirs circulaires suré-
levés en béton armé, s’inscrit dans la continuité des travaux 
entrepris précédemment. La méthodologie de calcul exposée 
en section 2 a un caractère applicatif lié à un environnement 
pratique de la profession de l’ingénieur civil. Un exemple de 
calcul pratique présenté en section 3 permet d’illustrer la mé-
thode de calcul exposée. 

2. MéTHODE DE CALCUL

Il est vain de prétendre prémunir un ouvrage contre les effets 
des séismes par le seul emploi des calculs dits parasismiques. 
L’expérience a montré que les ouvrages dont la conception a 
été saine et les règles correctement appliquées ont une proba-
bilité assez élevée de supporter convenablement les secousses 
destructrices d’intensité modérées. Le choix de la méthode 
de calcul et la modélisation de la structure doivent avoir pour 
objectif de reproduire au mieux le comportement réel de la 
structure. D’après le RPA, le calcul des forces sismiques 
peut être mené suivant trois méthodes  : la méthode statique 
équivalente, la méthode d’analyse par accélérogrammes, et 
la méthode dynamique d’analyse modale spectrale que nous 
développerons plus loin dans cette section.
Conformément au RPA [3], lors du dimensionnement para-
sismique d’un château d’eau d’une capacité plus ou moins 
importante, il est nécessaire d’étudier l’effet hydrodyna-
mique de l’eau sur la structure lorsque la capacité est supé-
rieure ou égale à 1500 m3 en zone de moyenne (zone II) et 
forte (zone III) sismicité. L’évaluation des forces hydrodyna-
miques étant une étape cruciale dans la démarche, nous nous 
appuyons sur la méthode analytique de Housner afin d’estimer 
la réponse d’un liquide dans des réservoirs rigides, excités par 
une action sismique. 

2.1. Effet hydrodynamique 

Dans le cas d’un château d’eau, nous ne pouvons pas considé-
rer la cuve comme étant rigidement liée au sol et subissant par 
conséquent la même valeur de l’accélération maximale que le 
sol, comme cela est le cas pour un réservoir posé au sol [8]. En 
effet, lorsque la cuve est au sommet d’un support pouvant être 
une tour ou pilotis, nous devons considérer sa flexibilité. Le 
calcul approché par la méthode de Housner consiste à décom-
poser l’action du liquide en deux actions, une action passive 
provoquant des actions d’impulsion et la seconde action active 
provoquant des actions d’oscillation [2]. Ainsi la modélisation 
de l’ensemble du château d’eau est représentée par son équi-
valent mécanique et son modèle mathématique présentés en 
Figure 1.
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Les efforts d’impulsion proviennent de ce qu’une partie de la 
masse du liquide, dite masse passive Mi, réagit par inertie à 
la translation des parois du réservoir. Son système mécanique 
équivalent est obtenu en considérant la masse M i,  liée rigi-
dement au réservoir à une hauteur hi telle qu’elle exerce sur 
les parois, les mêmes efforts horizontaux que la masse d’eau 
équivalente.
Quant aux efforts d’oscillations, ils proviennent de ce que 
l’autre partie de la masse du liquide, dite masse active M0, se 
met en mouvement d’oscillation sous l’action du séisme. Son 
équivalent mécanique s’obtient en considérant la masse M0 
retenue par des ressorts de raideurs K0 à un niveau h0, dont 
les oscillations horizontales exercent les mêmes efforts vibra-
toires que la masse active du liquide.
En résumé, la masse totale de l’eau Me peut être décompo-
sée en une masse passive Mi et une masse active M0 reliées 
rigidement d’une part et par l’intermédiaire d’un ressort de 
constante de rapport K1 d’autre part. 
Dans le modèle mathématique adopté pour le château d’eau 
(Figure 1) la masse M0 est reliée à la structure par une tige de 
même raideur K1 formant un couplage direct avec M1, tandis 
que M1 est reliée au sol par une tige représentant le support de 
la structure et de constante de rappel K0. Le système est donc 
à deux degrés de liberté.

2.2. Évaluation des masses M0 et M1  
ainsi que leur point d’application

La masse M1  est composée de la masse inerte (passive)  du 
liquide Mi, de la masse de la cuve vide Mc et enfin d’une partie 

de la masse totale du support Mt. Elle est donnée par la for-
mule suivante :

	 	 (1) 

Le coefficient β est pris égal à 33=
140 selon Rayleigh à en juger 

par la relation de la période proposée dans le PS69 révisé 92 
[4], comme nous le verrons plus loin dans l’équation (12). 
Il est bon de signaler que ce coefficient est pris égal à 2=

3
 

selon les recommandations de l’American Concrete Institute 
(ACI) [21] et que (Priestley et al., 1986) [25] recommandent 
de prendre β=1.
La masse inerte (passive) Mi est donnée par la formule suivante :

	 	 (2) 

avec :
Me : masse de l’eau dans la cuve,
R : rayon intérieur de la cuve, 
He : hauteur d’eau dans la cuve.
La masse oscillante (active) M0 est donnée par la formule sui-
vante :

	 	 (3) 

Le niveau d’application hi des pressions d’impulsion induites 
par la masse Mi par rapport au fond de la cuve est donné par 
la relation suivante :

Figure 1 : Château d’eau, son système mécanique équivalent et le modèle mathématique 
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	 i e
3h = .H
8 	 (4) 

Le niveau d’application h0 des pressions d’oscillation induites 
par la masse M0 par rapport au fond de la cuve est donné par 
la relation suivante :

	 0 e
1 1h =H . 1- +

.th( ) .sh( )
	 (5) 

avec :

	 eH 5= .
R 2

	 (6) 

2.3. Évaluation des raideurs K0 et K1

La raideur K1 de la masse oscillante M0 est donnée par :

	 2
1 o oK =M . 	 (7)

La pulsation fondamentale de vibration o du liquide dans la 
cuve est donnée par :

	 2 e
o

Hg 27 27= . .th .
R 8 8 R

	 (8) 

La raideur K0 est donnée par la relation suivante : 

	 2
o totK M .= 	 (9) 

Mtot désigne la masse concentrée au dessus du support repré-
sentant la masse de la cuve vide augmentée de la masse de 
l’eau qu’elle contient. 

	 tot e cM =M + M 	 (10) 

La pulsation fondamentale de vibration  de la structure peut 
être estimée à partir de la valeur de la période fondamentale de 
la structure, donnée soit par des relations empiriques, soit par 
des méthodes analytiques ou encore par des méthodes numé-
riques. Notons que les relations empiriques proposées par le 
règlement parasismique Algérien ne sont applicables qu’aux 
bâtiments. Dans le cas d’un réservoir surélevé, considéré 
d’une manière réaliste comme un pendule inverse (ie. 50% ou 
plus de sa masse est concentrée dans le tiers supérieur de la 
structure), la période fondamentale du premier mode de vibra-
tion de la structure est déterminée par la méthode de Rayleigh 
[4]. Cette dernière assimile le réservoir surélevé à une console 
verticale dont la masse concentrée est posée sur un support 
de masse non négligeable, de section transversale et d’iner-
tie constante. Le réservoir est ainsi modélisé mécaniquement 
comme une seule masse posée sur un support (Voir Figure 2). 
La période est alors donnée par : 

	
3P'.lT 2 .

3.g.EI
= 	 (11) 

avec :
I: moment d’inertie de la section transversale du support,
E: module d’élasticité du béton composant le support,

l: hauteur du centre de gravité de la masse concentrée par rap-
port à l’encastrement du support.
Le poids P’ est défini par :

	 tot t
33P' M .M .

140
g= + 	 (12) 

La relation donnant la période suppose implicitement, qu’il 
s’agit d’oscillations planes non couplées avec d’autres modes 
d’oscillations. C’est-à-dire qu’il s’agit d’oscillations dans les-
quelles les diverses masses composant la structure se dépla-
cent parallèlement à un même plan, sans exciter de ce fait les 
oscillations perpendiculaires à ce plan. Cette condition est 
satisfaite par les structures présentant un plan de symétrie ver-
tical, comme c’est le cas des réservoirs circulaires. En plus 
des caractéristiques géométriques de l’ouvrage (dimensions 
du réservoir), cette dernière relation (11) fait appel à la rigidité 
flexionnelle (EI) et à la répartition uniforme du poids du sup-
port de la cuve. Ce sont là deux paramètres absents dans les 
relations empiriques proposées dans le RPA.                     
A partir de la relation (11), nous déduisons :

	
2

2
2 3

4. 3.g.EI= =
T P'.l

	 (13)

Tenant compte des relations (9) et (12), Il vient que :

	
tot

0 3

tot t

M 3.EIK = .33 lM .M
140

+

	 (14)

Figure 2 : Réservoir modélisé mécaniquement en une seule masse 
concentrée sur un support
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2.4. Évaluation des pulsations propres 

Le système est à deux degrés de liberté et l’équation générale 
d’équilibre peut être formulée comme suit :

	 } { } { } { }i a ef (t) + f (t) + f (t) = f(t) 	 (15)

Nous désignons par { }f(t)  le vecteur des forces extérieures.

Le vecteur des forces d’inertie { }if (t)  s’écrit : 

	 { } [ ] { }..

if (t) = M . X (t) 	 (16)

Le vecteur des forces d’amortissement { }af (t)  s’écrit  : 

	 { } [ ] { }.

af (t) = C . X (t) 	 (17)

Le vecteur des forces élastiques  s’écrit  :

	 { } [ ] { }ef (t) = K . X (t) 	 (18)

Le système est non amorti, l’amortissement est supposé nul, 
par conséquent { } { }af (t) = 0 .

Le système est à oscillation libre (ie. sans chargement exté-
rieur), par conséquent { } { }f(t) 0= .

Dans notre cas, nous nous limiterons uniquement à la déter-
mination des modes propres de vibration, et nous n’aurons à 
considérer que les matrices [M] et [K]. 
L’équation du mouvement s’écrira alors sous forme matricielle:

	 [ ] { } [ ] { } { }
..

M . X(t) + K . X(t) = 0 	 (19)

Nous supposerons aussi que le mouvement est de type harmo-
nique, c’est-à-dire décrit sous la forme :

	 { } { } ( )X(t) = a .sin t+ 	 (20)

Il vient alors que : 
  { } { } { } ( ) { }

2..
22

2
dX(t) = X(t) . .sin t+ . X(t)
dx

a= = 	 (21)

L’équation se réécrit comme suit :

	 [ ] { } [ ] { } { }2M . . X(t) + K . X(t) = 0 	 (22)

Ou encore comme suit : 

	 [ ] [ ] { } { }2K . M . X(t) = 0 	 (23)

La solution évidente de l’équation (23) est la solution triviale 
{ } { }X(t) = 0 . Cette solution correspond à la position initiale 
non déformée du réservoir. Etant donné que le réservoir os-
cille, donc se déforme à un instants t donné, il devra avoir un 
vecteur déplacement { } { }X(t) 0 .

Alors, pour que ce système d’équations admette une solution 
non nulle, il faudrait que son déterminant soit nul. C’est-à-dire :

	 [ ] [ ]2K . M 0= 	 (24)

[K] et [M] sont des matrices carrées de dimensions (2×2), 
s’écrivant comme suit :

	 [ ] 00 01 1 1

1 1 010 11

K         K K         -K
K = =

-K         K KK         K +
	 (25)

Et

	 [ ] 0

1

M         0
M

  0        M
= 	 (26)

L’équation (24) peut se mettre sous la forme :

	 00 01 02

10 11 1

K         K M         0
. 0

K         K   0        M
= 	 (27)

Ou encore :

	
2

00 0 01
2

11101

K .M         K
0

K                       K .M
= 	 (28)

Le déterminant sera : 

	 ( ) ( )2 2
00 0 11 1 01 10K - .M . K - .M -K .K 0= 	 (29)

La résolution de cette dernière équation, nous donne les pulsa-
tions de vibration des deux modes principaux, qui sont :

2
2 01100000 11 11
1,2

0 1 0 1 0 1

K K K .KK K1 . + ± + +4.
2 M M M M M .M

= 	 (30)

Le système présente autant de degrés de liberté que de modes 
propres. Connaissant les pulsations ω1 et ω2 des deux modes 
propres de vibrations, nous pouvons déduire les périodes cor-
respondantes, comme suit : 

	 1
1

2T =   et 2
2

2T = 	 (31)

2.5. Les modes propres 

La détermination des modes propres de vibration (vecteurs 
propres), consiste à l’évaluation du vecteur  du 

premier mode de vibration correspondant à la pulsation w1 ; et 
du vecteur  du second mode de vibration corres-

pondant à la pulsation w2.
Ceci revient à résoudre, pour le mode « i »,  l’équation suivante:

	 [ ] [ ]( ) { } { }2
i iK . M . a 0= 	 (32)

Ou encore sous forme matricielle :
2

00 i 0 01 0i
2

1i1i1101

K .M         K a 0
.

0aK                       K .M
= 	 (33)
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Qui s’écrit aussi sous la forme :

	
( )

( )

2
00 i 0 0i 01 1i

2
10 0i 11 i 1 1i

K .M .a K .a 0

K .a K .M .a 0

+ =

+ =
	 (34)

Si nous résolvons le système comme étant un système classique 
de Cramer, nous obtenons la solution suivante : 0i 1ia a 0= = . 
Or, comme tout mode propre correspond à une position défor-
mée, la solution doit être différente de zéro. Pour cela, nous 
donnons une valeur arbitraire à 0ia  (généralement unitaire,

0ia 1= ), et à partir de l’équation (34) nous déduisons 1ia   :

	
2

00 i 0
i0i1

01

K - .Ma =- .a
K

	 (35)

2.6. Évaluation de la force sismique par 
la méthode dynamique d’analyse modale 
spectrale

Le règlement parasismique Algérien permet sous certaines 
conditions le calcul de la structure par la méthode pseudo 
dynamique qui consiste à considérer la structure comme étant 
soumise à un effort tranchant qui est fonction de plusieurs 
paramètres. Dans cette méthode les masses sont supposées 
concentrées au niveau des nœuds principaux et seuls les dé-
placements horizontaux des nœuds sont pris en compte. La 
force sismique latérale pour un niveau « k » et pour un mode 
« i » est donnée par la formule suivante :

	 ai
ki i k ki

SF = . .M .a
g

	 (36)

Avec :
i : indice désignant le numéro du mode propre.
k : indice désignant le numéro de la masse.
Sai    : Accélération du sol au mode « i ».
Mk    : Masse du niveau « k ».
aki: L’amplitude de la masse « k » au mode « i ».
γi: Coefficient de distribution modal (mode i) qui est donné 
par la formule suivante [3]:

	

2

k ki
k=1

i 2
2

k ki
k=1

M .a
=

M .a
	 (37)

La résultante de la force sismique de calcul appliquée à 
chaque masse Mk est obtenue par la combinaison quadratique 
des valeurs des forces modales comme suit [3]:

	
2

2
k ki

i=1
F = F 	 (38)

2.7. Calcul de l’accélération Sa  

L’accélération Sa imposée au réservoir, compte tenu de son 
interaction avec le sol, est une donnée du code de calcul en 
fonction de la zone sismique et d’autres paramètres. Elle 
représente une fraction de l’accélération de la pesanteur. Le 
règlement parasismique Algérien propose, pour sa détermina-
tion, les relations suivantes :

( )

( )

( )

1
1

1 2

2/3
2

2

2/3 5/3
2

1.25  1 2.5 1 0

2.5  1.25  

0.3   52.1  5.2

3 0.3 52.1 5.2
3

a

T Q TTA
T R
Q TTTA
RS

g TQ sTTA
R T

T Q sTA
T R

+

=

>

	

(39)

Où A désigne le coefficient d’accélération de zone, fonction de 
la zone sismique et du groupe d’usage de l’ouvrage. Le RPA 
classe les châteaux d’eau et réservoirs de grande et moyenne 
importance comme étant des ouvrages de groupe 1B, c’est à 
dire des ouvrages publics d’intérêt national ou ayant une im-
portance socio-culturelle et économique certaine [3]. 
η est un facteur de correction d’amortissement, lequel est 
fonction du pourcentage d’amortissement critique dont la va-
leur dépend du matériau constitutif, du type de la structure et 
de l’importance des remplissages.
R représente le coefficient de comportement global de la struc-
ture. Sa valeur unique est donnée en fonction du système de 
contreventement. Le système de contreventement retenu pour 
un château d’eau est le système à pendule inverse. Le RPA 
propose pour valeur du coefficient de comportement global de 
la structure, R= 2.
Q est le facteur de qualité de la structure.
T1,, T2 sont des périodes caractéristiques associées à la catégo-
rie du sol du site d’implantation.
Le lecteur intéressé par plus de détails sur le choix des diffé-
rents coefficients cités plus haut peut consulter la référence 
[3]. 

2.8. Les déplacements horizontaux des 
masses

Les deplacements horizontaux des masses M0 et M1, corre-
pondant à chaque mode « i » de vibration sont donnés par les 
equations suivantes :

	 ai
0i i 2

i

SX = . 	 (40)

Et

	 1i
1i 0i

0i

aX = X .
a

	 (41)

2.9. Les déplacements verticaux  
des vagues

L’Eurocode 8 dans sa partie 4 [1], consacrée aux réservoirs 
énonce que sous l’effet de l’action sismique, le réservoir peut 
subir des dommages au niveau de la coupole dus à l’effet 
de vague ou le débordement du liquide lorsque le réservoir 
n’a pas de couverture rigide. Il y’a lieu de s’assurer que la 
capacité du système peut être restaurée jusqu’à un niveau de 
fonctionnement prédéfini, après les opérations de contrôle des 
dommages de ses composants et que réservoir conserve son 
étanchéité aux fuites du contenu. 
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Ainsi, pour les réservoirs cylindriques, la hauteur maximale 
des vagues, après oscillation correspondant à chaque mode 
« i », est donnée par la relation suivante [2]:

	
max, i

i oi

0.408 Rd
g He1  th 1.84 

. .R R

=
	 (42)

Où oi dépend de l’amplitude de vibration, donc du mode 
« i » :

	 0i 1i
oi

X -X He= 1.53 . th 1.84  
R R

	 (43)

Nous pouvons déduire le déplacement maximal correspondant 
à l’ensemble des deux modes de vibration, par la somme qua-
dratique suivante:

	 2 2
max max,1 max,2d = d +d 	 (44)

Toujours, selon l’Eurocode 8 [1], la contribution prédomi-
nante pour la hauteur de l’onde de ballottement est assurée par 
le premier mode fondamental, et l’expression du pic du bord 
peut être évaluée comme suit :  

	 ai
max, i

S d 0.84  R
g

= 	 (45)

2.10. État limite ultime de stabilité 

Sous l’effet de l’action sismique à l’état limite ultime, la sta-
bilité d’ensemble du réservoir vis-à-vis de l’effondrement doit 
être satisfaite. La stabilité d’ensemble se rapportant à un com-
portement de corps rigide peut être perdue par glissement ou 
par renversement. Le moment de renversement qui peut être 
causé par l’action sismique doit être calculé par rapport au 
niveau de contact sol-fondation. Le moment stabilisant sera 
calculé en prenant en compte le poids total équivalent au poids 
de la structure, au poids des fondations et éventuellement au 
poids du remblai sur les fondations.
A cet effet, le coefficient de sécurité au renversement Fr, doit 
satisfaire l’inégalité suivante :

	 s
r

r

MF = 1.50
M

	 (46)

Où, Ms et Mr sont respectivement, le moment stabilisant et le 
moment renversant, lequel est donné par :  

	 r 0 0 1 1M =F .H +F.H 	 (47)

La stabilité au glissement sous la fondation du réservoir est 
vérifiée en tenant compte de l’application à la résistance ul-
time au glissement d’un coefficient de sécurité de 1,2. La ré-
sistance au glissement est calculée en admettant que la rupture 
se produit dans le sol et non pas à l’interface fondation - sol. 
Selon le Fascicule 74 [6], pour les fondations des réservoirs 
surélevés, sous les combinaisons à l’état limite ultime, l’iné-
galité suivante est à vérifier :

	 ϕ 	 (48)

Nu est la composante verticale des sollicitations en considé-
rant le poids total du réservoir, le poids des fondations et éven-
tuellement le poids du remblai sur les fondations. C et ϕ sont 
respectivement la cohésion et l’angle de frottement interne du 
sol de fondation. Quant à A, il désigne l’aire de la partie de la 
fondation au contact du sol.

2.11. Vérification des contraintes  
dans la tour du support

Le support en fût est soumis à un effort normal vertical N (re-
présentant le poids de la cuve vide de stockage augmentée du 
poids de l’eau qu’elle contient ainsi que le poids de la tour du 
support) et à un moment de flexion dû aux forces sismiques 
horizontales (F0 et F1). Le fût est alors sollicité en flexion com-
posée (M, N). Il se développe, sur les fibres extrêmes du fût, 
des contraintes normales de compression et de traction, qui 
peuvent être estimées par la relation suivante. 

	
N M  .

I
v= ± 	 (49)

La section de la tour de support (fût) a une forme d’un anneau, 
et sa section horizontale sera donnée par :

	 ( )2 2
ext int. D -D

4
= 	 (50)

Figure 3 : Les forces sismiques appliquées sur les masses
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Dint et Dext désignent respectivement le diamètre intérieur et 
extérieur du fût du support du réservoir. 
Le moment d’inertie de la tour de support (fût) par rapport à 
un axe du réservoir passant par le centre de gravité du réser-
voir sera donné par :

	 ( )4 4
ext intI= . D -D

64 	 (51)

ν désigne la distance de la fibre la plus tendue du fût par rap-
port à un axe passant par le centre de gravité du réservoir. 
Selon le Fascicule 74 [6], les contraintes de traction du béton 
dans les sections entièrement tendues calculées vis-à-vis de 
l’état limite de service et en section homogénéisée, ne peuvent 
excéder la valeur de :

	 t t28=1,10 .  . f 	 (52)

Où : 
=1, dans le cas de la traction simple

0

0

2.e=1+
3.h

, dans le cas de la flexion plane composée, la force 

de traction extérieure ayant une excentricité e0 inférieure à 
l´épaisseur h0 de la paroi ;

5=
3

, dans les autres cas

Sous combinaison à l’état limite de service, la contrainte de 
compression du béton est limitée à la plus petite des valeurs 
suivantes :

1/3oo
82c82c82cc

int

h 0,55 130.h=min .f  ; .f  ; 0,60.f
3 D
+ 	 (53)

Où ho désigne l’épaisseur de la paroi de la tour du support (fût).

3. APPLICATION PRATIQUE

Comme application pratique pour illustrer la méthode de 
calcul exposée en section 2, nous analysons un château d’eau 
de capacité 200 m3 posé sur un support en tour (Figure 4), 
implanté dans la commune de Tadmait, Tizi Ouzou, Algérie. Il 
s’agit d’une commune classée zone IIa, de moyenne sismicité, 
par le règlement parasismique Algérien. Les caractéristiques 
géométriques du réservoir sont résumées dans le tableau 1.

Les masses des différents éléments résistants du réservoir, pré-
sentés dans la figure 4, sont évaluées en déterminant leur volume 
et en considérant que la masse volumique du béton armé est égale 
à 2,5 t/m3. Les résultats sont consignés dans le tableau 2.
Les masses Me, Mc, Mtot, Mi, M1 et M0 sont évaluées par les 
relations exposées en section 2, et les résultats sont consignés 
dans le tableau 3.
Les raideurs K1 et K0 sont évaluées respectivement par les rela-
tions (7) et (9). Les résultats sont consignés dans le tableau 4.
Les pulsations ω1 et ω2 des deux modes propres de vibrations 
et les périodes correspondantes, sont données par les relations  
(30) et (31). Les résultats sont consignés dans le tableau 5.
Le rapport de l’accélération sismique est évalué à partir de 
la relation (39). Le tableau 6, résume les valeurs des diffé-
rents paramètres utilisés pour construire le spectre de réponse 
donné en Figure 5. 

Figure 4 : Vue et coupe du réservoir surélevé de capacité 200 m3

Diamètre intérieur de la cuve du réservoir     8,20 m

Hauteur d’eau moyenne dans la cuve He 4,95 m

Hauteur du support du réservoir (fût) 14,50 m

Diamètre intérieur de la tour (fût) 5,00 m

Diamètre extérieur de la tour (fût) 5,40 m

Epaisseur de la tour (fût) 0,20 m
Volume réel du réservoir 200,497 m3

Tableau 1 : Caractéristiques géométriques du réservoir surélevé 
de capacité 200 m3

Masse réelle de l’eau de la cuve Me 200,497 Tonnes

Masse de la cuve vide  Mc 76,532 Tonnes

Masse totale  Mtot 277,030 Tonnes

Masse du support (tour) Mt 118,378 Tonnes

Masse inerte Mi 124,747 Tonnes

Masse M1 229,183 Tonnes

Masse oscillante M0 51,582 Tonnes

Tableau 3 : Evaluation des différentes masses



28	 annales du bâtiment et des travaux publics

Les modes propres wi² (rd/s)² wi (rd/s) Ti (s)

Mode 1 4,29 2,07 3,03

Mode  2 1 388,59 37,26 0,17

Tableau 5 : Evaluation des pulsations et périodes propres

N° Désignation de l’élément résistant Masse (Kg)

1 Masse de la coupole 13 831,70

2 Masse du lanterneau d’aération 1 483,65

3 Masse de la ceinture supérieure 5 807,04

4 Masse de l’acrotère 2 026,33

5 Masse de la cuve cylindrique 22 815,82

6 Masse de la ceinture intermédiaire 5 807,04

7 Masse du tronc de cône 7 147,12

8 Masse de la coupole inférieure 4 804,20

9 Masse de la cheminée 4 645,63

10 Masse de la ceinture inférieure 8 164,00

11 Masse de la tour de support en voile (fût) 118 378,00

12 Masse du radier 123 150,43

13 Masse de l’enduit ordinaire extérieur 6 481,68

14 Masse de l’enduit ordinaire intérieur 1 784,34

15 Masse de l’enduit étanche intérieur 1 784,34

16 Masse de l’enduit de finition extérieur 6 481,68

17 Masse de l’enduit de la chape de ciment sur tronc de cône et coupole inférieure 522,34

18 Masse de l’étanchéité multicouche sur coupole de couverture 3 430,26

Tableau 2 : Masses des différents éléments résistants du réservoir

Pulsation fondamentale de vibration de l’eau dans la cuve wo² 4,29 (rd/s)²

La raideur K1 221,428 KN/m

Moment d’inertie « I » de la section du support (en forme 
d’anneau)

11,06 m4

Module élastique du béton du support E   32 164 195,120   KN/m²

La période fondamentale T 0,19 s

La raideur K0        318 019,425   KN/m

Tableau 4 : Évaluation des raideurs K0 et K1

Coefficient d’accélération de zone	 A = 0,20 Zone de moyenne sismicité, niveau IIa

Pourcentage d’amortissement 10,00 Contreventement en voile de béton armé

Coefficient comportement structure	 R = 2,00 Structure en pendule inverse

Période caractéristique		  T1 = 0,15 Sol meuble de type S3

Période caractéristique		  T2 = 0,50 Sol meuble de type S3

Facteur de qualité		  Q = 1,00 Tous les facteurs sont observés

Facteur de correction d’amortissement = 0,76 Supérieur à 0.7

Tableau 6 : Paramètres utilisés dans le spectre de réponse
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Connaissant la période de chaque mode propre, nous pouvons 
déduire l’accélération maximale pour chaque mode à partir du 
spectre de réponse de la figure 5. La détermination des modes 
propres de vibration (vecteurs propres), consiste à l’évalua-
tion des amplitudes de chaque masse et pour chaque mode de 
vibration par la relation (35). Les résultats sont consignés dans 
le tableau 7.
La force sismique latérale appliquée pour chaque masse « k » 
et pour un mode « i » est donnée par la relation (36) en fonc-
tion du coefficient de distribution γi, qui lui est donné par la 
relation (37). Les résultats sont cosignés dans le tableau 8. 
Lors de l’analyse des sollicitations dynamiques, nous consta-
tons que la contribution du second mode de vibration est plus 
importante que celle du premier mode pour l’évaluation de la 
sollicitation résultante maximale.
Les flèches (Figure 6) dues aux masses M1 et M0 au mode 
« i » sont données par les relations (40) et (41). Les résultats 
sont consignés dans le tableau 9. L’analyse des flèches révèle 
que le déplacement maximal en tête d’ouvrage se produit au 
premier mode de vibration.
La hauteur maximale des vagues (Figure 7), après oscilla-
tion correspondant à chaque mode « i », ainsi que la hauteur 
maximale du pic de l’onde de ballottement correspondant à 

Figure 6 : Flèches des masses M0 et M1 pour chaque mode de 
vibration

Figure 5 : Spectre de réponse

Les modes 
propres

Ti (s) Sai/g a0i a1i

Mode 1 3,03 0,072284 1,00 0,0007

Mode  2 0,17 0,239000 1,00 - 322,47

Tableau 7 : Évaluation des vecteurs propres

Le mode 
« i » Le coef. γi F0i F1i

Mode 1 1,00 3 740,10 11,60 Kg

Mode 2 - 0,00309885 - 38,15 54 662,25 Kg

Sollicitation 
maximale 
résultante

3 740,29 54 662,25 Kg

Point  
d’appli- 
cation

19,75 17,56 m

Tableau 8 : Evaluation des forces sismiques latérales
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l’ensemble des deux modes de vibration, sont donnés par les 
relations (42), (43) et (44). Les résultats sont consignés dans 
le tableau 10. Nous remarquons que la contribution du second 
mode de vibration, pour la détermination de la hauteur maxi-
male du pic de l’onde de ballottement est négligeable devant 
celle du premier mode.
Pour la stabilité au renversement du réservoir, nous devons 
vérifier l’inégalité donnée par la relation (46). Les calculs 
numériques consignés dans le tableau 11, montrent que la sta-
bilité au renversement du réservoir face au séisme est assurée.
La résistance au glissement est calculée sous les combinaisons 
à l’état limite ultime, en utilisant l’inégalité (48). Les calculs 

numériques consignés dans le tableau 12, montrent que la sta-
bilité au glissement du réservoir face au séisme est assurée.
Les contraintes normales de compression et de traction 
qui se développent sur les fibres extrêmes du fût sont esti-
mées par les relations (49 à 53). Les calculs numériques 
consignés dans le tableau 13, montrent que les contraintes 
admissibles en compression et en traction ne sont pas dé-
passées.

Masse du réservoir  
lorsqu’il est plein

539,043 tonnes

Rayon extérieur du radier de 
fondation du château d’eau

5,60 m

Moment stabilisant 29 612 870,83 Nm

Moment de renversement 10 138 846,26 Nm

Coefficient de sécurité 2,92  

Tableau 11 : Évaluation de la stabilité au renversement

F0, résultante maximale de la 
force sismique sur la masse M0 36 692,27

N

F1, résultante maximale de la 
force sismique sur la masse M1 536 236,66

N

Force vertical ultime Nu 7 433 849,13 N

Angle de frottement interne du 
sol de fondation 20,00

°

Cohésion de frottement interne 
du sol de fondation 5 000,00

N/m²

Diamètre du radier général du 
château d’eau 11,20

 m 

Surface du radier général du 
château d’eau 98,52

m²

Résultante de la force horizon-
tale 572 928,93

N

Résultante de la force verticale 2 583 150,99 N

Tableau 12 : Évaluation de la stabilité au glissement

Poids du réservoir plein à la base de la tour                                        
N = 4 079 906,91 N

Moment total de flexion du à l’action sismique                                  
M = 9 737 796,01 Nm

Moment d’inertie de la tour par rapport à l’axe horizontal                    
I = 11,06 m4

Distance de l’axe du réservoir jusqu’à la fibre extrême du support       
v = 2,70 m

Surface horizontale totale de la tour de support 
Ω = 3,27 m²

Contrainte normale de compression sur la fibre supérieure 3,63 Mpa

Contrainte limite admissible de compression 6,25 Mpa

Contrainte normale de traction sur la fibre inférieure 1,13 Mpa

Contrainte limite admissible de traction 3,85 Mpa

Tableau 13 : Analyse des contraintes dans le fût sous sollicitation sismique

Figure 7 : Hauteur maximale des vagues dans la cuve  
pour chaque mode de vibration

Les modes propres X0i (m) X1i (m)

Mode 1 0,165815 0,000116

Mode 2 - 0,000005 0,001685

Tableau 9 : Évaluation des flèches des masses  M1 et M0  
aux modes 1 et 2

Les modes 
propres

θi
dmax,i (m) dmax (m)

Mode 1 0,0604 0,094
0,096

Mode  2 - 0,0006 - 0,016

Tableau 10 : Évaluation de la hauteur maximale des vagues
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4. CONCLUSION 

Sur un exemple réel,  cette étude  simule l’excitation sis-
mique par l’intermédiaire de l’analyse modale spectrale 
telle qu’exposée par le RPA, en introduisant l’effet hydo-
dynamique tel qu’exposé dans le modèle d’Housner. Nous 
montrons que la démarche de résolution proposée n’est pas 
complexe d’utilisation, et s’accommode  aisément  d’une  
programmation avec Matlab ou tout simplement sur un clas-
seur Excel.
L’analyse des contraintes a mis en évidence l’apparition  de 
contraintes de traction verticales à la base du support de 
l’ordre de 1,27 Mpa. Ces contraintes auraient été plus impor-
tantes si la capacité du réservoir avait été plus grande ou si le 
réservoir avait été implanté en zone de forte sismicité. Ces 
contraintes auraient été occultées si l’on n’avait pas considéré 
l’effet hydrodynamique étant donné que le mode est impor-
tant. Selon les travaux de Blume et Boyce, l’effet hydrodyna-
mique peut majorer l’effort tranchant à la base du réservoir de 
façon importante (d’une valeur supérieure à environ 20 %).
Dans cet article, nous avons montré que la négligence du phé-
nomène hydrodynamique sous estimait considérablement les 
contraintes de traction normales verticales agissant dans le 
support. Contrairement à ce qui est énoncé dans le RPA, la 
prise en compte de l’effet hydrodynamique dans les calculs 
des réservoirs, quelque soit leur capacité de stockage et la 
zone sismique, n’est pas un non sens.
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1. Introduction

Le nombre d’ouvrages qui achèvent leur durée de vie ne cesse 
d’augmenter et l’utilisation de matériaux issus de la démo-
lition est une solution pour minimiser l’approvisionnement 
à partir de ressources naturelles. De ce fait, de nombreuses 
études expérimentales ont été réalisées  à l’échelle mondiale 
pour étudier les propriétés des bétons à base de granulats recy-
clés (Xiao, Li et al. 2005; Xiao, Li et al. 2006; Etxeberria, 
Mari et al. 2007; Wardeh, Ghorbel et al. 2014). Des études 
récentes sur le comportement des éléments de structures, 
fabriqués à partir des bétons de granulats recyclés, ont mon-
tré que ces bétons pouvaient être utilisés pour les structures 
(Ajdukiewicz and Kliszczewicz 2007; Fathifazl, Razaqpur et 

al. 2009; Ignjatovic, Marinkovic et al. 2013; Thomas H.-K. 
Kang, Woosuk Kim et al. 2014). Cependant l’utilisation des 
granulats recyclés affecte considérablement la carte des fissu-
rations où le réseau de fissures et leur taille augmentent avec 
le taux de substitution.
Du point de vue des structures, les éléments fabriqués en bé-
tons de granulats recyclés doivent avoir une ductilité adéquate 
permettant d’éviter la rupture instantanée aux états limites 
accidentels et sous sollicitations sismiques. 
La ductilité peut être définie comme la capacité d’un élément 
à pouvoir se déformer de façon inélastique en conservant sa 
capacité portante. 
La ductilité d’une section en béton armé peut être estimée par 
le coefficient de ductilité en courbure, noté µ, qui représente le 

Comportement des structures soumises aux séismes  
Propositions du comité éditorial
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rapport entre la courbure ultime correspondant à l’écrasement 
du béton comprimé et la courbure correspondant à la limite 
d’élasticité de l’acier tendu (Kassoul and Bougara 2010). Elle 
est principalement influencée par les caractéristiques du béton 
et de l’acier aussi bien que par les pourcentages des armatures 
tendues et comprimées. 
L’Eurocode 8 divise les structures en trois classes de ductilité: 
DCL (Classe de Ductilité Limitée), DCM (Classe de Ductilité 
Moyenne) et DCH (Haute Classe de Ductilité). Elle recom-
mande que le facteur de la ductilité en courbure disponible 
dans une poutre soit  supérieur où égal à une valeur minimale 
µmin. De plus, l’EC8 intègre la ductilité dans la vérification du 
pourcentage maximal d’armatures tendues. 
Le présent travail porte sur l’étude du comportement à la 
flexion de poutres fabriquées avec deux bétons possédant la 
même résistance à la compression. Le premier est formu-
lé à base de granulats naturels tandis que le deuxième est 
formulé avec 100% de graviers recyclés issus du recyclage 
d’un béton de démolition. En outre,  le comportement de 118 
poutres retrouvées dans la littérature a été étudié. Les résul-
tats expérimentaux en termes de résistance et de flèche ont 
été comparés aux résultats  prédits par l’EC2. Enfin, l’effet 
des granulats recyclés sur le coefficient de ductilité locale a 
été étudié afin d’améliorer la compréhension du comporte-
ment des éléments des structures incorporant des granulats 
recyclés et pouvant être conçus pour des zones de sismicité 
élevée. 

2. Programme expérimental

2.1. Matériaux utilisés 

Un ciment CALCIA CEM I 52,5 N CE CP2 NF a été utilisé 
avec un sable naturel roulé (S 0/4) et deux types de graviers. 
Le premier est un silico-calcaire naturel semi-concassé (G1 
4/10 et G2 10/20), tandis que le deuxième est recyclé. Les gra-
nulats recyclés sont issus de travaux de démolition et ont été 
traités dans une plate-forme de recyclage. Ils ont été fournis 
par COLAS en 2011 en big-bags et ont été tamisés au labora-
toire en deux coupures : un gravier GR1 (4/10) et un gravier 
GR2 (10/20). La masse volumique réelle des granulats et le 
coefficient d’absorption d’eau à 24h ont été déterminés  par la 
méthode de pycnomètre selon la norme NF EN 1097-6. Ces 
deux propriétés fondamentales déterminent la quantité d’eau 
de gâchage du béton et par conséquent ses propriétés phy-
siques et mécaniques.  
Les propriétés physiques des granulats naturels et recyclés sont 
présentées dans le Tableau 1. Nous constatons que les granulats 
recyclés sont caractérisés par une masse volumique plus faible 

et une capacité d’absorption d’eau plus importante que les gra-
nulats naturels. Enfin, le superplastifiant utilisé est le Cimfluid 
3002 composé de 30% d’extrait sec et de 70% d’eau. 
Les barres d’armature utilisées sont de type Haute Adhérence, 
notées HA. Les valeurs du module d’élasticité et de la limite 
élastique sont respectivement  Es=200 GPa et fy=500 MPa, 
avec une déformation ultime mesurée de 10%.

2.2. Composition des bétons

Dans le cadre de cette étude deux bétons ont été formulés pour 
la fabrication de deux séries de poutres : un béton de référence 
à graviers naturels, noté NAC, et un béton à 100% graviers 
recyclés appelé RAC100. Les deux bétons sont de classe de 
consistance S4 et de classe de résistance C35/45 et la méthode 
de formulation est détaillée dans Wardeh et al (Wardeh, Ghor-
bel et al. 2014)  Le béton de référence a été formulé avec une 
quantité de ciment de 360 kg/m3 et un rapport E/C de 0,5. Le 
squelette granulaire a été optimisé en mesurant la compacité 
de plusieurs mélanges granulaires à l’aide d’une table vi-
brante. Pour le béton de graviers naturels, les proportions opti-
males du sable, du gravier G1 et du gravier G2 dans le mé-
lange est telle que 2

1 2 3
S

G G
=

+

 et 1 1
2 2

G
G

=
. Enfin, le dosage 

du superplastifiant a été ajusté expérimentalement afin d’obte-
nir un affaissement au cône d’Abrams de 18±2 cm.
Pour le béton RAC100, les graviers naturels ont été remplacés, 
en volume, par les graviers recyclés GR1 et GR2. Les granu-
lats recyclés ont été considérés secs dans la composition et la 
quantité d’eau absorbée par ces matériaux a été ajoutée à l’eau 
de gâchage. De plus, compte tenu de la quantité d’eau impor-
tante ajoutée à l’eau de gâchage, une quantité supplémentaire 
de ciment a été ajoutée de telle sorte que le rapport E/C reste 
constant. Les proportions de ces matériaux sont données dans 
le Tableau 2. On définit l’eau efficace, Eeff, la quantité d’eau 
totale, Etot, moins l’eau absorbée par les granulats en 24 heures 
WA24, (Eeff = Etot –Eg avec Eg= WA24 x MG). Nous remarquons 
à travers les résultats obtenus à l’état frais que les deux bétons 
satisfont à la maniabilité requise. Nous constatons également 
une diminution de la masse volumique du béton à graviers 
recyclés, accompagnée d’une augmentation du volume de 
l’air occlus. Pour chaque béton, des éprouvettes cylindriques 
16x32 cm ont été préparées afin de déterminer leurs propriétés 
mécaniques. Les résultats des propriétés mécaniques montrent 
qu’à une résistance à la compression égale, la substitution des 
graviers naturels par des graviers recyclés affecte la résistance 
à la traction ainsi que le module d’élasticité.
De plus, 19 formulations de Sato et al. (Sato, Maruyama et 
al. 2007), 7 formulations de Kang et al. (Thomas H.-K. Kang, 
Woosuk Kim et al. 2014), 4 de Ignjatovic et al. (Ignjatovic, 

Sable G1 G2 GR1 GR2

Masse volumique  (kg/m3) 2550 2510 2510 2240 2240

Coefficient d’absorption, WA24 (%) 1,4 1,6 1,8 8,0 6,5

Moule de finesse 2.7 - - - -

Tableau 1. Caractéristiques des granulats
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Marinkovic et al. 2013), et 17 formulations de Ajdukiewicz 
and Kliszczewicz (Ajdukiewicz and Kliszczewicz 2007) ont 
été tirées de la littérature. Puisque les auteurs ne définissent 
pas le taux de remplacement de la même manière, un nouveau 
taux de substitution équivalent, nommé r, est introduit dans ce 
travail. Ce paramètre est défini par l’expression suivante:

	 ra

ra na

Vr
V V

=
+

	 [1]

Avec :
Vna : le volume des granulats naturels, Vra : le volume des gra-
nulats recyclés.
Le taux, r, est égal à 1 lorsque le sable et le gravier sont entiè-
rement remplacés par des granulats recyclés.  Sur la base de 
cette définition les taux équivalents de substitution pour les 
bétons étudiés dans ce travail sont 0 pour NAC et 0.4 pour 
RAC100. Concernant les bétons de la littérature ce taux varie 
entre 0 et 1. 

2.3. Description des poutres étudiées

Deux poutres en béton NAC et deux en RAC100 ont été mises 
en œuvre. La section transversale est de 20x25 cm et la lon-
gueur totale de ces poutres est de 1,70 m pour une portée entre 
appuis de 1,50 m. Les poutres sont ferraillées longitudinale-
ment avec deux types d’armatures, 2HA14 afin de favoriser 
la ruine par la plastification de l’acier tendu, et 2HA16 pour 
que la ruine se fasse par l’écrasement du béton comprimé. Le 
taux de renoncement pour les deux configurations est r=0.6% 
et 0.8% respectivement. 
Les caractéristiques géométriques, ainsi que le plan de fer-
raillage des poutres, sont présentés sur la Figure 1.
De plus, 36 poutres (15x20x220 cm) présentées dans le pa-
pier de Sato et al. (Sato, Maruyama et al. 2007), 28 poutres 
(13x27x270 cm) de Kang et al. (Thomas H.-K. Kang, Woo-
suk Kim et al. 2014), 9 poutres (20x30x300 cm) de Ignjato-
vic et al (Ignjatovic, Marinkovic et al. 2013), et 48 poutres 

NAC RAC100

Dosage

Ciment (kg/m3) 360 448

Eau efficace (Eeff) (kg/m3) 180 180

Eau additionnée (Eg) (kg/m3) - 53

Sable (kg/m3) 703 930

Graviers  naturels G1 (kg/m3) 346 -

Graviers naturels  G2 (kg/m3) 692 -

Graviers recyclés GR1 (kg/m3) - 218

Graviers recyclés GR2 (kg/m3) - 326

Superplastifiant (l/m3) 1,25 1,25

Eeff/C 0,50 0,40

Etot/C 0,50 0,52

Volume de pâte (%) 29,6 37,8

Masse volumique théorique (kg/m3) 2280 2155

Propriétés à l’état frais

Air occlus (%) 1,8±0,3 2,5±0,2

Affaissement (cm) 18±0,7 20 ±1,4

Masse volumique réelle (kg/m3) 2287 ± 3% 2159 ± 1%

Propriétés à l’état durci

fc (MPa) 38,6±0,9 39,2±0,5

ft (MPa) 3,6±0,3 3,0±0,4

E (GPa) 39,4±1.0 30,4±1,1

Tableau 2. Proportions des compositions de bétons étudiés

Figure 1. Géométrie et plan de ferraillage des poutres étudiées.
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(20x30x240 cm) de Ajdukiewicz and Kliszczewicz (Ajdu-
kiewicz and Kliszczewicz 2007), ont été considérées à titre 
de comparaison. Pour toutes ces poutres des granulats recy-
clés ont été utilisés à plusieurs taux de substitution. De plus, 
ces chercheurs ont utilisé plusieurs taux de renforcement qui 
varient entre 0.3 et 2.1%.

2.4. Méthodes expérimentales

Les poutres du présent travail ont été testées à la flexion 4 
points à l’aide d’une presse 3R de capacité de 300 kN à as-
servissement mécanique et pilotée à vitesse de déplacement 
constante de 0.06 mm/s. La flèche à mi- portée a été mesurée à 
l’aide d’un capteur de déplacement LVDT de 10 cm de course, 
positionné sur la fibre inférieure. Les poutres tirées de la litté-
rature ont été testées de la même manière. 

3. Résultats et discussion

3.1. Comportement à la flexion  
des poutres et schémas  de fissuration

Les résultats des essais de flexion sont présentés figure 1 où 
il peut être observé que la flèche des poutres en béton de gra-
viers recyclés est plus importante que celle des poutres en bé-
ton de granulats naturels quel que soit le taux de renforcement. 
Cette différence s’explique d’une part par la différence des 
modules d’élasticité et d’autre part par un état de fissuration 
plus important pour la poutre en béton à graviers recyclés.
Pour toutes les poutres le mode de rupture observé était une 
plastification de l’acier tendu suivie par l’écrasement du béton 
comprimé. Vers la fin des tests, des fissures inclinées, dues à 
l’effort  de cisaillement, apparaissaient  près des appuis. 
Les schémas de fissuration tracés à la fin des essais de flexion, 
sont similaires d’une manière générale pour toutes les poutres. 
Il est à noter que les fissures dues au moment fléchissant (fissure 

entre les points d’application de la charge) et à l’effort tranchant 
(fissures inclinées près des appuis) apparaissent à des charges 
inférieures pour les poutres RAC100  par rapport aux poutres 
NAC. Il a également été constaté que le nombre de fissures 
augmente lorsque les graviers recyclés sont employés. Cet état 
d’endommagement plus marqué est accompagné d’une dimi-
nution de l’espacement entre les fissures, d’une augmentation 
de la largeur de la zone fissurée et sur la fin d’une augmentation 
de la hauteur des fissures. Les mêmes observations peuvent être 
généralisées pour les poutres  de la littérature. 
L’évolution de la somme des fissures en fonction de la charge 
appliquée est illustrée figure 2. Lorsque le niveau de charge-
ment est faible l’influence des granulats recyclés n’est pas si-
gnificative. Pour des charges supérieures le nombre de fissures 
augmente rapidement.
L’augmentation du nombre de fissures traduit une diminution 
de la rigidité au fur et à mesure de l’augmentation de la charge 
et dépend de l’adhérence entre l’armature et le béton. L’évo-
lution du nombre de fissures en fonction de la charge peut être 
modélisée par l’équation suivante:

	 ( )cr crN F F= 	 [2]

Avec Ncr : le nombre de fissures, α  un coefficient de corréla-
tion,  F : la charge appliquée, Fcr : la charge correspondant à 
l’apparition de la première fissure. 
Les résultats de l’équation 1 sont représentés sur la figure 2 
où il peut être observé que la pente, α, dépend à la fois de la 
nature du béton utilisé et du taux de renforcement. Cette pente 
est évidemment plus importante lorsque les granulats recyclés 
sont employés avec un taux de renforcement faible. 

3.2. Analyse comparative des résultats

Les résultats expérimentaux sont représentés sur la figure 3 
pour My et Mu qui correspondent respectivement au moment 
du début de la plastification de l’acier tendu  et au moment 
ultime. Sur ces figures, les résultats des poutres en granu-
lats recyclés sont représentés par rapport aux poutres de 

Figure 2 : Courbes force-flèche des poutres étudiées. 
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Figure 3 : Evolution du nombre de fissures

Figure 4 : Influence des granulats recyclés sur la capacité portante des poutres.
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référence en granulats naturels et en fonction du taux équi-
valent de substitution, r (cf équation 1). Il peut être constaté 
que le moment My pour les poutres en granulats recyclés 
est pratiquement le même que pour les poutres de référence 
quelque soit le taux de substitution. Le rapport moyen entre 
les valeurs est de 1.0 avec un écart type de 4%. La faible dis-
persion des résultats peut être expliquée par le fait que pour 
chaque série de formulations, le rapport moyen entre la résis-
tance à la compression du béton de granulats recyclés et celle 
du béton  de granulats naturels est de 0.93 avec un écart type  
de11%. En ce qui concerne les moments ultimes, l’analyse 
des résultats montre que le rapport moyen est de 0.99 avec 
un écart type de 5%. Il  est également à noter que le moment 
de fissuration pour les poutres en béton de granulats recyclés 
est plus faible que celui des poutres en béton de granulats 
naturels. Cette diminution s’explique par la diminution de 
la résistance à la traction lorsque les granulats recyclés sont 
incorporés dans le béton. 
La flèche relative au moment de fissuration diminue en géné-
ral pour les poutres en béton des granulats recyclés puisque 
le moment diminue. Sur la figure 4 on peut observer que la 
flèche Dy correspondant à My est plus importante pour les 
poutres en béton de granulats recyclés. Le rapport moyen Dy/
Dy0 est de 1.04 avec un écart type de 7.5%. Cette légère aug-
mentation peut être expliquée par la faible rigidité des poutres 
en granulats recyclés par rapport aux poutres de référence.  

Enfin, la flèche Du, relative au moment ultime Mu dépend de 
la résistance à la compression pour un taux de substitution et 
un taux de renforcement donnés. En effet, cette flèche diminue 
quand la résistance à la compression diminue. 

4. Comparaison entre  
les résultats expérimentaux  
et les normes EC2 et EC8

La relation contrainte-déformation, sc-ec,  adoptée par l’EC2  
pour le béton est la loi parabole - rectangle (Figure 5.1). La re-
lation complète se donne par l’équation suivante (Eurocode2 
2004) : 
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Figure 6 : a) courbe contrainte-déformation du béton, b) comportement d’une section à l’état ultime

Figure 5 : Influence des granulats recyclés sur la flèche correspondant à My
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La déformation ultime ecu2 est donnée par l’expression sui-
vante :

	 ( )
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Pour la zone comprimée dans une section transversale, un dia-
gramme de contraintes uniformes est admis comme l’illustre 
la figure 5.b avec h et l deux coefficients qui dépendent de la 
résistance à la compression. Pour fcd £ 50 MPa, h=1 et l=0,8.
Pour ce qui concerne l’acier, une relation contrainte-déforma-
tion  elastoplastique avec un palier horizontal a été adoptée. 
L'acier de béton armé doit présenter une ductilité adéquate. La 
valeur caractéristique de la déformation maximale, euk, dépend 
de la classe de ductilité choisie et est limitée 2.5% pour la 
classe A, 5% pour la classe B et 7.5% pour la classe C. Par 
ailleurs, la valeur de calcul recommandé eud est égale à 0.9 euk.. 
Pour la suite du calcul, une classe de ductilité normale, classe 
A, a été retenue pour l’acier si les résultats d’essais ne sont pas 
fournis par les auteurs. 
Le coefficient de ductilité en courbure d’une section en béton 
armé est défini par le rapport entre la courbure ultime et la 
courbure élastique. soit :

	 e

u
μ = 	 [5]

fe définit la courbure à la fin de  la phase élastique tandis que fu 
définit la courbure à la fin de l’état limite ultime correspondant à 
la rupture de la section par écrasement du béton comprimé avant 
que la déformation dans les armatures tendues atteigne eud.
La recherche des courbures élastique et ultime revient à déter-
miner pour une déformation (ec ou es) donnée  la position de 
l’axe neutre qui définit la hauteur du bloc de béton comprimé 
(Figure 5.b). L’équation de l’équilibre statique des efforts in-
ternes sollicitant la section s’écrit sous la forme :

 	 0C SF F+ = 	 [6]

Dans le cas d’une section rectangulaire sans armature compri-
mée, la force dans le bloc du béton comprimé devient :

 	
0

( )
x

CF b dx= 	 [7]

La force équivalente dans les armatures a pour expression :

 	 S s sF A= 	 [8]

L’équation 6 est non linéaire et la position exacte de l’axe 
neutre a été trouvée numériquement par la méthode de New-
ton à l’aide de la fonction fsolve de Matlab. Les courbures 
associées aux conditions ultimes et élastiques se donnent par 
les expressions suivantes :

	 2cu
u

ux
=  et sy

e
yd x

= 	 [9]

Avec xu  : la hauteur du bloc de béton à l’état limite ultime, 
xy : la hauteur du bloc de béton au début de la plastification de 
l’acier tendu et  esy=fy/Es, la déformation de l’acier à la fin de 
la phase élastique. 
Pour chaque  état de contraintes, le moment interne s’écrit 
sous la forme :

 ( )c gM F d x=

D’où xg est la position du centre de gravité du béton comprimé 
par rapport à la fibre supérieure de la section. 
L’analyse des résultats montrent que :
A un taux de renforcement donné,  la ductilité est d’autant plus 
élevée que la résistance à la compression est importante,
Inversement, pour la même classe de résistance à la compres-
sion, la ductilité diminue en augmentant le taux de renforce-
ment,
La ductilité diminue légèrement en augmentant le taux de 
substitution en granulats recyclés. Pour la même classe de 
résistance à la compression et le taux de renforcement, la di-
minution  est de l’ordre de 3%  si le taux de substitution est 
égal à 1,0. 
La figure 6 représente la variation de la ductilité en fonc-
tion du rapport entre le taux de renforcement,r, et le taux de 

Figure 7 : variation du coefficient de ductilité en fonction de r/rb.
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renforcement d’équilibre rb. A partir des résultats tracés on 
peut remarquer que pour la même classe de résistance à la 
compression, la ductilité diminue lorsque le  rapport r/rb aug-
mente. En général et afin de s’assurer d’une classe de ductilité 
moyenne DCM selon l’EC8 (µ>5) le rapport r/rb doit être infé-
rieur à 0.6 indépendamment de la résistance à la compression 
et de la nature des granulats utilisés. 

5. Conclusions

La résistance à la flexion et la ductilité des poutres en béton 
de granulats naturels et en béton de granulats recyclés  ont été 
étudiées dans ce travail. L’analyse des résultats conduit aux 
conclusions suivantes :
à résistance mécanique égale, le béton de graviers recyclés a 
une résistance à la traction et un module d’élasticité inférieurs 
à ceux du béton de graviers naturels.
les poutres fabriquées en béton de graviers recyclés ont des 
résistances ultimes similaires à celles du béton de référence 
mais avec des flèches et des états de fissuration significative-
ment plus importants.
Les résultats de la  résistance à la flexion sont en accord 
avec les prédictions de l’EC2 en utilisant la loi parabole-
rectangle pour le béton et le modèle elasto-plastique parfait 
pour l’acier.
Les principaux paramètres structuraux qui déterminent la duc-
tilité en flexion sont, pour une classe donnée de la résistance à 
la compression, le taux de renforcement et le rapport r/rb.
L’introduction des granulats recyclés n’affecte pas le comporte-
ment à la flexion si la résistance à la compression est conservée. 
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CONTEXTE GÉNÉRAL
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Quand un article est le prolongement d’un colloque ou d’une rencontre scientifique, l’auteur devra donc veiller
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revue, en montrant en particulier dans l’introduction et la conclusion quels étaient ses grands objectifs. Il ne s’ap-
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