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Sur l’effet du retrait et du fluage sur la performance sismique des piles de ponts isolés  
à la base faiblement armées 

 
Wissal BELGHITH 

 
RÉSUMÉ 

 
L’isolation sismique à la base des ponts est de plus en plus utilisée dans les zones à sismicité 
modérée et élevée pour protéger les ponts dans un souci d’optimisation et d’économie des 
ressources. Néanmoins, malgré la réduction très importante de la demande sismique dans les 
piles des ponts isolés, le taux de renforcement ne peut être abaissé en deçà d’un seuil minimal 
prescrit par le code et ce, essentiellement, pour les effets de fluage et de retrait. C’est dans ce 
contexte que s’inscrit le présent projet de recherche.  L’objectif principal du projet de recherche 
est l’évaluation de l’effet de la diminution du taux de renforcement longitudinal sur la 
performance sismique et le niveau de dommages dans les piles des ponts isolés à la base avec 
la prise en compte de l’effet des déformations différées de fluage et de retrait. Le taux minimum 
d’armatures longitudinales dans les colonnes de ponts exigé par le code canadien sur le calcul 
des ponts routiers (CSA-S6-14) est de 0,8 %. Cependant, plusieurs travaux de recherche 
récents supportent la possibilité d’assouplir cette exigence et d’abaisser cette limite inférieure 
sous réserve de prévoir un confinement adéquat des zones critiques. En revanche, cette valeur 
vise principalement à protéger les piles contre les effets du retrait et du fluage, lesquels n’ont 
pas été pris en compte dans ces études concernant la performance sismique de telles piles. Afin 
de vérifier les conclusions de ces recherches, une considération de l’effet structural des 
déformations différées du béton doit être réalisée lors de l’analyse de la performance sismique 
des piles faiblement armées. 
 
Dans le cadre de ce projet, un pont typique à deux travées, avec superstructure préfabriquée, 
supporté par une pile centrale, composée de trois colonnes en béton armé, isolé à la base a été 
utilisé comme cas d’étude. Plusieurs variantes de ce pont ont été conçues et leurs performances 
sismiques évaluées au moyen d’analyses temporelles non-linéaires. Des analyses statiques non 
linéaires ont été aussi réalisées afin d’évaluer le comportement des piles et leur état initial, 
préalablement au séisme, sous l’effet du retrait et du fluage. La méthode de construction par 
étapes et le modèle de CEB-FIP 2010 ont été utilisés durant cette étude pour la prédiction des 
effets du retrait et du fluage et leur modélisation. Les accélérogrammes utilisés lors des 
analyses temporelles non linéaires pour les deux régions de l’Est du Canada (Montréal) et de 
l’Ouest du Canada (Vancouver) ont été calibrés sur le spectre d’accélération du code  
CSA-S6-14. Deux taux de renforcement ont été considérés pour l’étude : le taux minimum de 
0,8 % prescrit par le code et un taux de 0,5 % requis selon la demande sismique du pont. Les 
sections rectangulaires des colonnes, au niveau de la zone de la rotule plastique, sont 
modélisées par des éléments fibres afin d’étudier l’étendue et le niveau des dommages sous 
l’effet du séisme. Les résultats obtenus montrent que toutes les variantes des ponts étudiés se 
comportent essentiellement dans le domaine élastique et sans dommages significatifs, 
conformément aux exigences de performance du code CSA-S6-14 pour les ponts essentiels. À 
cet effet, la valeur minimale du taux de renforcement prescrite par le code pourrait être réduite 
à 0,5 % sans compromettre la performance sismique du pont étudié. Néanmoins, l’effet du 
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retrait et du fluage est influencé par plusieurs paramètres reliés à la structure du pont et des 
piles et des études additionnelles sont requises pour généraliser ces résultats. 
 
 
Mots-clés : retrait, fluage, isolation sismique, taux d’armatures longitudinales, performance 
sismique, analyse temporelle non linéaire, construction par étapes, comportement sismique 
bidirectionnel. 



 

On the effect of shrinkage and creep on the seismic performance of base-isolated bridge 
piers with low reinforcement ratios 

 
Wissal BELGHITH 

 
ABSTRACT 

 
For the sake of economy and optimization, seismic base-isolation of bridges is increasingly 
used to protect bridges from earthquakes in areas with moderate to high seismicity. 
Nevertheless, despite the very significant reduction in seismic demand for such bridges’ piers, 
the longitudinal reinforcement ratio cannot be lowered below a minimum threshold prescribed 
by the code, mainly to control creep and shrinkage effects. In this context, the present research 
project aims to evaluate the effect of the lowering of the minimum longitudinal reinforcement 
ratio on the seismic performance and the level of damage within piers of base-isolated bridges, 
with the consideration of creep and shrinkage effects. The minimum longitudinal 
reinforcement ratio in bridge columns specified by the Canadian Highway Bridge Design Code 
(CSA-S6-14) is 0,8 %. However, several recent research studies support the possibility of 
relaxing this requirement and lowering this limit below 0,8 % while providing an adequate 
confining of critical zones. On the other hand, this value was initially mainly intended to 
protect the columns from the effects of shrinkage and creep, which have not been considered 
in these previous studies. In this respect, in order to validate the conclusions of these studies, 
a consideration of the structural effects of shrinkage and creep should be included in the 
analysis of seismic performance of such bridge piers with low reinforcement. 
 
A typical two spans base-isolated bridge, with prefabricated superstructure, and supported by 
a central column-bent pier, is considered as a case study. Different variants of the case study 
bridge were designed, and the seismic performances of their central piers evaluated through 
non-linear time history analysis results. In order to include shrinkage and creep effects, the 
initial state of the bridge, preceding the earthquake, is determined following non-linear static 
analysis simulating the shrinkage and creep for different time periods (ages of the bridge). The 
staged construction method and the CEB-FIP 2010 model were used during this study to 
predict the effects of shrinkage and creep. Two Canadian site locations, Montreal in the East 
and Vancouver in the West, were considered. The seismic records were calibrated on the  
CSA-S6-14 design spectra for these locations. Two reinforcement ratios were considered in 
this study: (a) The minimum reinforcement ratio of 0,8 % as prescribed by the code and  
(b) a ratio of 0,5 % as required by the seismic demand of the bridge pier. The rectangular 
sections of the columns are modelled using fibre elements at the expected zones of plastic 
hinge formation, in order to track the extent and level of damage under the effect of the 
earthquake. The results obtained show that all the studied bridge variants behave essentially in 
the elastic range without significant damage, in accordance with the minimum performance 
requirements of the CSA-S6-14 code for lifeline bridges. For this case study, it was shown that 
the minimum reinforcement ratio prescribed by the code could be lowered to 0,5 % without 
compromising the seismic performance of the bridge piers. However, shrinkage and creep 
depend on many bridge and pier structural parameters and further studies are required before 
generalising this finding. 
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Keywords: shrinkage, creep, seismic isolation, longitudinal reinforcement rate, seismic 
performance, nonlinear temporal analysis, staged construction, bidirectional seismic 
behaviour. 
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INTRODUCTION 
 

Généralités et problématique 
 

Dans les circonstances de l’économie actuelle, basée sur la concurrence tout en favorisant le 

développement durable, l’optimisation des ressources devient une évidence et non un choix. 

Le domaine de la construction ne déroge pas à cette règle à cause, entre-autre, de 

l’augmentation du coût des matériaux et de la main d’œuvre. Plus précisément, le domaine de 

construction des ponts dans les zones à sismicité modérée à élevée est des plus concernés par 

cette règle étant données les exigences sévères des codes de conception parasismique 

modernes. 

 

Les ponts sont des structures névralgiques du réseau routier. Ils se distinguent non seulement 

par leur construction et leur réhabilitation très coûteuses, mais aussi par leur vulnérabilité lors 

de séismes importants. Les constats réalisés sur les sites après des évènements sismiques 

majeurs ont montré que l’effondrement des ponts durant ces évènements était généralement la 

conséquence des dommages subis par les piles. En effet, dans le cas des ponts, les piles sont 

les éléments principaux qui assurent la stabilité globale de l’ouvrage face au séisme, 

notamment par l’absorption de l’énergie sismique par déformation inélastique lorsque leurs 

capacités en force sont dépassées.  

  

Les recherches antérieures ont montré que la vulnérabilité sismique des piles de ponts est liée 

à une mauvaise conception parasismique et à un manque du confinement du béton 

principalement dans les zones de rotules plastiques plutôt qu’à une carence d’acier d’armatures 

longitudinales (Priestley & Benzoni, 1996; Khaled, 2011).  

 

Le code canadien sur le calcul des ponts routiers (CSA-S6-14) spécifie une valeur minimale 

du taux d’armatures longitudinales dans les piles de ponts de 0,8 % pour les piles colonnes et 

de 0,25 % pour les piles mur.  
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Le taux d’armature minimum de 0,8 % est appliqué pour tous les types de ponts, y compris les 

ponts munis de la technologie d’isolation sismique à la base. Or, il s’avère qu’assez souvent, 

le taux d’armatures dans les colonnes des ponts est gouverné par la valeur minimale spécifiée 

par le code. Ceci est d’autant plus vrai dans le cas des ponts isolés à la base, notamment dans 

les zones à sismicité modérée comme la plupart des localités du Québec.  

 

Dans un tel contexte, la réduction du taux d’armatures longitudinales serait souhaitable et 

entraînerait des économies substantielles en termes de coûts de matériaux, de transport et de 

main-d'œuvre, ainsi qu’une réduction importante de la congestion d’armature dans les piles de 

ponts. 

 

De ce fait, plusieurs recherches ont été menées afin d’évaluer la possibilité d’abaisser la 

quantité minimale d’armatures longitudinales dans les piles de ponts. Les résultats de ces 

recherches ont montré qu’un assouplissement du taux d’armature longitudinale minimale à une 

valeur de 0,5 % pour les ponts était possible moyennant un confinement adéquat des zones 

critiques des piles. 

 

Le taux minimum de 0,8 % d’armature longitudinale dans les piles de ponts, exigé par le code 

canadien de pont (CSA-S6-14) vise entre autres à empêcher les modes de rupture en flexion 

fragile et à contrôler la redistribution des charges axiales dans les colonnes dues au fluage et 

au retrait. Cependant, les recherches antérieures effectuées dans le but de réduire le taux 

minimum d’armatures longitudinales ne tiennent pas compte de l’interaction du retrait et du 

fluage avec la quantité minimale d’armatures sur la performance sismique des piles. C’est dans 

ce contexte que s’inscrit notre projet de recherche.  
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Objectifs 
 

L’objectif principal visé par la présente recherche est d’étudier l’influence de la réduction du 

taux minimum d’acier d’armature longitudinale sur la performance sismique des ponts isolés 

à la base en tenant compte du fluage et du retrait. Cet objectif est subdivisé en sous-objectifs, 

cités ci-dessous :  

 

1. Comprendre les phénomènes de retrait et de fluage du béton et sélectionner une loi 

constitutive adéquate qui relie la déformation aux différents paramètres affectant ces 

phénomènes.   

2. Développer un modèle et évaluer l’effet structural des phénomènes de retrait et de 

fluage sur l’état initial, précédant le séisme, des contraintes et déformations dans les 

zones critiques des colonnes formant les piles de ponts. 

3. Développer un modèle et étudier l’influence du retrait et du fluage, via leur impact sur 

l’état initial des contraintes et déformations, sur la performance sismique d’un cas 

d’étude de piles de ponts isolés à la base avec de faibles taux d’armature longitudinale 

pouvant être inférieurs au seuil minimal spécifié par le code canadien, CSA-S6-14; 

4. Évaluer les conséquences de l’abaissement du taux d’armature minimale longitudinale 

dans les piles de ponts à une valeur de 0,5 % pour un cas d’étude de pile de pont isolé 

à la base en tenant compte des phénomènes du retrait et du fluage. 

 

Méthodologie 
 

La méthodologie suivie afin de contribuer à répondre à la problématique de cette étude et 

d’atteindre les objectifs visés par cette recherche est résumée ci-après : 

 

1. Réalisation d’une revue de littérature exhaustive sur les phénomènes du retrait et du 

fluage, les dispositions constructives que les normes exigent vis-à-vis de ces deux 

phénomènes,  leur influence sur l’armature minimale, les approches pour les modéliser 
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et sur les différents modèles et méthodes pratiques de leur inclusion dans les analyses 

structurales; 

2. Choix du modèle mathématique et de l’échéancier des travaux appropriés pour la 

modélisation des phénomènes du retrait et du fluage du béton; 

3. Modélisation de deux variantes d’un pont isolé à la base pour les deux régions du 

Canada à l’étude (Montréal à l’Est et Vancouver à l’Ouest) qui serviront comme cas 

d’étude, et implantations des modèles de retrait et de fluage approprié sur chaque 

variante de pont; 

4. Modélisation des variantes du pont étudiées avec incorporation d’une discrétisation en 

éléments fibres de la zone de rotule plastique. Plusieurs sous-variantes impliquant 

différents taux d’armature longitudinale, égal à 0,5 % (requis selon la demande 

sismique) et à 0,8 % (le minimum prescrit par le code) sont préparées; 

5. Exécution d’analyses statiques non linéaires afin d’extraire les effets des phénomènes 

dépendant du temps du béton sur la structure avant qu’un tremblement de terre ne se 

produise; 

6. Exécution d’analyses dynamiques temporelles non linéaires avec et sans prise en 

compte de l’altération de l’état initial de la structure, induit par le fluage et le retrait, et 

évaluation de la performance sismique des sous-variantes considérées; 

7. Analyse et discussion des résultats obtenus et dégagement de l’effet des phénomènes 

du retrait et du fluage sur les piles de ponts avant le séisme et sur leurs performances 

sismiques.    

 

Limites de l’étude 
 

Le présent projet de recherche se limite à étudier le comportement sismique des ponts droits 

réguliers et isolés à la base sous l’effet du retrait et du fluage du béton. Uniquement un cas de 

pont à deux travées soutenues par un portique à trois colonnes rectangulaires formant un cadre 

rigide dans la direction transversale du pont est considéré dans cette étude. À cause de la grande 

quantité de calculs nécessaires pour les analyses dynamiques non linéaires, la variation de 

plusieurs paramètres qui affectent considérablement l’effet des phénomènes dépendant du 
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temps du béton se trouve hors de portée de cette recherche, comme la géométrie du pont, le 

type de pile, la rigidité du chevêtre et le type du ciment. La variation des caractéristiques et de 

la répartition du système d’isolation ne sont pas également prises en considération. Néanmoins, 

la présente recherche jette les jalons et présente une approche pour effectuer une telle étude 

paramétrique dans le but de dégager des conclusions plus générales et plus complètes en 

réponse à la problématique posée. 

 

Organisation du mémoire 
 

Le mémoire s’articule en cinq chapitres en plus de la présente introduction, permettant de 

concrétiser l’objectif cible de cette recherche. L’organigramme présenté dans la figure 0.1  

ci-après montre l’organisation du mémoire.  

 

 
Figure 0.1 Organisation du mémoire 





 

CHAPITRE 1 
 
 

REVUE DE LA LITTÉRATURE 

Ce chapitre présente une revue d’études antérieures portant principalement sur les phénomènes 

du retrait et du fluage, leur modélisation ainsi que leur relation avec l’armature minimale des 

piles spécifiée par les codes des ponts routiers. 

 

1.1 Généralité  

1.1.1 Types de comportement et conception basée sur la performance   

Lors de fortes secousses sismiques, plusieurs types de ruptures peuvent survenir dans les piles 

de ponts. Généralement, les ruptures peuvent être associées à deux types de comportements. 

Le premier est le comportement fragile comme pour les ruptures en cisaillement, qui sont 

généralement causées par le manque d’armatures transversales ou le chevauchement des barres 

au niveau de la zone de formation de la rotule plastique. Le deuxième est le comportement à 

ductilité limitée comme pour les ruptures en flexion-cisaillement, lesquelles peuvent survenir 

lors de la réduction rapide du taux d’armature longitudinale hors de la zone de rotule plastique 

(Garneau, 2015). Les différents comportements hystérétiques caractérisant les types de 

ruptures sont présentés dans la figure 1.1. 

 

 
Figure 1.1 Résultats d’essais cycliques quasi-statiques en laboratoire sur des colonnes 

rectangulaires d’aspect H/D=2 présentant différents types de comportement   
(a) Comportement adéquat; (b) Comportement fragile; (c) Comportement à ductilité limitée 

Adaptée de Priestley et al. (1994) 
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Les dommages causés par les tremblements de terre des dernières décennies ont mis en 

évidence que le comportement et le niveau d’endommagement des structures sont plutôt dictés 

par la demande en déformations inélastiques de leurs éléments ductiles et non par le niveau de 

force sismique sollicitant la structure (Garneau, 2015). Depuis les années 1970, les codes de 

conception parasismique n’ont cessé d’évoluer pour refléter l’avancement des connaissances 

dans le domaine. Au début des années 1990, l’introduction et l’adoption du concept de la 

conception basée sur la performance (CBP) a été entamé. Ce type de conception occupe 

désormais une place prépondérante dans les nouveaux codes des ponts (Canadian Standards 

Association, 2014). 

 

L’approche de la conception basée sur la performance consiste à déterminer le niveau 

d’endommagement et de service de la structure à la suite d’un séisme majeur et de séismes de 

moindre importance. La performance sismique d’une structure est qualifiée selon plusieurs 

échelons graduels allant d’aucun dommage et la pleine fonctionnalité à la ruine et la perte totale 

de la structure, renseignant sur les moyens qui seront nécessaires à une remise en fonction du 

pont (Gauron, Saidou, Busson, & Paultre, 2014). 

 

1.1.2 Les différents concepts de dimensionnement parasismique 

Généralement on distingue trois concepts de dimensionnement parasismique tel que résumé 

dans la figure 1.2. Ces concepts sont les suivants (Gauron et al., 2014) : 

• le dimensionnement élastique : la structure est conçue pour demeurer élastique en cas de 

séisme. Cependant, lorsque le séisme atteint la pleine capacité de la structure, une 

redistribution des efforts peut se produire, qui peut être très différente de la distribution 

attendue à l’étape de conception; 

• le dimensionnement basé sur le calcul à la capacité : permet de diminuer la demande 

sismique tout en concevant les zones de formation de rotules plastiques de façon à présenter 

un comportement ductile lors d’un séisme; 

• l’isolation sismique à la base : consiste à découpler les mouvements du sol de la 

superstructure, via le recours des appareils d’appuis spéciaux, dits isolateurs sismiques.  En 
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ce faisant, la demande sismique en force est grandement réduite de sorte que, le cas échéant,  

l’ouvrage demeure élastique et pleinement opérationnel après le séisme. 

 
Figure 1.2 Comparaison des trois méthodes de conception parasismique  

(a) Dimensionnement élastique; (b) Dimensionnement ductile;  
(c) Isolation sismique à la base  
Tirée de Gauron et al. (2014) 
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1.1.3 Isolation à la base  

L’isolation sismique est une technique de modification de la réponse qui réduit les effets des 

tremblements de terre sur les structures. Cette technique consiste à découpler le mouvement 

de la structure de celui du sol. Ainsi, les périodes fondamentales de la structure sont écartées 

de la plage des périodes prédominantes du séisme. Cela conduit à une réduction substantielle 

des forces sismiques (Buckle, Constantinou, Diceli, & Ghasemi, 2006; Guizani 2003; Guizani, 

2007; Guizani & Chaallal, 2001). 

 

Le découplage est obtenu en interposant des dispositifs mécaniques, avec des rigidités très 

faibles, entre la superstructure et la sous-structure. Ces dispositifs sont appelés des isolateurs 

sismiques. De ce fait, lorsqu'un pont isolé à la base est soumis à un séisme, la déformation 

inélastique se concentre au niveau des isolateurs sismiques, plutôt que dans les éléments de la 

sous-structure. Cela entraîne une réduction, voire même une annulation de la demande en 

ductilité des principaux éléments structuraux. Cette technique de protection sismique est de 

plus en plus utilisée dans le monde (Saidou, 2012). 

 

Un isolateur sismique doit posséder un certain nombre de caractéristiques afin d’assurer son 

efficacité, notamment ( Guizani, 2003; Saidou, 2012) : 

• une flexibilité latérale pour allonger la période de vibration du pont afin de réduire les 

forces sismiques au niveau de la sous-structure; 

• une capacité portante verticale et une rigidité verticale, convenables; 

• un système de dissipation d'énergie pour limiter les déplacements relatifs entre la 

superstructure au-dessus de l'isolateur et la sous-structure en dessous; 

• une capacité de recentrage assez grande afin de ramener la structure à sa position 

d’équilibre; 

• une rigidité latérale adéquate pour les charges non sismiques tout en tenant compte des 

effets environnementaux tels que la dilatation thermique, le fluage, le retrait et le 

raccourcissement induit par la précontrainte. 
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Les isolateurs sismiques peuvent généralement être classés dans deux catégories, ceux qui 

utilisent des composants élastomères et ceux qui utilisent des composants glissants. La majorité 

des isolateurs des ponts sont à base d'élastomère, avec ou sans noyau en plomb. Ceci découle 

de leurs faibles coûts de fabrication, d’installation et d’entretien, ainsi que leur configuration 

semblable à celle des appuis conventionnels de pont. Des isolateurs glissants sont également 

utilisés dans l’isolation sismique à la base des ouvrages d’art. Le pendule à friction est le 

système d’isolation sismique glissant le plus répandu dans le monde (Gauron et al., 2014). 

 

1.1.4 Armature longitudinale minimale dans les piles de ponts   

Le taux minimum d’armature longitudinale dans les piles de ponts est un problème 

couramment énoncé, car ce taux n’est pas fixé à une valeur bien précise et dépend des 

exigences qui diffèrent d’un pays à l’autre. À titre d’exemple, les codes parasismiques fixent 

cette limite à 1 % aux États-Unis (AASHTO 2014) et à 0,8 % au Canada (CSA-S6-14), en 

Europe (Eurocode 8) et en Nouvelle-Zélande (NZ3-101). En revanche, le code parasismique 

au Japon autorise un seuil minimal de 0,5 % (Chiomento, 2012). 

 

D’après Ziehl, Cloyd, & Kreger (1998), deux raisons sont principalement proposées afin 

d’établir une limite inférieure pour les aciers longitudinaux. La première est développée sur la 

base de la limitation de la taille des fissures de tension dans la colonne de béton. Cette 

justification ne repose pas sur les effets de fluage et de retrait. La seconde est basée sur la 

prévention de la déformation passive de ferraillage longitudinal. Une déformation passive se 

produira lorsque la charge est transférée progressivement du béton à l’acier au fur et à mesure 

que le béton se déforme sous une charge axiale soutenue et c’est le cas qui nous intéresse le 

plus dans le présent rapport parce qu’il est en lien avec le fluage et le retrait. 
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1.1.4.1 Évolution du taux minimum d’armature longitudinale dans le code Canadien  

Le code canadien sur le calcul des ponts routiers CSA-S6 a beaucoup évolué durant  

les 40 dernières années, notamment en termes des exigences relatives à l’armature 

longitudinale minimale dans les colonnes. Le tableau 1.1 ci-après présente une synthèse de 

l’évolution des valeurs du taux minimum d’armature longitudinale dans les piles de ponts au 

Canada au cours des dernières décennies. 

 
Tableau 1.1 Évolution du taux minimum d’armature  

longitudinale dans le code canadien CSA-S6 
 

CSA-S6 Pourcentage de ρ୫୧୬  

1974, 1978, 1988 1 % 

2000 1 % 

2006 0,8 % 

2014 0,8 % 

2019 0,8 % 

 

1.1.4.2 Performance sismique des piles de ponts faiblement armées 

Plusieurs problèmes liés à la performance sismique peuvent être observés au niveau des 

colonnes de ponts avec faibles rapports de renforcement longitudinal. Parmi ces problèmes, on 

peut citer les suivants (Priestley et al., 1996) : 

 

a) la longueur effective de la rotule plastique risque d'être comprimée, car cette longueur est 

proportionnelle au diamètre de la barre longitudinale. De ce fait, des courbures locales 

élevées avec des contraintes de traction excessives au niveau du renforcement peuvent se 

développer; 

b) la rigidité en traction entre les fissures peut entraîner une augmentation significative de la 

rigidité de la section fissurée élastique, attirant une force de cisaillement disproportionnée 

par rapport à la résistance et entraînant des dommages précoces. 
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Généralement, les modes de rupture les plus observés sont la rupture en cisaillement et la 

rupture en flexion.   

 

Priestley et al. (1996) ont étudié la réponse en flexion ductile des colonnes circulaires avec de 

faibles rapports d'acier (1 % et 0,5 %) ainsi que l’influence du rapport de renforcement 

longitudinal sur la résistance au cisaillement. Ils ont conclu que la limite inférieure du rapport 

de renforcement longitudinal pour les colonnes de ponts circulaires exigé par les règles de 

conception de l’American Concrete Institue (ACI) de 1 % pourrait être réduite en toute sécurité 

à 0,5 %.  

 

Khaled (2010) a réalisé une série d’études expérimentales portant sur l’effet multidirectionnel 

des mouvements sismiques sur le comportement des piles de ponts conventionnels. L’auteur a 

mis à l’essai quatre colonnes rectangulaires avec des taux d’armatures longitudinales de  

0,41 %, 0,57 %, 0,97 % et 1,72 %. Les résultats de ses recherches ont montré la possibilité de 

réduire le taux d’armature longitudinale minimale dans les piles de ponts à 0,5 %. En effet, 

ceci est possible, lorsqu’un confinement adéquat des zones de rotules plastiques est assuré, afin 

de garantir une dissipation de l’énergie sismique par un comportement stable et ductile.  

 

Chiomento (2012) a étudié la vulnérabilité sismique des piles de ponts rectangulaires sous 

armées dans l’Est Canadien. L’auteur a démontré qu’un rapport d’armature longitudinal 

inférieur à 0,5 % n’est pas forcément synonyme de déficience si un bon confinement est assuré. 

En outre, il a conclu qu’il est possible d’abaisser la borne inférieure d’armature longitudinale 

de 0,8 % imposée par le CSA-S6-06. 

 

Moradiankhabiri (2016) a mené un projet de recherche visant à étudier la performance 

sismique des piles des ponts réguliers isolés à la base et faiblement armées. Dans ce contexte, 
des analyses sismiques des ponts isolés à la base ont été effectuées. Ces analyses ont montré 

que même avec un pourcentage d’armature longitudinale de 0,5 %, inférieur à la limite exigée 

par le code canadien sur le calcul des ponts routiers, le comportement des colonnes a été 

conforme aux exigences de performance du code. En effet, les piles n’ont pas subi de 
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dommages significatifs avec des déformations demeurant élastiques et/ou à la limite des 

incursions très limitées dans le domaine inélastique. Mentionnons que la valeur minimale du 

taux de renforcement en armatures longitudinales est d’une importance plus accentuée pour 

les ponts isolés à la base que les ponts conventionnels.  

 

1.2 Les phénomènes du retrait et du fluage 

Le fluage et le retrait dans les structures en béton armé sont des phénomènes à propos desquels 

il existe une incertitude dans la prédiction, due à une compréhension incomplète et à des 

ambiguïtés dans les données à utiliser pour les modèles de prévision. Cette section présente 

une brève description de ces deux phénomènes, de leurs effets et des principaux paramètres 

qui les affectent.  

 

1.2.1 Le retrait  

Le retrait est un phénomène qui correspond à une contraction volumétrique du béton lors du 

séchage. Il se développe dans les trois directions. En général, on ne l'exprime que sous la forme 

d'une déformation linéaire. En effet, les éléments structuraux ont, dans la plupart des cas, une 

ou deux dimensions plus petites que la troisième; où les effets du retrait sont les plus sensibles 

(Aitcin, 1998). 

 

1.2.1.1 Origine du retrait  

Le béton est un matériau poreux, avec des pores de taille comprise entre 10−6 et 10−9 m. Les 

tensions capillaires augmentent considérablement au fur et à mesure du séchage des plus 

grands pores. Ces tensions induisent une compression du squelette solide. À cet effet, le béton 

se déforme lorsqu'il est soumis à des actions thermiques et hydriques (Wittmann, 1982). 

 

Actions thermiques  

• en raison des variations de température appliquées à la surface; 

• en raison de la chaleur produite dans la masse du béton par l'hydratation du ciment. 
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Actions hydriques  

• en raison des variations de l'humidité externe; 

• en raison des variations de l'humidité interne (auto-dessiccation due à l'hydratation du 

ciment). 

 

En se basant sur les origines du retrait citées ci-dessus, on peut en distinguer les différents 

types suivants (Aitcin, 1998) : 

 
1. Le retrait plastique : lors du bétonnage jusqu’à la prise initiale, dû au séchage trop rapide 

de la surface du béton; 

2. Le retrait d’auto-dessiccation ou endogène : au cours des 24 heures qui suivent le 

bétonnage, lié à la contraction du béton en cours d’hydratation; 

3. Le retrait de séchage ou retrait de dessiccation : durant une période de temps qui peut 

s’étirer sur plusieurs mois. Il se développe dans le béton durci; 

4. Le retrait thermique : il est lié à la diminution de la température du béton au moment de sa 

prise à la suite de la réaction d’hydratation de la pâte de ciment hydratée; 

5. Le retrait de carbonatation : il est lié aux réactions de carbonatation des constituants du 

ciment. Cette réaction entraîne la contraction du béton situé en surface. 

 

Dépendamment des conditions environnementales auxquelles il est exposé, le béton peut subir 

plusieurs types de retrait, et ce, de l’état plastique à l’état durci. Néanmoins, uniquement deux 

types de retrait ont un effet important à l’échelle structurale, à savoir le retrait endogène et le 

retrait de séchage (Bastien Masse, 2010). Ce sont donc ces deux types de retrait qui ont été 

retenus pour la suite de cette étude.  

 

1.2.2 Le fluage 

On appelle fluage l’augmentation graduelle de la déformation au cours du temps d’un matériau 

sollicité par une contrainte maintenue constante (𝜎଴). 
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1.2.2.1 Origine du fluage  

Le béton présente un comportement viscoélastique prononcé pendant le chargement et 

immédiatement après. Ce comportement viscoélastique a tendance à diminuer avec le temps. 

Ainsi, après plusieurs années, la déformation sous contrainte soutenue tend à atteindre une 

valeur limite. Ce comportement viscoélastique est appelé fluage (Ziehl et al., 1998). Le fluage 

est donc l'augmentation progressive de la déformation d'un élément structural soumis à une 

certaine charge sur une période de temps. Lorsque le béton est chargé en compression, une 

déformation élastique se développe instantanément. Si cette charge se poursuit sur l'élément, 

une déformation de fluage se développe avec le temps (Acker & Ulm, 2001). 

 

Deux types de fluage sont généralement discutés : 

• le premier est appelé fluage de base ou fluage propre : il s’agit d’un fluage qui se produit 

sans échange d’humidité; 

• le deuxième type est le fluage par séchage : ce type de fluage peut être considéré comme 

un retrait accru par la contrainte appliquée. 

 

1.2.3 Les principaux types du retrait et du fluage  

Comme indiqué précédemment, les déformations différées des bétons sont 

conventionnellement séparées en quatre déformations élémentaires d’origine  

physico-chimique comme illustrée dans la figure 1.3.  

 
Figure 1.3 Déformations différées des bétons 
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Le retrait d’auto-dessiccation ou endogène se produit pendant l’hydratation du ciment lorsqu’il 

n’y a pas d’échange hydrique avec le milieu ambiant. C’est la conséquence d’une contraction 

d’origine chimique dite la contraction de Le Chatelier. Cette contraction est due au fait que le 

volume des hydrates formés lors de la prise du ciment, les C-S-H ou silicates de calcium 

hydratés, est d’environ 20 % plus faible que le volume du ciment anhydre et de l'eau de départ. 

D’après la loi de Kelvin-Laplace, lors de la consommation de l’eau libre capillaire, une 

diminution de l’humidité interne se produit, ce qui conduit à une tension interne de la pâte de 

ciment inversement proportionnelle au diamètre des capillaires. Cette tension va provoquer 

une variation de volume d’autant plus importante que le diamètre des pores est faible. Ces 

tensions internes peuvent provoquer une micro-fissuration et une redistribution interne des 

contraintes (Pons & Torrenti, 2008). 

 

Le retrait de dessiccation ou de séchage se produit lorsque le béton est soumis au séchage. Il 

est lié au déséquilibre hygrométrique avec le milieu ambiant. Le départ de l’eau vers l’extérieur 

entraîne la contraction du squelette solide. Le retrait de séchage est un phénomène localisé qui 

se développe en premier à la surface du béton puis progresse vers l’intérieur. Ce type de retrait 

provoque l’apparition d’un fort gradient hydrique qui tend à créer des déformations 

différentielles incompatibles entre elles (Serre, 2015). 

 

Le fluage propre est défini comme étant la réponse du béton sous chargement mécanique 

constant dans le temps et lorsqu’il n’y a pas d’échange hydrique avec le milieu extérieur. Ainsi, 

cette déformation est proportionnelle à la contrainte appliquée (Serre, 2015). 

 

Le fluage de séchage ou de dessiccation : les travaux expérimentaux de Pickett (1942) ont mis 

en évidence l’existence d’un excès de fluage lors du séchage d’une éprouvette chargée, par 

rapport à une éprouvette en équilibre. Ce phénomène est généralement appelé effet Pickett ou 

fluage de dessiccation (Daviau-Desnoyers, 2015). Cet effet est montré dans la figure 1.4. 
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Figure 1.4 Effet de Pickett  

Tirée de Daviau-Desnoyers (2015) 
 

Ce type de fluage se produit lorsque la déformation du béton est due à des effets simultanés de 

chargement mécanique stationnaire et d’un échange hydrique avec l’extérieur. La déformation 

de fluage de dessiccation peut atteindre 4 fois la déformation du fluage propre (Serre, 2015). 

 
La courbe 1.5 ci-dessous présentes les quatre phénomènes primordiaux des déformations 

différés du béton : 

 
Figure 1.5 Phénomènes des déformations différées du béton  

Tirée de Pons & Torrenti (2008) 
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Séparation conventionnelle des déformations différées (Pons & Torrenti, 2008) : 

• la courbe inférieure représente la déformation de retrait libre, c’est-à-dire celle qu’aurait 

eu le béton en l’absence de tout chargement mécanique; 

• au temps τୡ une charge constante est appliquée sur un béton durci, le béton va subir une 

déformation instantanée ε୧(τୡ); 

• la courbe en trait pointillé représente le retrait sous l’effet d’une charge appliquée en 

l’absence du fluage; 

• la déformation de fluage rajoute une déformation complémentaire εୡ(t) afin d’atteindre la 

déformation sous charge totale εୱୡ(t); 

• si un déchargement est effectué au temps τୢ , une recouvrance instantanée ε୧(τୢ ) et une 

recouvrance différée sont observées.   

 

La récupération instantanée est un retour de déformation instantanée (c’est un recouvrement 

élastique) et la recouvrance différée est la continuité de retour de déformation instantanée qui 

se poursuit en se ralentissant dans le temps. Cela s’explique par la tendance du matériau à 

recouvrer son état d’origine (Pons & Torrenti, 2008). 

 

1.2.4 Effet du retrait et du fluage  

Les effets du retrait et du fluage se matérialisent généralement sous forme de fissures. Ces 

fissures ne nuisent pas seulement à l'apparence du béton, mais elles favorisent aussi la 

pénétration d'agents agressifs dans le béton et accélèrent la corrosion des armatures. 

Structurellement, les propriétés dépendantes du temps du béton peuvent entraîner la 

redistribution interne des contraintes qui peut conduire à la déformation de la structure 

(Daviau-Desnoyers, 2015). 
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1.2.4.1 Les paramètres affectant le retrait et le fluage  

Plusieurs paramètres peuvent influencer les phénomènes de retrait et de fluage et sont classés 

généralement en trois familles principales : les paramètres liés à la composition; les paramètres 

environnementaux et les paramètres liés à la conception (Serre, 2015). Ces paramètres sont 

présentés dans les tableaux 1.2 à 1.4 ci-après. 

 
Tableau 1.2 Paramètres liés à la composition 

 

Type de ciment Le type de ciment influence l’intensité du retrait endogène dans la pâte 
de ciment, ainsi que le fluage au moment du chargement. 

 
Rapport E/C 

La diminution du rapport E/C entraîne une augmentation du retrait 
endogène, ainsi qu’une diminution du retrait de dessiccation et du 
fluage ultime. 

 

Fumée de silice La fumée de silice a pour effet d’augmenter le retrait endogène et de 
diminuer le retrait de séchage et le fluage. 

 
Granulats 

La quantité et le type de granulats influencent les déformations 
différées et cette influence est plus grande en condition de 
dessiccation qu’en condition endogène. 

 

Adjuvants Le type et le dosage des adjuvants augmentent les déformations de 
retrait et ils ont tendance aussi à augmenter le fluage propre. 

 

Tableau 1.3 Paramètres environnementaux 

 
 

Humidité 

L’humidité relative de l’air ambiant est l’un des paramètres 
prépondérants dans l’évolution du retrait et du fluage de dessiccation. 
En effet, dès qu’il y a un déséquilibre hydrique entre le cœur du béton 
et le milieu ambiant, des mouvements d’eau sont initiés afin d’enrayer 
ce déséquilibre. 

 
 

Température 

La température du milieu ambiant influence les déformations 
différées du béton. En revanche, cette influence est importante pour 
les cas extrêmes de températures élevées (> 30° C), dans des gammes 
de températures « normales » d'utilisation, 15 à 25° C, l'effet de la 
température ne sera pas important. 

 

  



21 

 

Tableau 1.4 Paramètres liés à la conception et à la structure 

 
 

Géométrie 

Le séchage dépend de la dimension de l’élément en béton par rapport à 
ses possibilités d’échange avec le milieu extérieur qui se traduit par 
l’effet d’échelle. Ce dernier est généralement caractérisé par le rapport 
de la section de béton par le périmètre de cette section en contact avec 
l’ambiance. 

 
Mûrissement 

Le mûrissement a une influence considérable sur le développement du 
retrait endogène et du retrait de séchage. Dans le cas d’une cure humide, 
il n’y a pas de retrait aussi longtemps que le mûrissement est effectué. 

 

Niveau de 
contrainte 

Le niveau de contrainte est le rapport entre la contrainte réelle appliquée 
sur l’éprouvette et sa résistance à la compression et il influence de 
manière caractéristique sur la réponse de fluage du matériau. 

 

Âge du matériau Le béton est un matériau viscoélastique linéaire vieillissant. En effet, sa 
réponse en déformation diminue avec l’âge.  

 
Durée du 

chargement 

Troxell, Raphael, & Davis (1958) ont étudié les déformations dues au 
fluage pour une période de chargement de 20 ans et ont constaté que 
25 % du fluage total a eu lieu durant les deux premières semaines, 50 % 
durant les deux premiers mois et 75 % durant la première année. 

 

Tous les paramètres cités ci-dessus peuvent affecter le retrait et le fluage dans le béton. De nos 

jours, ces facteurs sont bien reconnus, mais c’est leur effet sur l’intensité des phénomènes de 

retrait et de fluage qui reste difficile à prédire. Le tableau 1.5 ci-après récapitule de manière 

qualitative l'influence des paramètres prépondérants dans l’évolution du retrait et du fluage 

(adapté de Pons & Torrenti, 2008; Serre, 2015). 
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Tableau 1.5 Influence des paramètres prépondérants dans l’évolution du retrait et du fluage 
 Retrait Fluage 

Endogène Dessiccation Propre Dessiccation 

Cinétique Final Cinétique Final Cinétique Final Cinétique Final 

Type de 
ciment 

++ ++ + + + + + + 

Rapport E/C ++ ++ + + = = ++ ++ 

Granulats ++ ++ ++ ++ ++ ++ + = 

Humidité 
relative 

0 0 + ++ 0 0 + ++ 

Température + + +(*) ++(*) +(*) +(*) ++(*) ++(*) 

Effet d’échelle 0 0 ++ + 0 0 ++ + 

Mûrissement ++ ++ + + = = 0 0 

Âge du 
matériau 

0 0 = = ++ ++ = ++ 

++ Grande Influence + Influence notable = Peu ou pas d'influence 0 Non concerné (*) Températures très élevées 

 

1.3 Relation entre le taux d'armature longitudinale et le comportement temporel 
du béton 

Les études effectuées afin de déterminer l’effet du retrait et du fluage sur les colonnes en béton 

armé ont débuté aussi tôt que les années 1930 à l'Université de Californie. Les études les plus 

importantes ont été effectuées à l’Université de l’Illinois et à l’Université Lehigh. Ci-après un 

résumé de ces études : 

Davis & Davis (1931)  

L'objectif déclaré de leur étude était de déterminer l'effet du ferraillage sur le fluage du béton 

et l'effet du fluage du béton sur la contrainte exercée sur le ferraillage. 

Davis et Davis ont testé au total huit colonnes à échelle réduite. Toutes les colonnes avaient un 

diamètre de 254 mm et une hauteur de 508 mm, et présentaient un taux d’armature 

longitudinale et une condition de charge variable. Deux spécimens étaient non renforcés, deux 

étaient renforcés avec 1,9 % d'acier longitudinal conjointement avec un renforcement en 

spirale de 1,33 %, et quatre spécimens étaient des spécimens de contrôle sans charge appliquée. 
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Les colonnes ont été stockées et chargées (sous charge axiale constante) dans une atmosphère 

contrôlée dans laquelle la température était maintenue constante à 21˚ C et l'humidité relative 

maintenue à 50 %.  

Les conclusions importantes de cette recherche sont les suivantes : 

• pour les colonnes non renforcées, la déformation sous l’effet de fluage et de retrait 

combinés après 18 mois était environ six fois plus importante que la déformation 

instantanée, survenant à l'application de la charge; 

• pour les colonnes renforcées, la déformation sous l’effet de fluage et de retrait combinés 

après 18 mois était environ quatre fois supérieure à la déformation instantanée; 

• les contraintes enregistrées dans l’acier longitudinal sont de : 

- 39,3 MPa pour la contrainte due à la déformation instantanée; 

- 78,6 MPa pour la contrainte due au fluage; 

- 91,1 MPa pour la contrainte due au retrait; 

      =>  la variation totale de la contrainte de l'acier est de 209 MPa; 

• la limite d'élasticité de l'acier doit être prise en compte lorsque les colonnes sont soumises 

principalement à une charge permanente et à des conditions entraînant un retrait important. 

Les conclusions de cette étude supposaient que le fluage et le retrait pouvaient être traités 

séparément. Par conséquent, tout changement de longueur non attribué à un retrait était 

supposé être dû au fluage sous charge soutenue. 

Richart & Staehle (1931)  

Dans le cadre de leur étude, Richart et Staehle ont testé 108 colonnes en béton armé. Toutes 

les colonnes avaient un diamètre extérieur de 210 mm et sont renforcées avec des taux 

d’armatures longitudinales de 1,5 %, 4 % et 6 %.  

 
Tous les spécimens ont été fabriqués et ont subi leur cure dans un laboratoire où la température 

de l'air varie de 21 à 32˚ C et l'humidité relative varie de 40 % à 90 %. Ces spécimens ont été 

conservés dans ce laboratoire pendant 56 jours avant leur chargement.  
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Les principales conclusions de cette étude sont les suivantes : 

• les colonnes légèrement renforcées à 1,5 % présentaient la plus forte variation de la 

contrainte de l'acier. Les colonnes les plus fortement renforcées (6,0 %) présentaient la plus 

faible variation de la contrainte de l'acier. Il a été supposé que cela était dû au fait qu’une 

certaine quantité de fluage diminue beaucoup plus rapidement la contrainte du béton dans 

les colonnes avec une grande quantité de ferraillage longitudinal que dans celles avec une 

petite quantité; 

• une action plus importante a été observée pour les colonnes stockées dans des conditions 

ambiantes, par opposition à celles stockées dans un endroit très humide; 

• le module d'élasticité des spécimens stockés dans un endroit avec un taux d’humidité élevé 

augmentait considérablement avec le temps. Cela a été proposé comme explication 

possible de la raison pour laquelle les spécimens stockés dans des conditions ambiantes 

présentaient plus de fluage sous charge que les spécimens stockés dans des endroits très 

humides. 

Lyse & Slater (1932)  

Lyse et Slater ont étudié principalement l’influence de la résistance du béton sur le retrait et le 

fluage pour les colonnes en béton armé en se basant sur les modèles de colonnes testées par 

Richart & Staehle (1931). 

 
Les conclusions significatives de leur recherche se résument comme suit : 

• la déformation due au fluage sous charge soutenue était légèrement supérieure pour les 

colonnes avec du béton de résistance supérieure; 

• le taux de fluage était plus important pour les colonnes présentant les pourcentages de 

renforcement longitudinal les plus faibles; 

• pour les colonnes avec la même résistance de béton, la moindre quantité d'acier 

longitudinal a entraîné le plus grand retrait. 
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Aux Etats-Unis, Ziehl et al. (1998) ont mené un projet de recherche portant sur l’évaluation 

des exigences minimales de renforcement longitudinal pour les poteaux en béton armé en 

tenant compte des effets du retrait et du fluage. L’objectif de leur recherche était de déterminer 

le comportement des poteaux en béton armé qui sont renforcés avec un taux d’armature 

longitudinal inférieur à 1 %, celui requis par les spécifications standard de l'AASHTO pour les 

ponts routiers ≪American Association of State Highway and Transportation ≫. Dans le cadre 

de leurs travaux, les auteurs ont mis à l’essai 38 colonnes circulaires de diamètres 0,2 m et de 

longueur 1,2 m. Ces colonnes varient en fonction des résistances du béton, des rapports de 

renforcement et de l’application concentrique ou excentrique des charges axiales. Toutes les 

colonnes étudiées avaient des pourcentages de renforcement inférieurs à 1 % et ont été chargées 

pendant plus de 12 mois. Ensuite, une comparaison des résultats expérimentaux avec des 

réponses à long terme prédites par la méthode analytique recommandée par le comité ACI 209, 

a été réalisée par les chercheurs. À l'issue de leurs recherches qui sont basées principalement 

sur des études expérimentales, une limite de renforcement minimale de 0,5 % pour les colonnes 

de ponts a été recommandée. Cette limite a pour rôle d'empêcher la déformation passive de 

l'acier longitudinal. Peu de justification du ratio recommandé a été donnée. 

 

Il existe peu de recherches consacrées à l'influence du taux de ferraillage sur le retrait et le 

fluage du béton, et les recherches précédentes sont principalement basées sur une dérivation 

théorique ou un calcul approximatif. Sun, Xue, Qu, & Zhao (2019) ont étudié le retrait et le 

fluage du béton avec différents rapports de renforcement. Dans le cadre de leur recherche, ils 

ont étudié les performances du retrait et du fluage du béton à partir des essais de 15 spécimens 

de poutres en béton armé (10 poutres pour le retrait et 5 poutres pour le fluage) avec différents 

ratios de ferraillage (0 %, 0,5 %, 1 %, 2 % et 3,9 %) pendant 200 jours. La figure 1.6 résume 

les résultats obtenus sous la forme des courbes. 
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Figure 1.6 Étude expérimentale du fluage et du retrait du béton armé avec influence du taux 

d'armature (a) Courbe de déformation de retrait et (b) Courbe de coefficient de fluage 
Adaptée de Sun et al. (2019) 

 

Les chercheurs ont conclu que : 

• les barres d'armature ont efficacement restreint le retrait du béton et l'effet de restriction 

augmente considérablement avec l'augmentation du taux de renforcement; 

• par rapport au béton non armé, la déformation de retrait de la poutre avec des taux de 

renforcement de 0,5 %, 1,0 %, 2,0 % et 3,9 % diminue de 10 %, 14 %, 20 %, 25 %, 

respectivement à 200 jours; 

• le coefficient de fluage augmente plus rapidement au jeune âge que plus tard. Un taux de 

renforcement élevé peut inhiber efficacement le développement du fluage; 

• les déformations de fluage et de retrait pour un béton armé pourvu d'un taux d'armature 

élevé sont beaucoup plus faibles que celles d’un béton non armé. 

 

1.4 Les différents modèles du retrait et du fluage  

Puisque les phénomènes de fluage et de retrait d'une structure en béton doivent être 

raisonnablement prédits, des lois constitutives appropriées, qui relient la déformation aux 

différents paramètres affectant ces phénomènes, sont nécessaires. Ces lois sont aussi appelées 

modèles mathématiques. Les facteurs influençant le fluage et le retrait qui doivent être pris en 

compte lors de leur prédiction peuvent être intrinsèques ou extrinsèques : 
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• les facteurs intrinsèques sont ceux qui sont fixés une fois pour toutes lorsque le béton est 

coulé. Ils comprennent la résistance de calcul, le module d'élasticité du granulat, la fraction 

volumique du granulat dans le mélange de béton, la taille maximale du granulat, le rapport 

eau / ciment, les propriétés de classement et minéralogiques du granulat, le type de ciment, 

etc; 

• les facteurs extrinsèques sont ceux qui peuvent être modifiés après le coulage du béton; ils 

incluent la température, la teneur en eau des pores, l’âge au chargement, etc. 

 

1.4.1 Formulations mathématiques de la fonction du fluage et du retrait 

Le béton est un matériau viscoélastique dont la déformation totale ε(t) sous l’effet d’une 

contrainte constante appliquée à l'âge 𝑡ᇱest exprimé comme suit (Bazant, 1972) : 

 ε(t) = J(t, tᇱ)σ + ε଴(t) (1.1) 

Où : 

- J (t, t') : Fonction de complaisance ou la fonction de fluage. C’est une fonction qui 

               représente la déformation (élastique plus fluage) au temps t, causée par une 

               unité de contrainte uniaxiale constante unitaire agissant depuis le temps tᇱ;  
- 𝛔            : Contrainte uniaxiale; 

- 𝛆𝟎(𝐭)      : Déformation due au retrait. 

 

Les premiers travaux sur la modélisation mathématique du fluage et du retrait du béton ont 

montré que ces deux phénomènes s’expriment dans le cas le plus général comme suit :  

 

Le fluage  

La forme typique de la fonction J(t, tᇱ) est exprimé dans l’équation 1.2 ci-après (Bazant, 1975).  J(t, tᇱ) =  1E(tᇱ) + C(t, tᇱ) = 1 + φ(t, 𝑡ᇱ)E(tᇱ)   (1.2) 
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Tel que : 

 

ቐ 1E(tᇱ) ∶    Complaisance élastique (instantanée);  C(t, tᇱ) ∶  Complaisance de fluage (fluage spécifique). 
 

Où E(tᇱ) est le module d'élasticité caractérisant la déformation instantanée à l'âge tᇱ, et φ(t, 𝑡ᇱ) 

est le coefficient du fluage. 

 

Bazant & Panula (1978) ont défini la fonction de fluage par un tableau de valeurs directement 

basé sur des données expérimentales. Ensuite un sous-programme d'interpolation a été utilisé 

par les chercheurs pour donner toutes les valeurs souhaitées de la fonction de conformité par 

une formule. Ils ont défini une formule simple du fluage du béton à humidité et état thermique 

constants (également appelé fluage de base). Cette formule est exprimée comme suit :  

 J(t, tᇱ) =  1E଴ + ϕ୘E଴ (t ᇱୣି୫ + α)(t − tᇱ)୬౐ (1.3) 

Dans laquelle : 

- t ᇱୣ = ,β୘(tᇱ)dtᇱ׬  représente l'âge corrigé de l'effet de la température sur le taux 

d'hydratation et est appelé l'âge réduit ou la période d'hydratation équivalente (ou 

maturité). t ᇱୣ  est généralement égal à (t଴ + β୘(t − t଴)); 

- les coefficients ϕ୘, n୘ et β୘ sont des fonctions empiriques de la température introduite de 

telle sorte que, à la température de référence T0, ϕ୘ = ϕଵ, n୘ = n et β୘ = 1.  

Où, ϕଵvarie de 3 à 6, n = ଵ଼ , m = ଵଷ, α =0,05 et E0 est le module asymptotique tel que  E଴ = 1,5 fois le module d'élasticité conventionnelle pour béton à 28 jours.  
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Comportement du béton au séchage  
 

Puisque le séchage est un processus régi par la théorie de la diffusion, certaines lois 

fondamentales qui résultent de la théorie de la diffusion doivent être respectées par les 

expressions du retrait et de la complaisance moyenne du fluage. La première de ces lois 

concerne l'effet de taille. La théorie de la diffusion (linéaire et non linéaire) indique que les 

temps de séchage sont proportionnels au carré de la taille. Ce même type de dépendance de 

taille doit s'appliquer au retrait puisque la contrainte de retrait libre est en fonction de la teneur 

en eau interstitielle, laquelle est à son tour fonction de l'humidité des pores. En pratique, la 

dépendance taille-carré n'est pas exacte, car elle est gâchée par les effets de l'hydratation 

continue et de la microfissuration, mais elle s'accorde assez bien avec les mesures. Il satisfait 

également aux conditions limites évidentes dues à la théorie de la diffusion, à savoir que si la 

taille de la section transversale tend vers l'infini le retrait doit tendre vers zéro (retrait autogène 

exclu), de même que le fluage de séchage dû à la baisse de l'humidité ambiante (Bazant, 1988). 

 

Retrait  
 

Comme indiqué précédemment plusieurs facteurs intrinsèque et extrinsèque influencent la 

déformation du retrait. En tenant compte de tous ces paramètres, l’expression mathématique 

du retrait prend la forme suivante (Bažant, 1988) :  εതୱ(t, t଴) = εୱ୦ k୦S(θ) (1.4) 

Avec : θ =  t − t଴τୱ୦  et   τୱ୦ = Cୱ (kୱD)ଶCଵ  
(1.4 a) 

Tel que : 

 
- 𝛆𝐬𝐡 : Paramètre caractérisant la déformation de retrait finale (typiquement 0,0005-0.0013); 

- 𝐤𝐡  : Ce paramètre est en fonction de l'humidité ambiante hୣ :  
Empiriquement, k୦= ൜ 1 − hଷୣ   si   hୣ < 0,99 −0,2 si   hୣ = 1,00 (gonflement dans lᇱeau) 
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- 𝐒(𝛉) : Fonction donne l'évolution du retrait dans le paramétré temps adimensionnel θ. Elle 

           est définie comme suit : 

 S(θ) = ൤1 + ൬ τୱ୦t − t଴൰୰൨ିଵ/ଶ୰
 

(1.4 b) 

Où : 

 
- r  : Constante comprise généralement entre 0,75 et 0,95; 

- 𝐭𝟎  : Âge au début du séchage; 

- 𝛕𝐬𝐡  : Temps de séchage nécessaire pour que le carré de la contrainte de retrait atteigne 

            environ la moitié de sa valeur finale; 

- 𝐂𝟏  : Diffusivité du béton au séchage au début du séchage (10 mm2/ jour, comme ordre 

           de grandeur);  

- 𝐤𝐬  : Paramètre de forme, qui peut être calculé à partir de la théorie de la diffusion  

            (kୱ = 1 pour une dalle, 1,15 pour un cylindre, 1,25 pour un prisme carré, 1,5 pour 

            une sphère et 1,55 pour un cube);  

- D  : Valeur efficace de la section transversale (en mm). Elle est égale à : 

 D = 2vs  (1.4 c) 

 
Où, v est le volume et s la surface de la surface exposée au séchage; 

- 𝐂𝐬  : Constante empirique (prise égale à 0,267 mm2). 

 

Complaisance moyenne du fluage  
 

En présence de séchage, la fonction de complaisance moyenne du fluage est exprimée comme 

suit (Bazant, 1988) : J(̅t, tᇱ) = J(t, tᇱ) + Cതୢ(t, tᇱ) (1.5) 
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Où J(t, tᇱ) est la fonction de complaisance pour le fluage de base, et Cതୢ(t, tᇱ) est la moyenne 

de complaisance supplémentaire due au séchage. 

 

L’expression de Cതୢ(t, tᇱ) est déterminé par analogie aux équations décrivant le retrait, alors : 

 Cതୢ(t, tᇱ) = fୢ(tᇱ)E଴  k୦ᇱ  Sഥ(θത),          θത = t − t′τୱ୦    (1.5 a) 

Où : 

- (𝐭 − 𝐭ᇱ) : Durée de la charge;  

- 𝛕𝐬𝐡  : Demi-temps de réduction au carré (comme défini dans l'équation 1.4 a);  

- 𝐤𝐡ᇱ   : Fonction empirique de l'humidité de l'environnement, 

(k୦ᇱ = 1 − hଵୣ.ହ) 
(1.5 b) 

-  𝐒ഥ(𝛉ഥ)  : Fonction empirique de θത , semblable à S(θ) (équation 1.4 b);  

- 𝐟𝐝(𝐭ᇱ)  : Fonction empirique décroissante de l’âge au chargement tᇱ. 
 

Une propriété importante de cette équation est que le terme de fluage par séchage représente 

en réalité une influence du retrait, reflétant ainsi le fait que le retrait affecte le fluage et n’est 

pas simplement additif au fluage. 

 

1.4.2 Modèles pratiques de prévision du retrait et du fluage  

Il existe actuellement plusieurs modèles pratiques permettant de prédire le fluage et le retrait. 

Ils diffèrent par leur degré d'exactitude et de simplicité. Ces modèles sont les suivants : 

 

1. Le modèle du Comité ACI 209; 

2. Le modèle CEB 1990; 

3. Le modèle GL 2000; 

4. Le modèle B3; 
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5. Le modèle de l’Eurocode 2-2004;  

6. Le modèle NZS 3101-2006;  

7. Le modèle AS 3600-2009;  

8. Le modèle JTG D62-2004. 

 

Les quatre premiers modèles sont les plus connus, ils sont détaillés ci-après : 

Le modèle du Comité ACI 209  

Le premier modèle du comité de l’American Concrete Institute (ACI 209), a été basé sur les 

travaux de Branson et Christiason (1970). Le modèle est purement empirique et repose sur des 

données d’essais de fluage et de retrait obtenues avant 1968 aux États-Unis à partir de cylindres 

standard de 150 x 300 mm. Les formules de fluage et de retrait données dans le modèle 

représentent le comportement moyen de centaines de spécimens testés (Al-Manaseer & Lam, 

2005).  

 

Le comité ACI 209 (1971) a recommandé les expressions suivantes : 

J(̅t, tᇱ) =  1E(tᇱ) ቆ1 + (t − tᇱ)଴,଺10 + (t − tᇱ)଴,଺ቇC୳ 
(1.6) 

 εതୱ(t, t଴) = ε୳ୱ t − t଴fୡ + (t − t଴) (1.7) 

Dans lesquelles :  

 

- 𝐭ᇱ  : Âge du chargement en jours; 

- t  : Âge actuel en jours; 

- 𝐭𝟎  : Âge de béton en jours à la fin du durcissement;  

- 𝐟𝐜  : Constante;  

- 𝐂𝐮  : Coefficient ultime de fluage défini comme le rapport de la déformation de fluage à 

        temps infini à la déformation initiale au chargement; 

- 𝛆𝐮𝐬   : Retrait ultime de la déformation après temps infini.  
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Les Coefficients C୳et ε୳ୱ  sont définis en fonction : de l’humidité ambiante, de l’épaisseur 

minimale de l'élément de structure, de l’affaissement, de la teneur en ciment et du contenu de 

l'air. 

 

Le modèle actuel du comité ACI 209 est le modèle ACI 209-92, lequel a été incorporé dans la 

plupart des codes du bâtiment aux États-Unis et sert de base à des codes comparables au 

Canada, en Nouvelle-Zélande, en Australie et dans certaines régions d’Amérique latine (Al-

Manaseer & Lam, 2005).  

 

Le modèle ACI 209-92 est basé sur le modèle ACI 209-70. Cependant il définit clairement les 

différents paramètres qui tiennent compte de la température, de l’humidité, de la taille, etc. Ce 

modèle se détaille comme suit (ACI 209R-92, 1997) : 

 

La fonction de fluage totale J(t, t଴), déterminée à partir de coefficient de fluage, est la suivante : 

 J(t, t଴) =  1 + φୡ(t, t଴)Eୡ୫(t଴)   (1.8) 

 

Le coefficient de fluage φୡ(t, t଴) au temps t pour une charge appliquée au temps t଴ est donné 

par l’équation suivante : 

φୡ(t, t଴) = γ୳,ୡ ቆ (t − t଴)଴.଺10 + (t − t଴)଴.଺ቇ 
(1.9) 

Dans laquelle : γ୳,ୡ = γ୪ୟ,ୡ. γୖୌ,ୡ. γ୬,ୡ. γୱ,ୡ.γந,ୡ.γୟ,ୡ (1.9 a) 
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Où : 

- 𝛄𝐥𝐚,𝐜  : Facteur de correction de fluage pour l'âge de chargement : 

γ୪ୟ,ୡ  =   ൜       1.0       pour  t଴ ≤ t୪ୟaଵ(t଴)ିୟమ   pour  t଴ > t୪ୟ Tel que les coefficients aଵ, aଶ et t୪ୟ dépendent de type de 
la cure; 

- 𝛄𝐑𝐇,𝐜 : Facteur de correction de fluage pour l'humidité relative ambiante : γୖୌ,ୡ =  ൜               1.0                     pour RH ≤ 401.27 − 0.0067 × RH   pour  RH > 40    Tel que RH est l’humidité relative en (%); 

- 𝛄𝐧,𝐜 : Facteur de correction de fluage qui correspond à la taille : γ୬,ୡ = ଶଷ [1 + 1.13 exp(−0.1065 h)]   Tel que h est la taille théorique en mm; 

- 𝛄𝐬,𝐜  : Facteur de correction de fluage pour l'affaissement du béton : γୱ,ୡ = 0.82 + 0,00264 s   Tel que s est l'affaissement en mm; 

- 𝛄𝛙,𝐜  : Facteur de correction de fluage pour le pourcentage d'agrégat fin : γந,ୡ = 0.88 + 0.0024 ψ   Tel que ψ est le rapport entre l'agrégat fin et l'agrégat total en poids, 
en tant que pourcentage; 

- 𝛄𝐚,𝐜  : Facteur de correction de fluage pour la teneur en air : γୟ,ୡ = 0.46 + 0.09 α ≥ 1.0    Tel que α est la teneur en air en pourcentage. 

La déformation due au retrait εୡୱ(t, tୱ) au temps t avec un âge de début de retrait 𝑡s est donnée 

par : 

εୡୱ(t, tୱ) = ⎩⎨
⎧ ൤ t − tୱ35 + (t − tୱ)൨  εୡୱ୳  pour une cure humide;       ൤ t − tୱ55 + (t − tୱ)൨  εୡୱ୳   pour une cure à la vapeur. 

(1.10) 

 
Avec : 

 εୡୱ୳ = −γୡ୮. γୖୌ,ୱ. γ୦,ୱ. γୱ,ୱ.γந,ୱ.γୡ,ୱ. γୟ,ୱ (1.10 a) 
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Où : 

- 𝛄𝐜𝐩  : Facteur de correction du retrait pour le durcissement humide et n'est applicable que 

            lorsque le type de durcissement du béton est spécifié comme étant un durcissement 

            humide; 
 

- 𝛄𝐑𝐇,𝐬 : Facteur de correction du retrait pour l'humidité relative ambiante : 

γୖୌ,ୱ = ൝        1.0    pour   RH < 401.40 − 0.0102 × RH   pour 40 ≤ RH ≤ 803.0 − 0.030 × RH  pour 80 < RH ≤ 100  
Tel que RH est l’humidité 
relative en (%); 

- 𝛄𝐡,𝐬   : Facteur de correction du retrait qui correspond à la taille : γ୦,ୱ = 1.2 exp(−0.00236 h)     Tel que h est la taille théorique en mm; 

- 𝛄𝐬,𝐬  : Facteur de correction du retrait pour l'affaissement du béton : γୱ,ୱ = 0.89 + 0,00161 s    Tel que s est l'affaissement en mm; 

- 𝛄𝛙,𝐬  : Facteur de correction du retrait pour le pourcentage d'agrégat fin : 

γந,ୡ  =  ൜0.30 + 0.014 ψ   pour ψ ≤ 50 0.90 + 0.002 ψ  pour ψ > 50  Tel que ψ est le rapport entre l'agrégat fin et 
l'agrégat total en poids, en tant que pourcentage; 

- 𝛄𝐜,𝐬  : Facteur de correction de retrait pour la teneur en ciment : γୡ,ୱ = 0.75 + 0.00061 c    Tel que c est la teneur en ciment en unités de Kg/m3; 

- 𝛄𝐚,𝐬  : Facteur de correction de retrait pour la teneur en air : γୟ,ୱ = 0.95 + 0.008 α ≥ 1.0    Tel que α est la teneur en air en pourcentage. 

 

Le modèle CEB 90  
 
Ce modèle est recommandé par le comité européen du béton (CEB) et la fédération 

internationale de la précontrainte (FIP). Il est basé sur des modèles antérieurs tels que les 

modèles CEB-FIP-1970 et CEB-FIP-1978. 
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Le modèle du CEB-FIP-1978 proposé par Chiorino est le suivant (Bazant, 1988) : 

J(̅t, tᇱ) =  F୧(tᇱ) +  ϕୢβୢ(t − tᇱ)Eୡଶ଼ + ϕ୤[β୤(t) − β୤(tᇱ)]Eୡଶ଼  
(1.11) 

εതୱ(t, t଴) = εୱ଴[βୱ(t) − βୱ(t଴)] (1.12) 

Avec : 

- 𝐄𝐜𝟐𝟖  : Module d'élasticité du béton à l'âge de 28 jours;  

- 𝛟𝐝  : Constante égal 0,4;  

- 𝛟𝐟  : Coefficient en fonction de l'humidité ambiante et de l'épaisseur effective;  

- 𝛃𝐝  : Fonction de la durée de la charge (t − t଴);  

- 𝐅𝐢(𝐭ᇱ)  : Fonction qui représente la déformation totale sur une période de plusieurs jours; 

- 𝛃𝐟 et 𝛃𝐬 sont des fonctions de l'âge et de l'épaisseur effective.  

Ces fonctions sont définies par des graphiques composés de 16 courbes. 

 

Le modèle CEB-FIP-1978 a été par la suite amélioré, et un nouveau modèle le CEB-FIP 1990 

a été proposé. Ce dernier a été incorporé dans le code canadien des ponts routiers, CSA-S6, et 

est également recommandé par la plupart des logiciels de modélisation.  

 

Le modèle CEB-FIP 1990 se détaille comme suit : 

La fonction de fluage totale J(t, t଴), déterminée à partir de coefficient de fluage, est la suivante : 

J(t, t଴) =  1Eୡ୫(t଴) + φୡ(t, t଴)Eୡଶ଼   (1.13) 
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Le coefficient de fluage φୡ(t, t଴) au temps t pour une charge appliquée au temps t଴ est exprimé 

par : φୡ(t, t଴) = φ଴.βୡ(t − t଴) (1.14) 

Où : φ଴ = φୖୌ β (fୡ୫ଶ଼) β(t଴) 
(1.14 a) 

φୖୌ = 1 + ⎣⎢⎢⎢
⎡ 1 − RH1000,46 ቀ 4100ቁଵଷ⎦⎥⎥⎥

⎤
 

(1.14 b) 

β (fୡ୫ଶ଼) = 5.3/(0.1 fୡ୫ଶ଼)଴.ହ (1.14 c) β(t଴) = 1/(0.1 + t଴଴.ଶ) (1.14 d) 

βୡ(t − t଴) = ቈ (t − t଴)βୌ + (t − t଴)቉଴.ଷ
 

(1.14 e) 

βୌ = 1.5 h ቈ1 + ൬1.2 × RH100൰ଵ଼቉ + 250 ≤ 1500 
(1.14 f) 

 

La déformation due au retrait εୡୱ(t, tୱ) au temps t avec un âge de début de retrait 𝑡s est donnée 

par : 

 εୡୱ(t, tୱ) = εୱୡ୭ . βୱ(t − tୱ) (1.15) 

Avec : εୱୡ୭ =  εୱ(fୡ୫ଶ଼) βୖୌ; (1.15 a) εୱ(fୡ୫ଶ଼) = [160 + 10 βୱୡ (9 − 0.1fୡ୫ଶ଼)] × 10ି଺; (1.15 b) 
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βୖୌ = ൝−1.55 ൤1 − ቀୖୌଵ଴଴ቁଷ൨       40 % ≤ RH ≤ 99 %         −0.25                             RH ≥ 99 % ; 
(1.15 c) 

βୱ(t − tୱ) = ቈ (t − tୱ)0.035 hଶ + (t − tୱ)቉଴.ହ. (1.15 d) 

Où : 

- 𝐡  : Taille théorique en mm; 

- 𝐑𝐇  : Humidité relative en pourcentage (%); 

- 𝐟𝐜𝐦𝟐𝟖  : Résistance à la compression moyenne sur 28 jours en (MPa); 

- 𝛃𝐬𝐜  : Coefficient de retrait défini par l'utilisateur. 

 

Le modèle CEB-FIP 1990 a été par la suite amélioré en tenant compte du type de ciment et de 

la densité du béton pour la prédiction du retrait et du coefficient du fluage. Le nouveau modèle 

développé est le CEB-FIP 2010. Ce modèle n’est cependant pas encore adopté par les codes. 

La comparaison des équations proposées par le comité ACI 209 et le code CEB 1990 avec les 

résultats expérimentaux de Troxell, Raphael et Davis; Brooks; Keeton; Bryant et 

Vadhanavikkit; Hummel, Wesche et Brand; Hansen et Mattock; Wischers et Dahms, ainsi que 

Bazant, Wittman, Kim et Alou, sont illustrés dans les figures 1.7 et 1.8 ci-dessous (Granger & 

Bažant, 1993) :  

 

 
Figure 1.7 Comparaison des déformations 

dues au retrait calculées et mesurées 
Tirée de Granger & Bažant (1993) 

 
Figure 1.8 Comparaison des déformations 

dues au fluage calculées et mesurées 
Tirée de Granger & Bažant (1993) 
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En conclusion, les résultats observés montrent que le modèle ACI 209 surestime le retrait à un 

jeune âge du béton et le sous-estime à des âges plus avancés alors que le modèle CEB 1990 

sous-estime le retrait. En ce qui concerne le fluage, les résultats expérimentaux montrent un 

accord raisonnable avec les prédictions du modèle CEB 1990 alors que le modèle ACI 209 

sous-estime les effets de fluage (Granger & Bažant, 1993). 

 

Le modèle GL 2000  
 
En se basant sur les limites des anciens modèles, Gardner & Zhao (1993) ont développé un 

nouveau modèle de prédiction appelé modèle GZ. Ils ont proposé les équations suivantes : 

La déformation due au retrait est exprimée par : εୱ୦ = εୱ୦୳ × β(h) × β(t) (1.16) 

 
Tel que : 

⎩⎪⎪⎨
⎪⎪⎧ εୱ୦୳ = 8.57 × K × ቆfୡ୫ଶ଼ᇱfୡ୫୲ୡᇱ ቇଵ/ଶ × ቆ4000fୡ୫ଶ଼ᇱ ቇଵ/ଶ × 10ି଺
β(t) = ቈ7.27 + ln(t − tୡ)17.18 ቉ × ൮ t − tୡt − tୡ + 8.06 × ቀVSቁଶ൲

 

(1.16 a) 

Et  β(h) = ൜(1 − hସ) pour h < 0.99−0.2 pour h = 1  (1.16 b) 

 

La fonction du fluage est la suivante : 

J(t, t଴) =  1Eୡ୫(t଴) + φୡ(t, t଴)Eୡଶ଼   (1.17) 
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Le coefficient de fluage 𝜑௖(𝑡, 𝑡଴) au temps t pour une charge appliquée au temps 𝑡଴ est exprimé 

par : 

φୡ(t, t଴) = ቂ଻.ଶ଻ା୪୬(୲ି୲బ)ଵ଻.ଵ଼ ቃ × ൥1.57 + 2.84 × ቀ୤ౙౣమఴᇲ୤ౙౣ౪౥ᇲ ቁ × ቀସ଴଴଴୤ౙౣమఴᇲ ቁభమ × (1 − hଶ) ×
ቆ ୲ି୲బ୲ି୲బା଺ସ.ହ×ቀ౒౏ቁమቇ൩ 

 

 

 

(1.17 a) 

Où : 

 

- h  : Humidité exprimée sous forme décimale;  

- 𝐭𝐜  : Âge recommandé en jours;  

- 𝐭𝟎  : Âge du béton chargé en jours;  

- t  : Âge du béton en jours; 

- K  : Dépend du type de ciment pour : le ciment de type I, K = 1; le ciment de type II, 

               K = 0,70; le ciment de type III, K = 1,33;  

- 𝐕𝐒  : Volume par rapport à la surface; 

- 𝐟𝐜𝐦𝟐𝟖ᇱ   : Résistance à la compression moyenne du béton à 28 jours; 

- 𝐟𝐜𝐦𝐭𝐜ᇱ   : Résistance à la compression moyenne du béton au début du séchage; 

- 𝐟𝐜𝐦𝐭𝐨ᇱ   : Résistance à la compression moyenne du béton au début du chargement. 

 
Les fonctions proposées pour le développement à la fois du retrait et du fluage peuvent être 

utilisées pour extrapoler de manière plus réaliste les déformations à long terme à partir d'essais 

à court terme que les modèles ACI et CEB 90. 

 
Le modèle GL 2000 est une version modifiée du modèle GZ. Ce modèle a été influencé par le 

modèle CEB 90 et a été développé pour corriger la relaxation négative à jeunes âges (Al-

Manaseer & Lam, 2005). La figure 1.9 montre les courbes de relaxation des contraintes 

obtenues à partir des modèles GZ et CEB-FIP. 
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Figure 1.9 Courbes de relaxation  
des contraintes obtenues à partir  

des modèles GZ en haut  
et CEB-FIP en bas 

Tirée de Bazant & Baweja (2001) 
 

 
Le modèle B3  
 
Ce modèle est la dernière version de nombreuses méthodes de prévision du retrait et du fluage. 

Une version antérieure de modèle, proposée en 1978, était appelée modèle BP. Elle a ensuite 

été modifiée en 1991 et nommée BP-KX. Le modèle B3 est une version simplifiée du modèle 

étendu BP-KX (Teplý, Keršner, & Novák, 1996). Développé par Bazant et Baweja en 1997, il 

est mieux justifié théoriquement que les modèles précédents et concorde mieux avec les 

données expérimentales.  
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Le modèle de prédiction B3 est étalonné par une banque de données informatisée comprenant 

pratiquement toutes les données de test pertinentes obtenues dans différents laboratoires du 

monde entier.  

 

Contrairement aux autres modèles, le modèle B3 fait bien la distinction entre le fluage de 

base et le fluage par séchage. Il est aussi le seul modèle qui inclut le rapport eau-ciment (w/c), 

le rapport granulats-ciment (a/c), et la forme de l'échantillon. 

 

Ce modèle est exprimé en fonction des équations suivantes (Bazant & Baweja, 2001) : 

La fonction de fluage peut en outre être décomposée en : J(t, tᇱ) = qଵ + C଴(t, tᇱ) + Cୢ(t, tᇱ, t଴) (1.18) 

Tel que : 

- 𝐪𝟏  : Déformation instantanée due à la contrainte unitaire; 

- 𝐂𝟎(𝐭, 𝐭ᇱ)  : Fonction de complaisance pour le fluage de base : 

C଴(t, tᇱ) = qଶQ(t, tᇱ) + qଷ ln[1 + (t − tᇱ)୬] + qସ ln ൬ ttᇱ൰ (1.18 a) 

 
- 𝐂𝐝(𝐭, 𝐭ᇱ, 𝐭𝟎) : Fonction de complaisance supplémentaire due au séchage simultané :  

Cୢ(t, tᇱ, t଴) = qହ[expሼ−8H(t)ሽ − expሼ−8H(t଴ᇱ )ሽ]ଵଶ (1.18 b) 

 

Tel que : 

 t଴ᇱ = max(tᇱ, t଴) (1.18 c) H(t) = 1 − (1 − h)S(t) (1.18 d) 

 

Si t ≥ t଴ᇱ , Cୢ(t, tᇱ, t଴) = 0 car t଴ᇱ  est le moment où le séchage et le chargement ont lieu 

simultanément. 



43 

 

Où : 
 
- 𝐪𝟐,𝐪𝟑,𝐪𝟒 𝐞𝐭 𝐪𝟓  : Paramètres empiriques; 

- n  : Constante égal 0,1; 

- 𝐐(𝐭, 𝐭ᇱ)  : Fonction intégrale. 

La fonction du retrait est définie comme suit : εୱ୦(t, t଴) = −εୱ୦ஶk୦S(t) (1.19) 
 

Dans laquelle : 

εୱ୦ஶ = εୱஶ E(607)E(t଴ + τୱ୦)     Où ∶  ቐ εୱஶ:  Cᇱest une constanteE(t) = E(28) ൬ t4 + 0.85t൰ଵ/ଶ 
(1.19 a) 

 k୦= ൝ 1 − hଷ   si h ≤ 0,98 −0,2 si h = 1,00Interpolation linéaire   si  0,98 ≤ h ≤ 1         Où h est l’humidité relative; 
(1.19 b) 

- 𝐒(𝐭) : Fonction qui définit la dépendance du temps : 

S(t) = tanට୲ି୲బத౩౞        Où  τୱ୦ = 4,9Dଶ   (D est définie dans l’équation 1.4 c) (1.19 c) 

 

 

Un modèle B4 a été développé plus tard, dérivant du modèle B3 et calibré à partir d’une base 

de données étendue des valeurs empiriques ainsi qu’avec des extraits de flèches mesurées sur 

69 ponts en béton dans le monde. Cependant, tous les modèles dérivés du modèle B3 ne sont 

pas encore incorporés dans les codes et les logiciels. 

 

1.4.3 Évaluation des modèles de retrait et de fluage 

Les effets du retrait et du fluage sont liés à la sécurité contre les défaillances et à des facteurs 

économiques tels que la durabilité, la fonctionnalité et la fiabilité à long terme. Par conséquent, 

il est important de trouver un modèle de prévision approprié pour ces deux phénomènes.  
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La prévision réaliste du fluage et du retrait du béton est un problème extrêmement difficile, car 

ces phénomènes résultent de plusieurs mécanismes physiques en interaction et sont influencés 

par de nombreux facteurs variables. Les facteurs d'entrée qui permettent de prédire le retrait et 

le fluage pour les quatre modèles les plus performants sont résumés dans le tableau 1.6 (adapté 

de Al-Manaseer & Lam, 2005 et Serre, 2015). 

 
Tableau 1.6 Paramètres requis dans les modèles de prédiction 

 ACI-209 CEB-90 B3 GL 2000 
Facteurs intrinsèques     
Résistance moyenne à la compression au 28 jours fୡ୫ଶ଼(MPa) 

F F,R F,R F,R 

Résistance moyenne à la compression au jour du 
chargement fୡ୫୲బ(MPa) 

F - - F 

Module d’élasticité moyen au 28 jours Eୡ୫ଶ଼(MPa) 
F F F F 

Module d’élasticité moyen au jour du chargement Eୡ୫୲బ(MPa) 
F F - F 

Rapport granulats/ciment (a/c), (%) - - F - 
Rapport eau/ciment (w/c), (%) - - F - 

Type de ciment F - F,R R 
Facteurs extrinsèques     

Forme de l’élément - - R - 
Taille théorique de l’élément, h (mm) F,R F,R R F,R 

Humidité relative, RH (%) F,R F,R F,R R 
Début du séchage, tୱ (Jour) R R R R 

Début du chargement, t଴ (Jour) F F F F 
Type de cure F,R - F,R - 

Total paramètres pour la prédiction du retrait (R) 4 4 7 5 
Total paramètres pour la prédiction du fluage (F) 9 7 8 6 

     *R=Retrait; F=Fluage 
 

Afin de prévoir le modèle le plus réaliste, Al-Manaseer & Lam (2005) ont évalué les quatre 

modèles de prévision les plus connus, en comparant les valeurs de retrait et de fluage 

déterminées par les modèles, à la banque de données expérimentales RILEM. Cette dernière 

représente une vaste banque de données informatisée qui comprend environ 600 courbes de 

temps mesurés provenant de près de 100 séries de tests dans divers laboratoires du monde, 

avec environ 15 000 points de données (Bazant & Baweja, 1995). 
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Les chercheurs ont conclu que : 

• les modèles B3 et GL 2000 sont les modèles les plus performants pour la prévision de la 

déformation due au retrait; 

• les modèles CEB 90, B3 et GL 2000 sont considérés comme les meilleurs modèles pour 

prédire le fluage. Ils ont des caractéristiques de prédiction proches. 

 

1.4.4 Les dispositions normatives et les modèles dans les différents codes  

1.4.4.1 Le code canadien le CSA-S6-14 

Selon le CSA-S6-14, les valeurs de retrait et de fluage dépendent de la densité du béton. En ce 

qui concerne le béton de densité normale, les valeurs des déformations doivent être 

déterminées d’une des deux façons suivantes (CSA-S6 2014) : 

• conformément aux articles 8.4.1.5.2 et 8.4.1.6.2 du code tel que les dispositions de ces 

articles ont été adaptées du modèle CEB-FIP de 1990; 

• suivant les données obtenues au moyen des essais physiques sur un mélange de béton 

identique à celui qui doit être utilisé durant la construction. 

 
Les articles 8.4.1.5.2 et 8.4.1.6.2 ont recommandé les équations suivantes :  

Pour le retrait, la déformation εୡୱ qui se produit dans un intervalle de temps (t – t0) doit être 

calculée de la façon suivante : εୡୱ(t − t଴) = εୡୱ଴βୱ(t − t଴) (1.20) 

Avec : 

- 𝛆𝐜𝐬𝟎 : Coefficient de retrait théorique défini comme suit : 

 εୡୱ଴ = βୖୌ ൥160 + 50 ቈ9 − fୡᇱ + a10  ቉൩ × 10ି଺ 
(1.21) 
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βୖୌ = −1.55 ቈ1 − ൤RH100൨ଷ ቉ (1.21 a) 

Où : 

 

- 𝐑𝐇  : Humidité relative annuelle moyenne en %; 

- 𝐚  : Représente la différence entre la résistance moyenne du béton et la résistance  

                     spécifiée fୡᇱ à 28 jours (en l’absence de données sur le béton qui doit être 

                     utilisé, a peut être fixé à 10 MPa); 

- 𝛃𝐬(𝐭 − 𝐭𝟎) : Fonction qui décrit la progression du retrait en fonction du temps, elle est 

                     exprimée de la façon suivante : 

 

βୱ(t − t଴): = ඩ t − t଴350 ቂ2r୴100ቃଶ + (t − t଴) 
 

(1.22) 

 

De plus, les surfaces utilisées pour déterminer la valeur de r୴ doivent inclure uniquement la 

zone exposée au séchage atmosphérique. Pour les cellules fermées mal ventilées, 50 % 

seulement du périmètre intérieur doivent être utilisés pour calculer la surface. 

 

Pour le fluage, la déformation totale en fonction du temps εୡ஢(t, t଴) due à une contrainte 

constante σୡ(t଴), appliquée au temps t0, pour les éléments structuraux sur lesquels s’exercent 

des contraintes de compression aux états limites d’utilisation inférieurs à 0,4fୡᇱ, doit être 

calculée de la façon suivante : εୡ஢(t, t଴) = σୡ(t଴) ቈ 1Eୡ(t଴) + ϕ(t, t଴)Eୡ,ଶ଼ ቉ (1.23) 

Avec : 

- 𝛔𝐜(𝐭𝟎)  : Contrainte constante appliquée au temps t଴;   

- 𝐄𝐜(𝐭𝟎)  : Représente le module d’élasticité du béton au moment du chargement. Ce 

                      paramètre n’est pas défini dans le code; 
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- 𝐄𝐜,𝟐𝟖  : Module d’élasticité du béton à 28 jours. Ce paramètre est défini de la façon 

                suivante : 

 Eୡଶ଼ = (3000ඥfୡᇱ + 6900)(γୡ/2300)ଵ.ହ (1.24) 

 
- 𝛟(𝐭, 𝐭𝟎) : Coefficient de fluage défini comme suit : 

 ϕ(t, t଴) =  ϕୖୌβ௙β௧βୡ(t − 𝑡଴) (1.25) 

Où : 

 ϕୖୌ =  1 + 1 − (RH)/(100 %)0.46[(2r୴)/100]ଵ/ଷ 
(1.25 a) 

β୤ =  5.3[(f′ୡ + a)/10]଴.ହ (1.25 b) 

β௧ =  10.1 + [t଴]଴.ଶ (1.25 c) 

βୡ(t − t଴) = ൬ t − t଴βୌ + t − t଴൰଴.ଷ
 

(1.25 d) 

βୌ = 150 ቈ1 + ൤1.2 RH100 %൨ଵ଼቉ 2r୴100 + 250 ≤ 1500 
(1.25 e) 

RH et a sont définies précédemment dans l’équation 1.20 a. 

 

1.4.4.2 Le code canadien : CSA-S6:19 

Des modifications sont apportées par la nouvelle version du code canadien sur le calcul des 

ponts routiers, le CSA-S6:19, concernant les modèles de prédiction du retrait et du fluage. Ces 

modifications sont notamment au niveau des paramètres liées à la résistance moyenne à la 

compression du béton (fୡ୫ᇱ ) et au module d’élasticité du béton (Eୡ). Les modèles adoptés par 

la nouvelle version du code sont également basés sur le modèle CEB-FIP de 1990. 
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Conformément aux articles 8.4.1.6 et 8.4.1.7 du code, les équations de prédiction du retrait et 

du fluage sont les suivants : 

Pour le retrait, la déformation εୡୱ se produisant dans un intervalle de temps (t – t0) doit être 

calculée de la façon suivante : εୡୱ(t − t଴) = εୡୱ଴βୱ(t − t଴) (1.26) 

Où : 

- 𝛆𝐜𝐬𝟎 : Coefficient de retrait théorique, défini comme suit : 

εୡୱ଴ = εୱ(fୡ୫)βୖୌ  (1.27) 

 εୱ(fୡ୫) = ൥160 + 10𝛽௦௖ ቈ9 − fୡ୫ᇱ10  ቉൩ × 10ି଺ 
(1.27 a) 

 

Tels que le paramètre βୱୡ est égal à 4 dans le cas des ciments a hydratation lente, à 5 dans le 

cas des ciments à hydratation normale, et à 8 dans le cas des ciments à hydratation rapide, fୡ୫ᇱ  

est défini comme suit : 

 fୡ୫ᇱ =  fୡᇱ + 8MPa (1.27 b) 

 

Et, βୖୌ et βୱ(t − t଴) sont définis précédemment dans les équations 1.21a et 1.22, 

respectivement. 

 

Pour le fluage, la déformation totale en fonction du temps εୡ஢(t, t଴) due à une contrainte 

constante σୡ(t଴), appliquée au temps t0, pour les éléments structuraux sur lesquels s’exercent 

des contraintes de compression aux états limites d’utilisation inférieurs à 0,4fୡᇱ, doit être calculé 

de la façon suivante : εୡ஢(t, t଴) = σୡ(t଴) ቈ 1Eୡ(t଴) + ϕ(t, t଴)Eୡ,ଶ଼ ቉ (1.28) 
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Avec : 

 

- 𝛔𝐜(𝐭𝟎) : Contrainte constante appliquée au temps t଴; 

- 𝐄𝐜,𝟐𝟖  : Module d’élasticité du béton à 28 jours. Dans le cas des bétons dont la valeur de 

              la masse volumique (γୡ) comprise entre 1500 et 2500 kg/m3, ce paramètre est 

              défini de la manière suivante :  

 Eୡଶ଼ = (3300ඥfୡᇱ + 6900)(γୡ/2300)ଵ.ହ (1.29) 

 
- 𝐄𝐜(𝐭𝟎)  : Représente le module d’élasticité du béton au moment du chargement (t0).  

Une méthode de calcul approximatif est proposée par à l’article 8.4.1.5 du code pour la 

détermination de la valeur du module d’élasticité du béton à t jours Eୡ(t), soit : 

 Eୡ(t) = β୉(τ୉(t))Eୡ,ଶ଼ (1.30) 

Où :  

β୉(τ) = ቆexp ቊs ቈ1 − ൬28τ ൰଴.ହ቉ቋቇ଴.ହ
 

(1.30 a) 

 

Le paramètre s est égal à 0.20 dans le cas des ciments à prise rapide, à 0,25 dans le cas des 

ciments à prise normale, et à 0.38 dans le cas des ciments à prise lente. 

 

Et τ୉ est l’échelle de temps modifiée, en jours, qui tient compte de l’effet de la température 

ambiante à partir de la coulée jusqu’au moment considéré. Conformément à l’article 8.4.1.7.3 

pour le calcul du fluage, ce paramètre est nommé τୡ, et est défini par : 

 τେ(t) =  τଵ(t) ൬ 92 + τଵ(t)ଵ,ଶ൰ ఈ ≥ 0.5 (1.30 b) 
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Où 𝛼 est égal à -1 dans le cas des ciments à prise rapide, à 0 dans le cas des ciments à prise 

normale, et à 1 le cas des ciments à prise lente, et τଵ(t) défini comme suit : 

 

τଵ(t) =  ෍ exp ൬13,65 − 4000273 + T୧൰୲
୧ୀଵ  

(1.30 c) 

 

- 𝛟(𝐭, 𝐭𝟎) : Coefficient de fluage, il est défini à l’article 8.4.1.7.4 du code de la façon 

                 suivante : 

 ϕ(t, t଴) =  ϕ଴βୡ(t − τୡ(t଴)) (1.31) 

Où : ϕ଴ =  ϕୖୌβ୤βத 
 

(1.31 a) 

β୤ =  5.3ඥfୡ୫/10 (1.31 b) 

β௧ =  10.1 + [τୡ(t଴)]଴.ଶ (1.31 c) 

βୡ൫t − τୡ(t଴)൯ = ቆ t − τୡ(t଴)βୌ + t − τୡ(t଴)ቇ଴.ଷ
 

(1.31 d) 

 

Et, les fonctions ϕୖୌ et βୌ sont définies respectivement dans les équations 1.24a et 1.24e. 

 

1.4.4.3 Le code américain : l’AASHTO 2014 

L’estimation du retrait et du fluage dans l’AASHTO est effectuée à l'aide des dispositions 

suivantes (AASHTO 2014) : 

 

• le modèle CEB-FIP;  

• le modèle ACI 209; 
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• les méthodes de détermination du fluage et du retrait, proposées par Huo et al. (2001), Al-

Omaishi (2001), Tadros (2003) et Collins et Mitchell (1991). Ces méthodes sont basées sur 

la recommandation du Comité 209 de l'ACI, modifiée par d'autres données récemment 

publiées.  

Pour ces méthodes : 

• le coefficient du retrait est pris comme suit : εୱ୦(t, tଵ) = kୱk୦ୱk୤k୲ୢ0,48 × 10ିଷ 
(1.32) 

Où :  k୦ୱ = 2.00 − 0.014 H 
(1.32 a) 

• le coefficient de fluage est pris comme suit : ψ(t, tଵ) = 1.9 kୱk୦ୡk୤k୲ୢt ୧ି ଴.ଵଵ଼ (1.33) 

Avec :  

kୱ = 1.45 − 0.13 ቀvSቁ ≥ 1.0 (1.33 a) k୦ୡ = 1.56 − 0.008 H (1.33 b) k୤ = ହଵା୤ౙ౟ᇲ ; (1.33 c) 

k୲ୢ = ቆ t61 − 4fୡ୧ᇱ + tቇ 
(1.33 d) 

Où : 

- H  : Humidité relative (%); 

- 𝐤𝐬  : Facteur d’effet du rapport volume / surface de la composante;  

- 𝐤𝐟  : Facteur d’effet de la résistance du béton;  

- 𝐤𝐡𝐜  : Facteur d’humidité pour le fluage; 

- 𝐤𝐡𝐬  : Facteur d’humidité pour le retrait; 
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- 𝐤𝐭𝐝  : Facteur d’évolution temporelle;  

- t  : Maturité du béton (jours), définie comme l’âge de béton entre le moment du 

          chargement pour les calculs de fluage ou la fin de la cure pour les calculs de retrait 

          et le temps pris en compte pour l'analyse des effets de fluage ou de retrait;  

- ti  : Âge du béton au moment de l'application de la charge (jours); 

- 𝐟𝐜𝐢ᇱ   : Résistance à la compression spécifiée du béton au moment de la précontrainte pour 

          les éléments précontraints et au moment du chargement initial pour les éléments non 

          précontraints. Si l'âge du béton au moment du chargement initial est inconnu au 

          moment de la conception, il est recommandé de prendre fୡ୧ᇱ  à 0,80 fୡᇱ (ksi). 

 

Pour les ponts construits par segment, une estimation plus précise doit être faite. L’estimation 

doit inclure l'effet : des matériaux spécifiques, des dimensions structurales, des conditions du 

site, de la méthode de construction et de l’âge du béton à divers stades de la construction. 

 

1.5 Les méthodes pratiques de la modélisation  

Le fluage et le retrait du béton constituent un phénomène complexe, et une équation 

constitutive généralement applicable et réaliste est difficile à formuler. Avant l'ère de 

l'informatique, cette tâche ne posait pas vraiment problème, car aucun problème d'analyse 

structurale ne pouvait être résolu avec un modèle de conception sophistiqué. Cependant, après 

les années 1970 de grands codes informatiques pouvant accepter des modèles de conception 

compliqués sont devenus disponibles. Ainsi, les ordinateurs ont donné une impulsion au 

développement de relations réalistes pour le fluage et le retrait. 

 

1.5.1 Généralité 

À l’heure actuelle, les simulations sur modèles jouent un rôle croissant, non seulement lors de 

la dernière étape de travail pour le calcul des quantités d'acier et l'analyse des contraintes à 

l'état limite, mais aussi comme outils de conception qui tiennent compte du comportement des 

matériaux (Gardner et al., 1993). 
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Les programmes dont la forme de base a été développée vers 1980 sont généralement utilisés 

pour la conception des ponts en tenant compte des phénomènes du retrait et du fluage. Ils 

comprennent les logiciels SOFiSTiK, SCIA-Engineer, InfoCAD et RSTAB / RFEM. Le 

modèle de fluage et de retrait intégré à ces programmes est généralement le modèle CEB. Dans 

ces logiciels, tous les effets non linéaires, de fissuration, de diffusion, de fluage cyclique et de 

séchage sont négligés (Yu, Bazant, & Wendner, 2012). 

 

Actuellement, les logiciels les plus utilisés dans le domaine de la construction intégrant le 

comportement dépendant du temps des matériaux sont : SAP 2000, CSIBridge et ETABS, tous 

les trois sont développés sur la même base, par la même compagnie. 

 

1.5.2 Analyse non linéaire de la construction par étapes 

Jusqu’à présent, les recherches portant sur la prise en compte des phénomènes du fluage et du 

retrait sur le comportement des structures en béton sont assez limitées. 

 

Vafai, Ghabdian, Estekanchi, & Desai (2009) ont étudié l’effet du fluage et du retrait dans les 

grands bâtiments en béton armé en utilisant une analyse non linéaire de la construction par 

étapes. Dans leur étude, ils ont utilisé une combinaison d'analyse de fluage à l’aide de la série 

de Dirichlet et des méthodes d'intégration directe, couplée à une analyse structurale 

comprenant une construction par étapes non linéaire. La série de Dirichlet est une association 

en série d'éléments de Kelvin-Voigt, soit un ressort en parallèle avec un amortisseur. Cette 

association représente la viscoélasticité du béton. Le modèle utilisé est illustré dans la figure 

1.10.  

 
Figure 1.10 Série d’éléments de Kelvin-Voigt  

Tirée de Hegyi & Pellegrino (2015) 
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Pour la prévision des effets dus au fluage et au retrait, le modèle CEB-FIP 1990 est utilisé. La 

Méthode d’éléments finis (MEF) est adoptée pour l'analyse de structures avec une inclusion de 

rotule plastique pour chaque élément. Dans leur étude, ils ont tenu compte de plusieurs 

paramètres, tels que la hauteur du bâtiment, l’humidité relative, le coefficient de retrait, la 

résistance du béton. Ils ont par ailleurs vérifié leurs résultats obtenus avec deux approches 

différentes. Les auteurs ont montré que pour les bâtiments en béton de grande hauteur, une 

analyse de construction par étapes statique non linéaire peut donner des résultats plus réalistes 

et très différents de ceux obtenus par les analyses traditionnelles qui ignorent les déformations 

différées dans le temps du béton. De plus, le concept de non-linéarité des matériaux permet 

d’évaluer les effets de fluage et de retrait des structures et précisément dans les régions à 

humidité relativement basse. Donc il est recommandé de procéder à une analyse non linéaire 

de la construction par étapes pour les bâtiments de grande hauteur dans les régions présentant 

une humidité relative de 60 % ou moins. Les auteurs ont montré aussi qu’en phase de 

conception, il est préférable d'éviter les changements soudains dans la géométrie de la section 

transversale. 

 

Leite, Silva, & Oliveira (2016) ont mené un projet de recherche portant sur une analyse 

numérique de la construction par étapes du tablier d’un pont en béton préfabriqué en tenant 

compte des effets dépendants du temps du béton. Les résultats de cette étude ont montré qu’il 

est très important de considérer l'étape de construction dans l'analyse du pont, car les 

résultantes de contraintes qui sont importantes dans le processus de conception sont très 

différentes de celles obtenues sans tenir compte de l'étape de construction. Ce fait est 

particulièrement important pour les ponts, car la période de construction se poursuit sur un laps 

de temps assez grand. 

 

Pour l'analyse de construction par étapes non linéaire, un logiciel basé sur la MEF, tel que 

SAP 2000, OPENSEES, LUSAS, etc. peut être utilisé. Une estimation correcte des paramètres 

de fluage et de retrait est très importante pour la précision des résultats. 
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1.6 Conclusions et critique de la revue de littérature 

Cette revue de littérature décrit, dans une première partie, les différents types de ruptures 

observés au cours des événements sismiques importants de ces dernières décennies et montre 

que ces ruptures sont attribuables dans la majorité des cas à un confinement inadéquat plutôt 

qu’au faible taux d’armature longitudinale. La performance sismique des piles de ponts sous-

armées ainsi qu’un résumé de l’isolation sismique à la base et son impact sur la réduction de 

la demande en ductilité sont également réalisés dans la première partie de cette revue. La 

synthèse des différentes connaissances présentes dans la littérature montre qu’un 

assouplissement des exigences du code concernant l’armature minimale est possible, 

notamment dans le cas des ponts isolés à la base.  

 

La seconde partie de cette revue se concentre sur les phénomènes associés aux déformations 

de retrait et de fluage du béton, ainsi qu’aux différentes approches de leur prédiction et montre 

que malgré la diversité des modèles de prédiction il y’a pas de modèle qui se démarque de 

façon évidente. Cette partie traite aussi de la relation entre l’armature minimale et le 

comportement temporel du béton et met en évidence l’importance accentuée du taux de 

renforcement sur les déformations différées du béton. 

 

 

 

 

 





 

CHAPITRE 2 
 
 

MODÉLISATION DU RETRAIT ET DU FLUAGE 

L’objectif de ce chapitre est de présenter la modélisation des déformations différées du béton 

en utilisant le logiciel d’analyse par éléments finis SAP 2000. Tout d’abord, les différents types 

de retrait et de fluage ainsi que le modèle choisi pour leur prédiction sont définis. Ensuite, la 

modélisation avec le logiciel SAP 2000 en utilisant la construction par étapes (staged 

construction) est présentée. 

 

2.1 Prédiction du retrait et du fluage  

Les déformations différées du béton, notamment le fluage et le retrait, peuvent affecter la 

performance en service et vraisemblablement sous séisme des structures en béton armé et 

doivent être pris en compte via une modélisation réaliste. Mais avant de le faire, il est important 

de comprendre les effets des déformations différées sur le comportement structural. 

 

2.1.1 Effet du retrait et du fluage sur la structure 

Le fluage et le retrait du béton sont inhérents aux caractéristiques du béton et peuvent conduire 

à long terme à une redistribution des efforts internes et à une déformation des structures. 

Dans le cas d'une structure élancée, sous l’effet du phénomène de retrait de séchage, les 

sections restent planes et le déséquilibre hydrique entraîne un gradient de contraintes amenant, 

par auto-équilibre, des tractions au voisinage de la surface et des compressions au cœur (figure 

2.1a). Ces tractions en surface peuvent conduire à une fissuration en peau et donc à un 

relâchement partiel des autocontraintes (figure 2.1b), ce qui entraîne une réduction de 

l’amplitude du retrait (Kovler, 1995).   

Quant à l’effet du fluage sous compression, la présence de la charge sur un élément non fissuré 

implique qu’il n’y a plus de traction en surface de l’élément lorsque la charge est suffisamment 

élevée (figure 2.1c). La relaxation des contraintes observées sur l’élément non chargé suite à 
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la fissuration, n’est plus présente. On constate alors que le chargement réduit les tractions et 

les risques de fissuration (Kovler, 1995). La figure 2.1 résume les états de contraintes de 

structure dus au retrait et au fluage cités ci-dessus.  

 

 
Figure 2.1 États de contraintes de structure dus au retrait et au fluage (a) Répartition 

théorique des contraintes, (b) Relaxation partielle des contraintes après fissuration de peau;  
(c) Chargement; (d) État de contrainte résultant  

Adaptée de Pons & Torrenti (2008) 
 

Dans le cadre de la flexion, l’impact du fluage peut-être nuisible tout comme souhaitable dans 

certains cas. Dans le cas général, le fluage n’affecte pas la résistance ultime d’une membrure 

de structure en béton, mais peut entraîner des flèches excessives. En revanche, le fluage peut 

être parfois souhaitable dans le cas d’une réparation en béton soumise à des contraintes induites 

par le retrait au jeune âge, qui peuvent entraîner une fissuration précoce du béton qui affecte 

sa durabilité (Brooks & Neville, 1977).  
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La courbure et la flèche des membrures en flexion augmentent sous l’effet du fluage du béton. 

Cet effet dépend de nombreux facteurs tels que : le niveau de chargement, le taux du 

renforcement en acier, le niveau de fissuration du béton, notamment dans la zone tendue ainsi 

que les propriétés mécaniques du béton. De ce fait, le gradient des déformations introduit un 

fluage différentiel qui provoque une rotation des sections entraîne l’augmentation de la flèche 

et introduit la microfissuration (Daviau-Desnoyers, 2015). 

En conclusion, la prise en compte des déformations dépendant du temps dues au fluage et au 

retrait est généralement nécessaire pour assurer un comportement satisfaisant des structures en 

béton. 

2.1.2 Choix du modèle de prédiction  

Les prévisions concernant le retrait et le fluage du béton sont très importants pour évaluer leurs 

effets sur les performances structurales. Au cours des dernières décennies, divers modèles de 

prédiction du fluage et du retrait ont été présentés par des chercheurs sur la base d'un grand 

nombre de tests. En revanche, jusqu'à présent, aucune théorie n'a pu les expliquer de manière 

satisfaisante et complète. 

Les difficultés des calculs quantitatifs sur le fluage et le retrait sont extraordinaires. Les 

modèles de prédictions les plus efficaces sont, comme nous l’avons signalé dans la revue de la 

littérature : ACI 209 (1992), CEB-FIP 90, B3, et GL2000. Ces modèles de prédiction ont une 

méthode d'explication raisonnable basée sur les données de test et la dérivation théorique. 

En se basant sur les interprétations des chercheurs, on peut tirer les conclusions suivantes : 

 
Figure 2.2 Comparaison des modèles de prédiction du retrait et du fluage 
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En outre, d’après Serre (2015) le modèle CEB-FIP est le plus performant pour la prédiction du 

retrait de séchage tel qu’appuyé par les résultats de la figure 2.3. 

 

 
Figure 2.3 Prédiction du retrait de séchage en valeur absolue 

Tirée de Serre (2015) 

 

Le modèle du CEB-FIP 90 a longtemps été utilisé par les ingénieurs. Sa popularité est 

attribuable aux faits que le modèle est pratique à utiliser, les paramètres d’entrée requis sont 

peu nombreux et qu’il a été implanté dans la majorité des logiciels de calcul de structures. 

Cependant, ce modèle néglige les déformations du retrait endogène et ne fait pas la distinction 

entre le fluage propre et le fluage de dessiccation.  

 

La Fédération Internationale du Béton (FIB), née suite à la fusion de la FIP et du CEB en 1998, 

a présenté en 2013 un modèle de retrait et de fluage adapté du CEB-FIP 90. Le modèle CEB-

FIP 2010 reprend le modèle 90 en faisant la distinction entre le fluage propre et celui de 

dessiccation, et qui prend en considération l’effet du retrait endogène. 

 

En s’appuyant sur les conclusions des chercheurs et sur la description des différents modèles, 

on constate que le modèle CEB-FIP 2010 est le plus fiable pour la description des phénomènes 

différés. C’est le modèle adopté dans les simulations réalisées dans le cadre du présent 

mémoire.   
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2.1.2.1 Le Modèle CEB-FIP 2010 

 

 
Figure 2.4 Paramètres d’entrées  

du modèle CEB-FIP 2010 
 

Avec : 

- 𝐟𝐜ᇱ  : Résistance à la compression du béton au 28ième jour, en MPa; 

- h  : Taille théorique de l’élément. Ce paramètre est égal 2r୴, tels que r୴ est le rapport  

            volume /surface, exprimé en mm; 

- RH : Humidité relative en %; 

- 𝐄𝐜𝟐𝟖  : Module d’élasticité moyen du béton sur 28ième jour, en MPa; 

- ts  : Âge du béton au début du séchage en jours; 

- t0  : Âge du béton lors du chargement, en jours. 
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La fonction de prédiction de la déformation due au retrait du modèle CEB-FIP 2010 est 

exprimée par : 
 εୡୱ(t, tୱ) = [εୡୠୱ(t) + εୡୢୱ(t − tୱ)] (2.1) 

Tel que : εୡୠୱ(t) = εୡୠୱ଴(fୡ୫ଶ଼).βୠୱ(t) (2.1 a) 

βୠୱ(t) = 1 − exp (−0.2 √t) (2.1 b) 

εୡୠୱ଴(fୡ୫ଶ଼) = −αୠୱ ൬ 0.1 fୡ୫ଶ଼ 6 + 0.1 fୡ୫ଶ଼൰ଶ.ହ × 10ି଺ 
(2.1 c) 

Avec :  fୡ୫ଶ଼ =  fୡᇱ + 8 MPa 

(2.1 d) 

Et  εୡୢୱ(t − tୱ) = εୡୢୱ଴(fୡ୫ଶ଼).βୖୌ(RH).βୢୱ(t − tୱ) (2.1 e) εୡୢୱ଴(fୡ୫ଶ଼) = [(220 + 110αୢୱଵ) exp (−αୢୱଶfୡ୫ଶ଼)] × 10ି଺ (2.1 f) 

βୖୌ(RH) = ቐ−1.55 ቈ1 − ൬RH100൰ଷ቉    si   40 % ≤ RH ≤ 99 % βୗଵ−0.25              si  RH ≥ 99 % βୗଵ     (2.1 g) 

Avec ∶                                       βୗଵ = ൬ 35fୡ୫ଶ଼൰଴.ଵ ≤ 1 
(2.1 h) 

βୢୱ(t − tୱ) = ቆ (t − tୱ)0.035 hଶ + (t − tୱ)ቇ଴.ହ
 

(2.1 i) 
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La fonction de fluage du modèle CEB-FIP 2010 est exprimée comme suit : 

- le coefficient de fluage  φୡ(t, t଴) = [φୠୡ(t − t଴) + φୢୡ(t, t଴)] (2.2) 

Tel que : 

φୠୡ(t − t଴) = 1.8(fୡ୫ଶ଼)଴.଻ ×  βୠୡ(t, t଴) (2.2 a) 

βୠୡ(t, t଴) = ln൭ቆ 30t଴,ୟୢ୨ + 0.035ቇ ଶ (t − t଴) + 1൱    (2.2 b) 

Avec ∶                          t଴,ୟୢ୨ = t଴ ൤ 92 + (t଴)ଵ.ଶ൨஑ ≥ 0.5 

(2.2 c) 

φୢୡ(t, t଴) = βୢୡ(fୡ୫ଶ଼).β(RH). βୢୡ(t଴).βୢୡ(t, t଴) (2.2 d) 

βୢୡ(fୡ୫ଶ଼) = 412(fୡ୫ଶ଼)ଵ.ସ (2.2 e) 

β(RH) = 1 − RH/100√0.001 hయ  (2.2 f) 

βୢୡ(t଴) = 10.1 + (t଴,ୟୢ୨)଴.ଶ (2.2 g) 

βୢୡ(t, t଴) = ቈ (t − t଴)β୦ + (t − t଴)቉ஓ(୲బ)
 

     (2.2 h) 

Avec ∶  ⎩⎪⎨
⎪⎧ γ(t଴) = 12.3 + 3.5/ඥt଴,ୟୢ୨β୦ = 1.5 h + 250 α୤ୡ୫ ≤ 1500 α୤ୡ୫         Où ∶  α୤ୡ୫ = ൬ 35fୡ୫ଶ଼൰଴.ହ 

(2.2 i) 

 

 (2.2 j) 
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- la fonction de fluage total est donnée par : 

 J(t, t଴) =  1Eୡ୫(t଴) + φୡ(t, t଴)Eୡଶ଼  
(2.3) 

L’estimation du module d’élasticité moyen utilisé dans le calcul de la fonction du fluage est 

exprimée comme suit : 

Eୡ୫(t଴) = exp ቊ0.5. s. ቈ1 − ൬28t଴ ൰଴.ହ቉ቋ  × Eୡଶ଼ 
(2.3 a) 

 

Avec αୠୱ;  αୢୱଵ;  αୢୱଶ;  α et s des coefficients basés sur la classe de résistance du ciment, 

comme indiqué dans le tableau 2.1. 
 

Tableau 2.1 Coefficients de la fonction du fluage du modèle CEB-FIP 2010 dépendants du 
type de ciment 

 
Type de ciment 𝛂𝐛𝐬 𝛂𝐝𝐬𝟏 𝛂𝐝𝐬𝟐 𝛂 𝐬 (𝐩𝐨𝐮𝐫 𝐮𝐧 𝐛é𝐭𝐨𝐧 𝐧𝐨𝐫𝐦𝐚𝐥 𝐞𝐭 𝐟𝐜𝐦𝟐𝟖 ≤ 𝟔𝟎) 

32.5N 800 3 0.013 -1 0.38 

32.5R; 42.5N 700 4 0.012 0 0.25 

42.5R; 52.5N; 52,5R 600 6 0.012 1 0.20 

 

2.2 Étude préliminaire 

En se basant sur le modèle de prédiction CEB-FIP 2010 et à l’aide d’un échéancier de travaux 

approprié au modèle de pont considéré durant ce projet de recherche, une étude analytique 

préliminaire a été effectuée. Le modèle du pont choisi pour cette étude ainsi que les paramètres 

d’entrées du modèle CEB-FIP 2010 sont détaillés dans le chapitre 3 de ce mémoire  ≪ Modélisation et Conception des Ponts≫.  

 

Dans cette étude préliminaire, la déformation de retrait et le coefficient du fluage des éléments 

de base du pont : les colonnes, le chevêtre, les poutres et la dalle, ont été examinées, et ce pour 

les deux régions de l’Est et de l’Ouest Canadien. L’objectif de ce travail est d’évaluer 
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l’évolution au fil du temps des pourcentages des déformations différées atteints pour chaque 

élément du pont. Ces pourcentages servent par la suite à choisir les périodes de calcul lors des 

analyses non linéaires.   

 
2.2.1 Échéancier des travaux  

La construction d'un pont se fait selon une séquence et, un processus difficile à prévoir 

d’avance de manière très précise. La période de construction se poursuit dans le temps et peut 

subir des arrêts et reprises, les charges peuvent changer pendant cette période et après, ce qui 

peut entraîner des différences au niveau du comportement structural. Malgré cela, une analyse 

réaliste de la séquence et l’échéancier de construction du pont peut être considérée lors de 

l’étude pour aboutir à une séquence représentative. L’échéancier séquentiel des travaux, 

présenté à la figure 2.5, a été établi, après consultation d’un gestionnaire de projet et des normes 

et règlement en vigueur, et est adopté pour les fins de ce projet de recherche à titre d’échéancier 

et séquence représentatifs. 

 

 

 
 

 

Figure 2.5 Échéancier des travaux de construction des ponts étudiés  
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2.2.1.1 Décoffrage des éléments  

L’âge du décoffrage de l’élément en béton est un paramètre indispensable pour l’étude ; c’est 

à partir de ce moment que les éléments coulés sur place sont ajoutés à la structure et c’est le 

moment à partir duquel le retrait de séchage commence. Conformément au manuel de 

construction et de réparation des structures du Ministère des Transports du Québec (MTQ), les 

coffrages devraient demeurer en place le plus longtemps possible, idéalement pour toute la 

durée de la cure (MTQ, 2017 a). De surcroît, le cahier des charges et devis généraux 

« Infrastructures routières – Construction et réparation » (CCDG) spécifie qu’une période de 

7 jours de cure est une valeur minimale et en aucun cas elle ne doit être réduite  

(MTQ, 2017 b). De plus, pour les éléments porteurs, une résistance minimale correspondant à 

70 % de la résistance caractéristique du béton spécifiée à 28 jours doit être attente avant le 

décoffrage (Concrete materials and methods of concrete construction/Test methods and 

standard practices for concrete, 2014). 

 

Dans le présent mémoire, l’âge de décoffrage des éléments coulés sur place est spécifié à 10 

jours avec une résistance fୡ, (10) = 28 MPa, calculé à l’aide de la formule proposée par le 

Comité Européen du Béton (CEB) présenté dans l’équation 2.4 (CEB, 1990). Cette valeur 

correspond à 80 % de fୡ, . 
 fୡ, (t) = fୡ୫(t) − 8MPa                Pour t ≥  3jours (2.4) 

Avec : fୡ୫(t) = exp ൜s ൤1 − (28t )଴.ହ൨ൠ . fୡ୫ଶ଼ (2.4 a) 

Où, fୡ୫ଶ଼ et s sont définis respectivement dans l’équation 2.1 d et le tableau 2.1. 

 

2.2.2 Résultats de l’étude préliminaire  

Les résultats de l’étude préliminaire de prédiction de la déformation de retrait et du coefficient 

du fluage obtenu par le modèle CEB-FIP 2010 sont présentés et discutés dans cette section. 

Selon le code canadien (CSA-S6:14), la durée de vie nominale des ouvrages doit être de 75 
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ans. Néanmoins, cette durée de vie est théorique et minimale alors que les ouvrages, bien 

entretenus et dont la conception est maîtrisée, devraient durer beaucoup plus longtemps, 

comme en témoignent plusieurs exemples (Pont Jacques-Cartier, Pont Mercier, Pont Victoria, 

dans la région de Montréal, Québec). Ainsi, le retrait et le fluage des éléments structuraux du 

pont ont été étudiés et discutés dans le présent mémoire pour une durée de vie 100 ans à partir 

du moment de la coulée du béton de chaque élément et ce pour les deux régions de l’Est et de 

l’Ouest Canadien. 

2.2.2.1 Déformation due au retrait  

Cette sous-section est consacrée à l’étude des déformations de retrait libre des éléments de base 

du pont (sans aucune interaction structurale entre les éléments du pont) obtenus par le modèle 

CEB-FIP 2010. À titre d’exemples, la figure 2.6 et le tableau 2.2 ci-après présentent les 

déformations dues au retrait des colonnes.  

 
Figure 2.6 Retrait des colonnes en valeur absolue  
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Tableau 2.2 Valeurs maximales des déformations de colonnes sous l’effet du retrait en m/m 

Retrait endogène Retrait de dessiccation Retrait total 

Est Ouest Est Ouest Est Ouest 

-78E-06 -401E-06 -298E-06 -480E-06 -377E-06 

 

Les résultats présentés ci-dessus montrent que la déformation de retrait endogène ne présente 

pas de variation entre le pont localisé à Montréal (région de l’Est) et celui à Vancouver (région 

de l’Ouest). Ceci est dû au fait que le retrait endogène ne dépend pas des conditions 

environnementales. En revanche, la déformation de retrait de dessiccation maximale pour 

Montréal est 35 % plus élevée que celle à Vancouver, situé dans un environnement plus 

humide. 

En outre, la figure 2.9 montre que la déformation totale de retrait pour le pont situé à l’Est est 

plus importante que celui situé à l’Ouest. En contrepartie, l’allure de l’augmentation de la 

courbe de déformation du retrait dans le temps pour les ponts situés dans les deux régions est 

la même. À cet effet, les pourcentages de l’évolution dans le temps du retrait des éléments 

structuraux du pont sont semblables pour les deux régions.   

Toutefois, le retrait total présente une grande fluctuation au jeune âge en raison de la sensibilité 

à l'environnement. La déformation de retrait endogène augmente rapidement au cours des  

12 premiers jours et elle atteint sa valeur maximale au bout de 5 mois. En revanche, la 

déformation due au retrait de dessiccation est très lente alors qu’en termes de déformation, le 

retrait de séchage est plus important que le retrait endogène. De ce fait, la période nécessaire, 

pour que le béton atteigne son maximum de déformation en retrait, est dominée par le retrait 

de dessiccation. Les courbes présentées dans la figure 2.7 ci-dessous montrent l’évolution au 

fil du temps du pourcentage de la déformation due à chaque type de retrait, et ce pour chaque 

élément du pont. 
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Figure 2.7 Évolution du pourcentage de la déformation pour chaque type de retrait 

 

Les périodes nécessaires pour que la déformation de retrait atteigne les pourcentages 

caractéristiques de 50 % et 80 % de sa valeur maximale sont également étudiées, et ce pour 

chaque élément du pont. Ceci est dans le but de fixer les points de calcul pour les analyses non 

linéaires. Les résultats obtenus sont présentés dans le tableau 2.3 ci-après. 

 

Tableau 2.3 Périodes nécessaires pour que le retrait atteigne 50 et 80 pour cent  
de sa valeur maximale 

 Pourcentage Élément 
Colonne Chevêtre Poutre Dalle 

 

Retrait endogène 50 % 12 jours 
80 % 2 mois 

Retrait de 
dessiccation 

50 % 10 ans 7 ans 11 mois 15 mois 
80 % 50 ans 40 ans 5 ans 6 ans 

 

Retrait total 50 % 6 ans 4 ans 7 mois 9 mois 
80 % 40 ans 30 ans 4 ans 5 ans 

 
2.2.2.2 Fluage  

Dans cette sous-section, les coefficients du fluage des différents éléments du pont sont 

présentés et discutés. Le comportement dû au fluage est additif. En effet, chaque incrément de 

déformation, qu'il soit dû à une charge appliquée ou à une redistribution de charge causée par 

le fluage lui-même, augmente avec l'âge et conserve sa propre histoire de fluage. À cet effet, 

la prédiction du fluage doit se faire élément par élément et sous l’effet des différents cas de 

chargement de chaque élément. À titre d’exemple, la figure 2.8 montre les coefficients de 
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fluage des colonnes sous l’effet de différents chargements appliqués au cours du temps, pour 

le pont situé dans la région de l’Est (Montréal).  

 

 
Figure 2.8 Coefficients de fluage des colonnes de la pile centrale  

des ponts étudiés sous l’effet des différents chargements du pont à Montréal 
 

Après avoir étudié les quatre éléments principaux du pont, nous remarquons que le coefficient 

de fluage augmente plus rapidement à un âge précoce qu'à un âge avancé. Nous constatons 

également que plus que 50 % du fluage observé sur une période de 100 ans se produit au cours 

de la première année et ce pour les deux régions de l’Est et de l’Ouest Canadien. Les 

pourcentages des déformations dues au fluage des différents éléments du pont en fonction de 

leur chargement après 365 jours, par rapport à une durée totale de chargement de 100 ans, sont 

présentés dans le tableau 2.4 ci-après.  
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Tableau 2.4 Pourcentages des déformations dues au fluage atteint au bout d’un an pour les 
différents éléments du pont en fonction de leurs chargements 

 Chargements 
Colonne Chevêtre Poutre Dalle Équipements 

Él
ém

en
ts

 Colonne 65 % 59 % 57 % 51 % 50 % 
Chevêtre - 65 % 61 % 54 % 52 % 
Poutre - - 61 % 56 % 54 % 
Dalle - - - 67 % 62 % 

 

Tout comme pour la déformation de retrait, le coefficient du fluage total est aussi d’une 

importance plus accentuée pour le pont situé à Montréal (région de l’Est) que celui à 

Vancouver (région de l’Ouest). Cette différence est liée essentiellement au fluage de séchage, 

lequel présente une variation de 50 % entre les deux régions. À titre d’exemple, la figure 2.9 

ci-dessous présente les coefficients de fluage des colonnes sous l’effet du chargement du 

chevêtre pour les deux régions de l’Est et de l’Ouest Canadien. 

 

 
Figure 2.9 Coefficients de fluage des colonnes sous l’effet du chargement du chevêtre pour 

les deux régions de l’Est (Montréal) et de l’Ouest (Vancouver) 
 

2.3 Modélisation dans le logiciel SAP 2000 

La modélisation numérique des deux phénomènes du fluage et du retrait a été effectuée à l’aide 

du logiciel SAP 2000, lequel intègre le modèle CEB-2010 et qui a l’avantage de permettre le 

calcul séquentiel.  
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D’après « La Note Technique du SAP 2000 » (CSI, 2018), afin de pouvoir prendre en compte 

le comportement des matériaux en fonction du temps, lors d’une analyse de construction par 

étapes à l’aide du logiciel SAP 2000, les étapes suivantes sont nécessaires : 

• la définition des propriétés dépendantes du temps pour chaque matériau affecté; 

• la spécification de la taille théorique des éléments étudiés, pour le fluage et le retrait du 

béton; 

• la détermination d’un ou de plusieurs cas de charge de construction par étapes pour 

spécifier la séquence temporelle d'analyse. 

 

2.3.1 Propriété du béton dépendant du temps dans SAP 2000 

Pour les matériaux en béton, le SAP 2000 permet de spécifier plusieurs types de 

comportements dépendant du temps tels que la résistance à la compression et la rigidité, le 

fluage et le retrait (CSI, 2018). 

 

La résistance à la compression et la rigidité : elles sont déterminées par la variation du module 

d’élasticité avec l’âge du matériau. Ce comportement met à l'échelle les modules élastiques 

spécifiés pour le matériau. Le concept de module d'élasticité ajusté en fonction de l'âge 

(équation 1.24) est conçu de sorte que les déformations différées peuvent être modélisées plus 

précisément et aussi pour tenir compte de la variation de la déformation instantanée du 

matériau en fonction du temps. Eୡ୫(t) = β୉(t) × Eୡଶ଼ (2.5) 

Le fluage : le logiciel calcule la déformation de fluage au temps t pour une charge 𝜎௖  appliquée 

au temps 𝑡଴ de la façon suivante : 

εୡୡ(t, t଴) = φୡ(t, t଴) ൬ σୡEୡ୫(t଴)൰ (2.6) 
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Tel que β୉(t) et φୡ(t, t଴), varient dépendamment du modèle choisi pour la prédiction des 

déformations différées.   

 

SAP 2000 offre la possibilité de modéliser le comportement de fluage par intégration complète 

ou en utilisant une approximation de la série de Dirichlet. En outre, ce logiciel permet de 

considérer pour le fluage et le retrait des éléments en béton, l'effet de la compatibilité de 

déformation avec le taux de renforcement d'acier d'armature en utilisant un facteur de 

correction. 

 

2.3.2 Principe de la construction par étapes dans SAP 2000 

La construction par étapes est un type spécial d'analyse statique non linéaire dans le logiciel, 

qui prend en compte le concept de chargement incrémentiel. Ce type de construction est connu 

sous le nom de construction incrémentielle ou séquentielle ("Staged construction", en Anglais). 

 

Les éléments structuraux du pont sont sensibles à l'effet de la construction séquentielle, car 

lorsque ce type de construction est ignoré, l'analyse suppose que la totalité des charges est 

appliquée d’un seul coup à la structure entière. La construction par étapes est essentielle pour 

bien refléter les déformations différées dans le temps du fluage et du retrait. 

 

Pour chaque cas de charge de construction par étapes non linéaire, une séquence d'étapes doit 

être définie. Celles-ci sont analysées dans l'ordre défini. Ensuite, l’analyse non linéaire peut 

continuer à partir de l’analyse de construction par étapes en se basant sur l’état de la structure 

établi à la fin de la construction séquentielle. 

 

Durant chaque étape, plusieurs paramètres doivent être spécifiés tels que la durée, l’âge des 

objets au moment de leur ajout et les guides. Plusieurs opérations peuvent être également 

effectuées telles que la modification des propriétés de section, l’ajout et la suppression des 

éléments de la structure et le changement des modificateurs des propriétés. 
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Le cas de charge de construction par étapes ne prend pas en compte, par défaut, le 

comportement du matériau en fonction du temps. Cette option doit être activée par l’usager. 

 

2.3.2.1 Les principaux paramètres de la construction par étapes dans SAP 2000  

Afin de prendre en considération les effets dépendant du temps des matériaux lors d’une 

construction par étapes, plusieurs paramètres doivent être spécifiés : 

 

Le guide  
 
Le but des objets guides est de localiser les objets nouvellement ajoutés en tenant compte de 

la déformée des objets déjà existants. Les objets guides ont la même géométrie et la même 

connectivité que l'objet réel et avec une rigidité identique, mais sans masse ni poids, sans 

charge et sans comportement dépendant du temps. Les objets guide sont principalement utiles 

pour les objets-cadres et dalles homogènes. 

 

Les objets guides sont déviés avec la partie de la structure déjà présente dans l'analyse de 

construction par étapes. Lorsqu'un objet réel est ajouté à la structure, il remplace l'objet guide 

au même emplacement déplacé. Les déformations rapportées pour le nouvel objet ajouté 

incluront les déformations du guide causées par la partie précédemment existante de la 

structure. 

 

Les utilisations typiques des structures de guidage incluent la construction en porte-à-faux et 

les ponts composites pour lesquels la dalle de béton est coulée sur place sur des poutres 

précédemment construites. 
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L’âge lors de l'ajout  
 
Le comportement du béton dépendant du temps est fortement affecté par l'âge auquel 

commencent le retrait et le fluage. L’âge lors de l’ajout indique l'âge du matériau avant qu'il 

ne devienne actif dans le modèle. Cela n'affecte que les matériaux en béton et exprime 

généralement :   

• l’âge depuis la coulée d'un élément préfabriqué; 

• l'âge depuis la coulée jusqu'au décoffrage d'un élément coulé en place. L’élément doit être 

durci et peut supporter une charge lors de l’ajout, car le SAP ne prend pas en considération 

l’effet du béton humide (CSI, 2018). 

 

La durée  
 
Une durée, en jours, est utilisée pour les effets dépendants du temps : 

• si la durée est nulle pour une étape donnée, aucun changement de comportement significatif 

indépendant du temps n'est pris en compte pour cette étape; 

• si la durée est positive, toutes les opérations d'étape spécifiées seront d'abord effectuées et 

se produiront instantanément, avant l'application du comportement dépendant du temps 

pour la durée de l’étape.  

 

2.3.2.2 Méthode d’analyse de la construction par étapes  

Chaque étape est analysée séparément dans l'ordre dans lequel les étapes sont définies. 

L’analyse s’effectue en deux parties pour chacune des étapes considérées dans le cas d’étude : 

1. Les modifications apportées à la structure et à l'application des charges sont analysées. 

Celles-ci se produisent instantanément dans le temps, c’est-à-dire que l’analyse peut être 

incrémentielle, mais qu’aucun temps ne s’écoule du point de vue du matériau; 
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2. Si une durée non nulle a été spécifiée, les effets significatifs en fonction du temps sont 

ensuite analysés. Pendant ce temps, la structure ne change pas et les charges appliquées 

sont maintenues constantes. Cependant, une redistribution des contraintes internes peut 

survenir. 

 

2.3.2.3 Étapes de sortie  

Le pas de temps utilisé pour l'analyse en fonction du temps est basé sur le nombre de pas 

sauvegardés pour les deux parties de chaque étape : 

1. Nombre d’étapes à sauvegarder lors des modifications de la structure et lors de 

l’application immédiate de charge; 

2. Nombre d'étapes à enregistrer lors de l'analyse en fonction du temps pour le vieillissement, 

le fluage et le retrait. 

Le nombre d'étapes spécifié pour les deux parties de chaque étape s'applique également à toutes 

les étapes du cas de charge. 

 

Pour les structures statiquement indéterminées, une redistribution importante des contraintes 

peut survenir en raison du fluage et du retrait. Il est donc important d'utiliser, dans de tels cas, 

des pas de temps assez petits, en particulier pendant le jeune âge de la structure où elle sujet à 

des changements plus importants. 

 

2.3.3 La construction par étapes du cas d’étude du présent mémoire  

En se basant sur l’échéancier des travaux défini précédemment, et à l’aide du logiciel 

SAP 2000 (CSI, 2018), la construction séquentielle considérée durant cette recherche est 

présentée dans la figure 2.10 ci-après.  
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Figure 2.10 Définition de la construction par étapes modélisée dans SAP 2000 

 

Pour des fins de l’analyse de fluage l’approche d’intégration complète a été utilisée, et une 

étude de sensibilité a été effectuée afin de déterminer le nombre de pas nécessaires pour la 

convergence des résultats. 

  





 

CHAPITRE 3 
 
 

MODÉLISATION ET CONCEPTION DES PONTS 

Ce projet de recherche s’inscrit dans le cadre d’une évaluation de l’effet des déformations 

différées du béton sur le comportement sismique des piles de ponts isolés à la base et 

faiblement armées. Dans cette optique, un type de pont routier très commun a été sélectionné 

et plusieurs variantes ont été conçues et modélisés. Ce chapitre présente la modélisation ainsi 

que la conception conformément aux exigences du CSA-S6-14 des variantes de ce modèle de 

pont.  

 
Au cours de la présente recherche, deux modélisations ont été considérées. La première a été 

effectuée dans le but de déterminer la demande sismique pour fin de conception. Ensuite, afin 

d’étudier la performance sismique de la structure, une deuxième étape de modélisation, 

considérant la discrétisation en éléments fibre de la zone de rotule plastique, a été réalisée. La 

figure 3.1 résume le cheminement global du processus de la modélisation et de la conception 

suivi durant cette étude. 

 

 
Figure 3.1 Cheminement global  
de la conception d’une variante  

du pont type étudié 

Variante du 
modèle de pont

Modélisation du 
système 

d'isolation

Modélisation du 
retrait et du 

fluage 

Choix des 
variantes de 
conception

Conception des 
piles 

Modélisation de 
la zone de la 

rotule plastique 
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3.1 Sélection et description du Modèle de pont  

Le pont sélectionné pour cette étude est un pont droit régulier, représentatif des ponts courants 

qu’on rencontre sur le réseau routier au Canada. Ce type de pont représente 71 % sur un total 

de 119 ponts du Québec (Galy, Khaled, & Nollet, 2010). Le pont est composé d’un tablier à 

deux travées continues de 36 m de longueur chacune et 13 m de largeur. Le tablier repose sur 

deux culées aux extrémités et une unité de fondation centrale. La Figure 3.2 montre la coupe 

longitudinale du pont. 

 
Figure 3.2 Coupe longitudinale du pont 

 

 
Figure 3.3 Coupe transversale du pont 
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L’unité de fondation centrale est constituée d’un portique simple à trois colonnes (pile à 

colonnes multiples) de section rectangulaire de 1,8 m × 0,9 m ayant une hauteur de 6 m. Les 

colonnes sont reliées par un chevêtre de section 1,0 m × 1,0 m, ce qui porte la hauteur du 

portique à un total de 7 m.  

 

Le tablier du pont est composé d’une dalle en béton armé coulée en place de 200 mm 

d’épaisseur surmontée d’une couche d’enrobé bitumineux d’une épaisseur de 65 mm, reposant 

sur six poutres préfabriquées en béton précontraint de type NEBT 1600. Les poutres du tablier 

sont appuyées sur un total de dix-huit (18) appuis isolateurs sismiques, placés au niveau de la 

pile centrale et des deux culées d’extrémités. Les colonnes du portique sont encastrées à la 

base. La figure 3.3 présente la coupe transversale du pont utilisé dans cette étude. 

 

Pour tous les éléments du pont, un amortissement intrinsèque de 5 % a été attribué afin de 

prendre en considération le frottement interne des matériaux constitutifs du béton. Une 

résistance à la compression du béton (fୡᇱ) à 28 jours de 35 MPa, ainsi qu’une limite d’élasticité 

(f୷ ) de 400 MPa et un module d’élasticité (Eୱ ) de 2× 10ହMPa pour l’acier d’armature, ont été 

considérés dans le cadre de cette étude. 

 

3.2 Modélisation du pont  

Pour les fins de calculer la demande sismique, requise pour la conception, une modélisation 

tridimensionnelle (3D) du pont a été réalisée à l’aide du logiciel de calcul des structures SAP 

2000 (CSI, 2018). Les éléments structuraux du tablier du pont ont été modélisés à l’aide 

d’éléments coques minces (pour la dalle) assemblés à des éléments de type poutre, pour les 

poutres NEBT. Le chevêtre et les colonnes composant la pile centrale ont été modélisés par 

des éléments de type poutre-colonne. Pour le portique, les colonnes sont encastrées à la base. 

Les culées ont été modélisées par des appuis fixes, permettant la rotation. La figure 3.4 montre 

le modèle 3D du pont.   
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Figure 3.4 Modélisation tridimensionnelle du pont 

 

La superstructure et le chevêtre ont un comportement élastique linéaire. En revanche, les 

colonnes du système de pile incorporent une zone de rotule plastique afin de représenter le 

comportement inélastique à la base des colonnes. Il est à noter aussi que la zone de rotule 

plastique peut se produire en tête des colonnes suite à l’effet-cadre dans la direction 

transversale du pont. 

 

3.3 Système d’isolation sismique  

Le système d’isolation sismique est constitué de dix-huit isolateurs de type élastomère avec 

noyau de plomb, distribués à raison de six (06) par unité de fondation. La répartition du système 

d’isolation est présentée plus loin dans le texte. Les isolateurs sont constitués d’alternance de 

couches de caoutchouc et de feuilles d’acier tel qu’illustré dans la figure 3.2. Les couches 

d’élastomère confèrent une grande flexibilité latérale au système. Le noyau de plomb confère 

à l’isolateur l’essentiel de sa capacité de dissipation d’énergie et d’amortissement. Les cales 

en acier, entre les couches d’élastomère, permettent d’assurer au système une bonne rigidité et 

capacité portante verticales.  
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Le comportement hystérétique des isolateurs sismiques situés entre la superstructure et les 

unités de fondation est de type bilinéaire. Il peut être idéalisé tel que montré par la figure 3.5.  

 

 
Figure 3.5 Comportement bilinéaire 
Tirée de Martel & Maltais (2015) 

 

La résistance caractéristique, Qୢ et la rigidité post-élastique, Kୢ, sont les propriétés 

hystérétiques principales de ce modèle de comportement. Qୢ est le paramètre lié à l’énergie 

dissipée par cycle (EDC) et Kୢ est le paramètre clé afin d’obtenir un recentrage adéquat du 

pont.  

 

Afin de satisfaire l’objectif cible de cette étude, les caractéristiques hystérétiques du système 

d’isolation sismique ont été choisies de façon que le taux de renforcement en armature requis 

selon la demande sismique des ponts sous étude, pour les deux régions de l’Est (Montréal) et 

de l’Ouest (Vancouver) Canadien, soit égal à 0,5 %. Dans cette optique, la période de vibration 

et l’amortissement visqueux équivalent déterminés au moyen d’une analyse simplifiée et selon 

les exigences de la clause 4.10.5.3 du code Canadien CSA-S6-14, sont respectivement de 2 s 

et de 20 % à l’Est et de 3,5 s et 20 % à l’Ouest. Ces valeurs sont situées à l’intérieur des valeurs 

typiques utilisées dans la pratique actuelle au Canada. Le tableau 3.1 présente les propriétés 

hystérétiques du système d’isolation sismique considéré dans cette étude. 
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Tableau 3.1 Caractéristiques hystérétiques du système d’isolation 

 Est (Montréal) Ouest (Vancouver) tୣ୤୤ = 2 s;  β = 20 % tୣ୤୤ = 3,5 s;  β = 20 % 𝐐𝐝(kN) 250 325 𝐊𝐝(kN/m) 9000 2750 𝐊𝐮(kN/m) 90000 27500 𝐃𝐲(m) 0,003 0.013 𝐅𝐲(kN) 277 361 𝐊𝐞𝐟𝐟(kN/m) 15220 3950 ∆𝐦𝐚𝐱(m) 0,052 0.342 𝐅𝐦𝐚𝐱(kN) 786 1349 

 

Moradiankhabiri (2016) a étudié l’effet de la répartition du système d’isolation sur la réponse 

sismique pour les ponts situés dans les régions de l’Est et de l’Ouest canadien en considérant 

plusieurs variantes de répartitions. En se basant sur l’interprétation de ses résultats, la 

répartition du système d’isolation choisi dans le cadre de cette étude est présentée dans le 

tableau 3.2. Ce choix a été effectué dans le but d’obtenir des ponts isolés dans les deux 

directions principales.  

Tableau 3.2 Répartition du système d'isolation sismique 

 
Région  

Répartition du système d’isolation 

Culées Pile centrale 

Longitudinale Transversale Longitudinale Transversale 

Est  libre 25 % 100 % 50 % 

Ouest  25 % 25 % 50 % 50 % 

 

Les isolateurs sismiques ont été modélisés dans le logiciel SAP 2000 à l’aide de lien  

« Link-Element » en adoptant un comportement hystérétique d’isolateur en élastomère 

« Rubber Isolator ». Il s'agit d'un isolateur hystérétique bidirectionnel qui possède des 

propriétés de plasticité couplée pour les deux déformations de cisaillement et des propriétés de 
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rigidité efficace linéaire pour les quatre déformations restantes. Le modèle de plasticité est basé 

sur le comportement hystérétique proposé par Wen (1976) et Park, Wen et Ang (1986), et 

recommandé par CSI-Bridge pour l'analyse de l'isolation à la base (CSI, 2018). 

 

3.4 Modélisation du retrait et du fluage 

De toute évidence, le retrait et le fluage sont les phénomènes clés de cette recherche. De ce 

fait, leur modélisation est bien détaillée dans le chapitre 2 du mémoire. Le modèle 

mathématique choisi pour la prédiction de ces deux phénomènes est le modèle CEB-FIP 2010 

proposé par le Comité Européen du Béton (CEB) et la Fédération Internationale de la 

Précontrainte (FIP) en 2013. Ce modèle prend en considération l’effet du retrait endogène et 

sépare notamment le fluage propre du celui de dessiccation. 

 

Ce modèle dépend de plusieurs paramètres, parmi lesquels on peut citer la résistance à la 

compression à 28 jours (fୡᇱ), le module d’élasticité à 28 jours (Eୡଶ଼), le type de ciment, 

l’humidité relative de la région (RH), la taille théorique des éléments étudiés (h), ainsi que 

l’âge au début de séchage (ts) et l’âge au moment du chargement (t0). En ce qui concerne les 

deux derniers paramètres, ils ont été déterminés à travers l’échéancier des travaux, comme 

nous l’avons mentionné dans le chapitre 2. Les autres paramètres, qui sont présentés dans le 

tableau 3.3, ont été déterminés selon les exigences du code CSA-S6-14.  

Tableau 3.3 Paramètres d'entrée du modèle CEB-FIP 2010 

 Éléments 
Colonnes Chevêtre Dalle Poutres 

Pa
ra

m
èt

re
s 

fୡᇱ 35 MPa Eୡଶ଼ 26273 MPa 27098 MPa 

Type de ciment 42,5 N 
 

RH Est (Montréal) 70 % 
Ouest (Vancouver) 80 % 

h 545 mm 481 mm 196 mm 172 mm 
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Les résultats obtenus par l’étude préliminaire de prédictions des effets du retrait et du fluage 

détaillé dans le chapitre 2 du mémoire sont résumés dans les figures 3.6 et 3.7 ci-après. Ces 

figures présentent respectivement les déformations dues au retrait des différents éléments 

structuraux du pont et les coefficients du fluage des colonnes, qui constituent les éléments 

primordiaux de cette étude, sous l’effet des différents chargements appliqués au cours du 

temps, et ce pour les deux régions de l’Est et de l’Ouest Canadien et pour une période  

de 100 ans.  

 

 
Figure 3.6 Retrait des éléments structuraux du pont en valeur absolue 

 

 
Figure 3.7 Coefficients du fluage des colonnes sous l’effet des différents chargements 

appliqués au cours du temps  
 

Tels qu’indiqué dans la revue de la littérature, une modification est apportée à la détermination 

du module d’élasticité du béton (Eୡଶ଼) par la nouvelle version du code canadien sur le calcul 

des ponts routiers sorti au cours de la présente recherche, le CSA-S6:19. Cette modification 

est mineure et n’a pas d’effet significatif sur les résultats obtenus.   
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3.5 Choix des scénarios de construction  

Dans le cadre de ce projet de recherche, le comportement temporel du béton a été considéré 

dès l’étape de conception. À cet effet, le pont est construit dans un premier temps en une seule 

étape, pour simuler le cas où les effets de fluage et de retrait sont ignorés. Puis, une construction 

séquentielle est établie avec différents scénarios définis par le temps auquel des pourcentages 

caractéristiques de retrait et de fluage des différents éléments du pont sont atteints durant sa 

durée de vie. 

Le choix des scénarios de construction a été basé sur l’étude préliminaire de la prédiction des 

effets du retrait et du fluage des éléments structuraux du pont. Sur la base des résultats obtenus 

lors de cette étude préliminaire cinq périodes clés ont été retenues pour la suite du projet, soit : 

(a) un séisme se produisant à la fin de construction de l’ouvrage où environ 50 % du retrait 

endogène s’est déjà produit pour tous les éléments de ponts; (b) un séisme se produisant après 

1 an, période durant laquelle le retrait endogène est terminé et le fluage est à 50 %; (c) un 

séisme se produisant après 5 ans, où 50 % du retrait total du pont est atteint pour la majorité 

des éléments; (d) un séisme se produisant après 30 ans, période durant laquelle 80 % du retrait 

et du fluage total ont été atteints; et (e) un séisme se produisant après 100 ans, c'est-à-dire à la 

fin de vie de l’ouvrage. La prédiction des effets dépendant du temps est détaillée dans le 

chapitre 2 du mémoire. Le tableau 3.4 présente les différents scénarios de construction 

considérés pour cette étude. 

 
Tableau 3.4 Différents scénarios de construction considérés dans l’étude 

Nom Description 

P1 Construction en une seule étape (retrait et fluage ignorés) 

P2-0  

 

Construction 
séquentielle  

(en tenant compte 
du retrait et du 
fluage selon la 

figure 2.5) 

Séisme à la fin de la construction 

P2-1 Séisme après 1 an de la fin de la construction 

P2-5 Séisme après 5 ans de la fin de la construction 

P2-30 Séisme après 30 ans de la fin de la construction 

P2-100 Séisme à la fin de durée de vie du pont (après 100 
ans de la fin de la construction) 
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3.6 Conception des piles 

Les deux modèles de ponts de l’Est et de l’Ouest Canadien sont considérés comme des ponts 

essentiels. Conformément à l’exigence de l’article 4.4.5.3.1 du code CSA-S6-14, la conception 

parasismique doit être basée sur la performance. Dans ce cadre, le comportement des ponts 

demeure essentiellement élastique. Comme indiqué précédemment, seule la pile centrale est 

susceptible de développer des déformations inélastiques alors que le tablier et les culées 

d’extrémités adoptent un comportement élastique linéaire. De ce fait, la conception sismique 

du pont se résume à la conception de la pile centrale et se concentre, plus précisément, sur sa 

partie inférieure étant donné la présence des isolateurs entre le chevêtre et le tablier. 

 

3.6.1 Étapes de la conception   

Les étapes de conception sismique des piles du pont sont résumées dans la figure 3.8 et décrites 

dans ce qui suit, et ce pour les deux régions de l’Est (Montréal) et de l’Ouest (Vancouver) du 

Canada. 

 

 
Figure 3.8 Cheminement de la conception 
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3.6.2 Analyses modales 

Pour les fins de conception, il n’est pas nécessaire de connaître toute la réponse de la structure 

analysée dans le temps et la réponse maximale suffit. La méthode spectrale se base sur la 

combinaison de la réponse maximale des principaux modes de vibration de la structure pour 

estimer la réponse maximale de la structure. Dans cette optique, conformément à l’exigence 

du code CSA-S6-14 et à l’aide du logiciel SAP 2000, nous avons effectué une analyse 

dynamique spectrale en utilisant la méthode de combinaison quadratique complète (CQC) 

suggérée par Caltrans ≪California Transportation≫ (Aviram et al., 2008). Les modes utilisés 

dans cette analyse sont ceux incluant au moins 90 % de la masse totale dans les deux directions 

longitudinale et transversale des variantes du pont. 

Les résultats de l’analyse modale ont montré que 90 % de la masse totale est mobilisée par les 

deux premiers modes de vibration dans les deux directions horizontales et ce pour les deux 

régions de l’Est (Montréal) et l’Ouest (Vancouver) canadien. Les résultats sont résumés dans 

le tableau 3.5. 

 

Tableau 3.5 Résumé des modes de vibration et des masses modales 

 
Région 

 
Mode 

 
Période (s) 

Masse modale cumulative (%) 
Direction 

longitudinale 
Direction 

Transversale 
 

Est (Montréal) 1 2,03 96 0 
2 1,78 96 94 

 

Ouest (Vancouver) 1 3,53 95 0 
2 3,50 95 94 

 

3.6.3 Analyses spectrales 

Pour les fins de conception, il n’est pas nécessaire de connaître toute la réponse de la structure 

analysée dans le temps et la réponse maximale suffit. La méthode spectrale se base sur la 

combinaison de la réponse maximale des principaux modes de vibration de la structure pour 

estimer la réponse maximale de la structure. Dans cette optique, conformément à l’exigence 
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du code CSA-S6-14 et à l’aide du logiciel SAP 2000, nous avons effectué une analyse 

dynamique spectrale en utilisant la méthode de combinaison quadratique complète (CQC) 

suggérée par Caltrans ≪California Transportation≫ (Aviram, Mackie, & Stojadinović., 2008). 

Les modes utilisés dans cette analyse sont ceux incluant au moins 90 % de la masse totale dans 

les deux directions longitudinale et transversale des variantes du pont. 

 

Selon le code CSA-S6-14, cette analyse introduit l’accélération spectrale de conception S(T) 

qui correspond aux conditions géologiques des sites sous étude. Les spectres des villes de 

Montréal (Est) et Vancouver (Ouest), pour une période de retour de 2 % en 50 ans et un sol de 

classe C, ont été utilisés. Selon les spécifications de la clause 4.10.5.4 du code, pour les ponts 

isolés à la base le spectre doit être modifié pour refléter le niveau d’amortissement plus élevé 

associé aux modes de vibration isolées. Les valeurs spectrales pour un amortissement de 5 % 

sont divisées par un coefficient d’amortissement B pour la plage de T supérieure ou égale à 

0.8 Teff. B est donné par l’équation suivante : 

 B = (ξ/0,05) ୬ (3.1) 

Avec : 

 

- 𝛏  : Taux d’amortissement équivalent; 

- 𝐧  : 0,2 à l’Est et 0,3 à l’Ouest. 

 

La figure 3.9 montre le spectre modifié pour les villes de Montréal (Est) et Vancouver (Ouest). 
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Figure 3.9 Spectres de calcul modifié pour les sites de Montréal et de Vancouver, 

sol de classe C, période de retour de 2475 ans 
 

Après avoir déterminé les réponses sismiques maximales (Rଵሬሬሬሬ⃗  et Rଶሬሬሬሬ⃗ ) dans les deux directions 

horizontales séparément suite à l’analyse spectrale multimodale, la réponse sismique critique Rሬሬ⃗  est obtenue en combinant ces réponses maximales selon la règle des 30 % (Équation. 3.2), 

conformément aux recommandations du code CSA-S6-14. 

Rሬሬ⃗ = Rଵሬሬሬሬ⃗ + 0.3 Rଶሬሬሬሬ⃗   (3.2) Rሬሬ⃗ = 0.3 Rଵሬሬሬሬ⃗ + Rଶሬሬሬሬ⃗    

 

Dans l’équation 3.1, Rଵሬሬሬሬ⃗  (Mଵଡ଼, Mଵଢ଼) et Rଶሬሬሬሬ⃗  (Mଶଡ଼, Mଶଢ଼) sont les réponses sismiques maximales 

selon les directions principales (1) longitudinale et (2) transversale respectivement, et (Mଡ଼, Mଢ଼) 

sont les moments bi-axiaux déterminés à la base des colonnes suivant leurs axes locaux x et y 

qui coïncident avec les axes principaux 1 et 2 du pont. 
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3.6.4 Calcul des efforts sismiques pour la conception 

Une fois les demandes sismiques maximales de la pile déterminées, ainsi que l'analyse statique 

pour chaque scénario de construction sous l’effet des charges mortes (D) effectuée, les efforts 

internes maximaux sont obtenus dans la pile. Ces efforts sont résumés dans les tableaux 3.6 et 

3.7 ci-après, pour les trente-six (36) colonnes des deux modèles de ponts de l’Est (Montréal) 

et de l’Ouest (Vancouver) avec les différents scénarios de construction étudiés. 

Tableau 3.6 Efforts maximaux pour les piles du modèle du pont isolé de la région de l’Est 
pour les différents scénarios de construction 

 
 

Colonnes extérieures Colonne intérieure 
MX(3-3) 
(kN.m) 

MY(2-2) 
(kN.m) 

 

P (kN) MX(3-3) 
(kN.m) 

MY(2-2) 
(kN.m) 

 

P (kN) 

Longitudinale (L) 0 1894,12 0 0 1961,89 0 
Transversale (T) 580,01 0 182,46 699,78 0 0 

 
 
 

 
 

 
Charge morte 

 

Construction en une seule étape (P1) 
477,56 0 2597,24 0 0 3300,81 

Construction séquentielle : Séisme à la fin de la construction (P2-0) 
465,74 0 2613,08 0 0 3366,152 
Construction séquentielle : Séisme après 1 an de la fin de la construction  

(P2-1) 
409,69 0 2606,18 0 0 3421,58 
Construction séquentielle : Séisme après 5 ans de la fin de la construction 

(P2-5) 
333,40 0 2583,69 0 0 3463,06 
Construction séquentielle : Séisme après 30 ans de la fin de la construction 

(P2-30) 
457,91 0 2555,26 0 0 3515,47 

Construction séquentielle : Séisme après 100 ans de la fin de la construction 
(P2-100) 

515,21 0 2545,63 0 0 3522,82 
* MX(3-3): Moment autour de l’axe forte x-x ; MY(2-2): Moment autour de l'axe faible y-y; P: effort axial  
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Tableau 3.7 Efforts maximaux pour les piles du modèle du pont isolé de la région de l’Ouest 
pour les différents scénarios de construction 

 
 

Colonnes extérieures Colonne intérieure 
MX(3-3) 
(kN.m) 

MY(2-2) 
(kN.m) 

 

P (kN) MX(3-3) 
(kN.m) 

MY(2-2) 
(kN.m) 

 

P (kN) 

Longitudinale (L) 0 2022,3678 0 0 2088,9363 0 
Transversale (T) 1038,6817 0 327,225 1253,7257 0 0 

 
 
 
 

 
 

Charge morte 
 

Construction en une seule étape (P1) 
480,1605 0 2596,039 0 0 3301,406 

Construction séquentielle : Séisme à la fin de la construction (P2-0) 
469,6231 0 2610,701 0 0 3353,908 
Construction séquentielle : Séisme après 1 an de la fin de la construction  

(P2-1) 
422,2887 0 2608,965 0 0 3399,647 
Construction séquentielle : Séisme après 5 ans de la fin de la construction 

(P2-5) 
363,3778 0 2591,715 0 0 3430,883 
Construction séquentielle : Séisme après 30 ans de la fin de la construction 

(P2-30) 
313,3649 0 2568,35 0 0 3471,496 
Construction séquentielle : Séisme après 100 ans de la fin de la construction 

(P2-100) 
353,2099 0 2559,989 0 0 3477,263 

* MX(3-3): Moment autour de l’axe fort x-x ; MY(2-2): Moment autour de l'axe faible y-y; P: effort axial  

Ces efforts maximaux sont ensuite combinés afin de déterminer les efforts de conception des 

colonnes selon les combinaisons de charges prescrites par le code canadien CSA-S6-14 pour 

le calcul aux états limites ultimes. Conformément à l’article 4.4.9.2 du code, deux 

combinaisons de charges sont considérées afin de tenir compte des effets des mouvements 

sismiques verticaux en appliquant les coefficients de pondération des charges mortes : 1) 0.8D + E 2) 1.25D + E 

(3.3) 

Par ailleurs, en tenant compte des combinaisons de l’effort sismique dans les deux directions 

horizontales du pont par la règle des 30 % définie dans la section précédente, quatre sous-

combinaisons de charges en résultent :  



94 

൤ 0.8 𝐷𝑅ଵሬሬሬሬ⃗ + 0.3 𝑅ଶሬሬሬሬ⃗ ൨          ൤ 0.8 𝐷0.3 𝑅ଵሬሬሬሬሬሬሬሬሬሬሬሬ⃗ + 𝑅ଶሬሬሬሬ⃗ ൨ ൤ 1.25 𝐷𝑅ଵሬሬሬሬ⃗ + 0.3 𝑅ଶሬሬሬሬ⃗ ൨         ൤ 1.25 𝐷0.3 𝑅ଵሬሬሬሬሬሬሬሬሬሬሬሬ⃗ + 𝑅ଶሬሬሬሬ⃗ ൨ 
(3.4) 

 

Ces combinaisons sont considérées lors de la conception dans le but de déterminer la quantité 

d’armatures requise ainsi que la surface de rupture.  

 

3.6.5 Détermination du taux de renforcement en armature requis 

À la suite du calcul des sollicitations maximales des colonnes, la quantité d’armatures 

nécessaire pour répondre à ces sollicitations ainsi que la surface de rupture des colonnes ont 

été déterminées à l’aide du logiciel SpColumn (StructurePoint, 2014). Afin de satisfaire 

l’objectif de cette recherche, le ratio d’acier d’armature requis pour répondre à la demande 

sismique doit être inférieur à 0,8 %, cette valeur présente la limite minimale exigée par le code 

CSA-S6-14. Les taux de renforcement en armatures longitudinales requis pour les deux 

modèles de ponts de l’Est et de l’Ouest Canadien en considérant les différents scénarios de 

construction sont résumés dans le tableau 3.8. 

 

Tableau 3.8 Demande en armatures longitudinales des modèles étudiés 

 Scénario de construction 
P1 P2-0 P2-1 P2-5 P2-30 P2-100 

 

Région Est 0,48 % 0,48 % 0,48 % 0,48 % 0,49 % 0,49 % 
Ouest 0,56 % 0,56 % 0,56 % 0,56 % 0,56 % 0,57 % 

 

D’après ces résultats, on peut constater que le retrait et le fluage du béton n’affectent pas la 

demande en armatures longitudinales des colonnes. En ce qui concerne la disposition des 

armatures, les exigences du code CSA-S6-14 ont été respectées, telles que l’espacement des 

barres longitudinales est maintenu inférieur à 200 mm. La figure 3.10 présente, à titre 

d’exemple, pour le modèle de pont de l’Est avec 0,48 % de pourcentage de renforcement, la 

disposition normative des armatures longitudinales ainsi que le diagramme d’interaction 

tridimensionnelle de la base de la pile. 
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Figure 3.10 Diagrammes de résistance 3D du modèle du pont de l’Est 

 

Deux pourcentages d’acier d’armatures seront retenus pour le reste de l’étude, à savoir le 

pourcentage d’acier d’armature nécessaire selon la demande sismique (0,5 %) et le 

pourcentage d’acier d’armatures minimum préconisé par le code (0,8 %), et ce, pour les deux 

régions de l’Est et de l’Ouest Canadien. Les caractéristiques des armatures longitudinales 

utilisées pour cette étude sont présentées dans le tableau 3.9. 

 

Tableau 3.9 Caractéristiques des armatures longitudinales 

 𝛒 (%) 

0,5 % 0,8 % 

Nombre des barres 26-20M 26-25M 

Diamètre des barres (mm) 19,5 25,2 

Sx (Espacement des barres selon l’axe (X-X) en (mm) 192,1 190,7 

SY (Espacement des barres selon l’axe (Y-Y) en (mm) 185,4 184,8 
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3.6.6 Confinement de la zone de rotule plastique  

Il est essentiel que les ponts soient fonctionnels après un tremblement de terre important. Lors 

de fortes secousses sismiques, on peut s’attendre à ce que les colonnes supportant les structures 

de ponts forment des articulations inélastiques en flexion aux endroits critiques, les zones de 

rotule plastique. Ces articulations vont être protégées contre une rupture prématurée par un 

niveau élevé de confinement par les armatures transversales, ce qui leur confère une ductilité 

suffisante. Ce concept est généralement dédié aux ponts conventionnels. Cependant, dans le 

cas des ponts isolés à la base, les déplacements en cas de séisme sont concentrés au niveau des 

éléments flexibles de la structure, les isolateurs, dans le but de réduire la demande en ductilité 

pour les colonnes des ponts.  

Néanmoins, parce que le code canadien accepte qu’il y a des dommages réparables pour les 

ponts isolés, sous le séisme de période de retour de 2475 ans, il est attendu que des 

déformations inélastiques puissent survenir dans les zones critiques. Pour éviter une rupture 

prématurée et par mesure de sécurité, l’article 4.10.7 du code canadien sur le calcul des ponts 

routiers exige d’étudier quand même une zone de rotule plastique et de lui assurer une ductilité 

minimale correspondant à R=2.0. Dans notre cas, cette zone est prévue à la base de la colonne, 

dans la région où le moment est le plus élevé, et elle était conçue conformément aux exigences 

du CSA-S6-14. 

 

3.6.6.1 Armature transversale 

La capacité de rotation plastique disponible, et donc la capacité de ductilité de l'élément, 

dépend de la géométrie de la section et de la quantité et de la distribution du renforcement 

transversal dans la région de la rotule plastique. L'armature transversale assure la double 

fonction de confiner le noyau de béton, augmentant ainsi sa résistance à la compression et lui 

permettant de supporter des contraintes de compression plus élevées, et de retenir l'armature 

longitudinale contre le flambement. La disposition des armatures transversales de confinement 

dans la zone de rotule plastique a été calculée conformément à l’exigence de l’article 4.7.5.2.5 

du Code, comme indiqué ci-après : 
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Aୱ୦ = max[ 0.3 s hୡ fୡᇱf୷ ൬A୥Aୡ − 1൰ ; 0.12 s hୡ fୡᇱf୷ ቆ0.5 + 1.25P୤ϕୡfୡᇱA୥ቇ] (3.5) 

Où :  

   ൬0.5 + ଵ.ଶହ୔౜மౙ୤ౙᇲ୅ౝ൰ ≥ 1 (3.5 a) 

Avec : 

 

- 𝐀𝐬𝐡  : Aire totale des armatures transversales (mm2); 

- 𝐀𝐠 : Aire de la section brute (mm2); 

- 𝐀𝐜  : Aire du noyau de la section (mm2); 

- 𝐬  : Espacement des étriers (mm); 

- 𝐡𝐜  : Dimension du noyau de poteau fretté dans la direction concernée (mm); 

- 𝛟𝐜  : Coefficient de résistance du béton; 

- 𝐏𝐟  : Charge axiale pondérée (N). 

En outre, conformément à l’article 4.7.5.2.6 du CSA-S6-14, l’espacement entre les axes des 

armatures transversales doit satisfaire l’exigence suivante :  S ≤ min [0.25 b ; 6 ϕ ; 150 mm] (3.6) 

Avec : 

- 𝐛  : Dimension minimale de l’élément; 

- 𝛟  : Diamètre de l’armature longitudinale. 

 

Par conséquent, dans le cadre de cette étude, nous avons adopté un espacement de 65 mm avec 

6 et 3 brins d’acier de confinement dans les deux directions longitudinale et transversale 

respectivement, comme le présente la figure 3.11. 
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Figure 3.11 Configuration des armatures  

transversales 
 

3.6.6.2 Longueur de la rotule plastique  

La conception basée sur la performance considère les déformations maximales au sein des 

différents matériaux (acier, béton non confiné et béton confiné), comme les indicateurs 

quantitatifs du niveau de dommage. Ces déformations sont en lien avec la demande en ductilité 

de déplacement, laquelle se mesure par le ratio du déplacement ultime au déplacement à la 

limite élastique. Dans ce contexte, au début des années 1975, Park et Paulay ont conceptualisé 

le déplacement ultime en proposant l’équation basée sur la courbure ultime suivante :  

Δୢ = Δ୷ + Δ୮ = ϕ୷ Lଶ3 + (ϕ − ϕ୷)L୔(L − 0,5L୔) 
(3.7) 
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Avec : 

 

- 𝚫𝐝  : Déplacement ultime à la base de la colonne;  

- 𝚫𝐲  : Déplacement élastique; 

- 𝚫𝐩  : Déplacement à la base de la colonne dû à la rotule plastique; 

- 𝛟𝐲  : Courbure élastique; 

- 𝛟𝐩  : Courbure à la plastification; 

- L  : Longueur de la colonne.  

Comme spécifié dans l’équation 3.7 ci-dessus, la longueur de la rotule plastique (L୔) est un 

facteur très important dans la détermination du déplacement ultime.  

 
Figure 3.12 Détermination de la longueur de la rotule plastique 

Adaptée de Park & Paulay (1975) 
 

Comme le montre la figure 3.12, la courbure plastique ϕ୮ est supposée être constante sur la 

longueur de la rotule plastique, qui est calibrée pour donner la même rotation plastique que 

celle qui se produit dans la structure réelle. 

 

Au fil des années, les chercheurs ont développé plusieurs équations afin de prédire une valeur 

raisonnable de la longueur de la rotule plastique (L୔). Les équations proposées sont basées sur 

des essais expérimentaux et ne tiennent pas compte de tous les paramètres qui ont une influence 

sur cette longueur (L୔). Les principaux paramètres considérés lors de la détermination de (L୔) 

sont les suivants selon Bae & Bayrak (2009) :  
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• la résistance du béton; 

• les taux d’armatures longitudinales et transversales; 

• le niveau de charge axiale et du moment; 

• l’effort de cisaillement dans la zone de rotule plastique; 

• le pourcentage de confinement dans la région de la rotule plastique. 

 

Les équations proposées par les chercheurs présentent une grande variabilité dans les résultats. 

Selon Carvalho (2012), l’équation la plus recommandée est celle proposée par Priestley & 

Paulay (1992).  

 

3.6.6.3 Équations de prédiction de la rotule plastique dans des colonnes en béton 
armé proposé par Priestley 

En 1987, Priestley et Park ont défini la longueur de la rotule (L୔) en tenant compte de la 

propagation de la plasticité. Ils ont proposé l’équation suivante : 

 L୔ =  CଵL + Cଶdୠ + CଷD (3.8) 

Avec :  

- 𝐂𝟏,𝐂𝟐,𝐂𝟑  : Constantes; 

- 𝐝𝐛  : Diamètre de l’acier longitudinal; 

- L  : Longueur de la colonne;  

- 𝐃  : Largeur ou diamètre de la colonne. 

Les constantes ont été déterminées en résolvant l’équation de la détermination du déplacement 

plastique (Δ୮) à l’aide des essais cycliques sur des colonnes de section variées. L’équation 

trouvée est la suivante : L୔ =  0,08 L + 6 dୠ (3.9) 
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Ensuite, en comparant les résultats des différents essais, Priestley & Paulay (1992) ont proposé 

l’équation suivante : 

 L୔ =  0,08 L + 0,022dୠf୷ ≥ 0,044dୠf୷ (3.10) 

  

3.6.6.4 Équation de conception de la rotule plastique dans le code canadien 

Le code canadien sur le calcul des ponts routiers CSA-S6-14 spécifie à l’article 4.7.5.2.4 que 

la valeur de L୔ est le maximum entre : 

• la dimension transversale maximale du poteau; 

• un sixième de la hauteur libre du poteau; 

• 450 mm. 

Vu que la valeur de L୔ préconisé par le Code est très conservatrice, dans la présente étude, 

nous avons calculé la longueur de la rotule plastique selon l’équation proposée par Priestley et 

Paulay, comme recommandé par Aviram et al., (2008). De ce fait, cette valeur a été prise égale 

à 652 mm et 702 mm pour les deux taux de renforcement en armatures longitudinales de 0,5 % 

et 0,8 % respectivement. 

 

3.7 Modélisation de la zone de rotule plastique 

La méthode de la rotule plastique est connue aussi sous le nom de la méthode de la plasticité 

localisée. Cette méthode consiste à concentrer les efforts et les déformations dans la zone de 

la rotule plastique. Ce procédé est le plus efficace pour la conception à cause de la distribution 

des contraintes des fibres de la section transversale et de la simple procédure d’intégration pour 

la détermination des forces résistantes. Cependant, la précision de cette méthode repose sur 

une connaissance appropriée de la véritable longueur de la rotule plastique. De ce fait, la 

longueur de la rotule L୔ adoptée pour cette étude n’est pas très représentative pour la 

détermination des déformations des fibres, vu que la longueur de L୔ estimée répond plus aux 

critères des ponts conventionnels surtout en termes de demande en ductilité. L’équation de 

détermination de L୔, comme nous l’avons indiqué précédemment, est basée sur des essais 
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expérimentaux sur des colonnes des ponts conventionnels alors que la demande en ductilité 

des colonnes est d’une importance plus accentuée pour les ponts à base fixe que les ponts isolés 

à la base.  

 

3.7.1 Principe de calcul des déformations 

La zone de rotule plastique a été modélisée dans SAP 2000 à l’aide d’éléments fibres. Cette 

option est utile pour définir le comportement de la flexion biaxiale couplée dans les colonnes. 

La section transversale est discrétisée en une série de fibres représentatives qui s'étendent 

longitudinalement sur la longueur de la rotule estimée par le concepteur (L୔). En fonction du 

matériau dans sa zone tributaire, chaque fibre a une relation contrainte-déformation. 

L'intégration du comportement sur la section transversale, puis la multiplication par la 

longueur de la rotule, fournit des relations force-déformation axiale et moment-rotation 

biaxiale. Le modèle de la rotule en fibre est plus précis, vu que la relation de matériau non 

linéaire de chaque fibre tient automatiquement compte de l'interaction, des changements le 

long de la courbe moment-rotation et de la déformation axiale plastique.  

 

3.7.2 Discrétisation en éléments fibres  

La discrétisation de la section rectangulaire du béton a été réalisée à l’aide de 226 fibres, à 

savoir 26 fibres pour l’acier d’armature longitudinale, 144 fibres pour le béton confiné et 56 

fibres pour le béton non confiné, tel qu’illustré dans la figure 3.13. 

 

 
Figure 3.13 Discrétisation de la section  

en éléments fibres 
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La définition de chaque fibre dans la section transversale des colonnes comprend l’aire, les 

coordonnées du centre de gravité et le type de matériau, pour lequel une relation  

contrainte-déformation a été définie précédemment. Dans le cadre de cette étude, le modèle de 

Mander, Priestley, & Park (1988) ainsi que celui de Park, Wen, & Ang, (1986) ont été adoptés 

pour le béton et l’acier d’armature respectivement. Les propriétés des matériaux utilisés dans 

cette étude sont résumées dans le tableau 3.10. 

 

Tableau 3.10 Propriétés des matériaux 

Béton non confiné 𝐸௖ (MPa) 𝑓௖௢ᇱ  (MPa) 𝜀௖௢ (× 10−3m/m) 𝜀௦௣ (× 10−3m/m) 𝑓௧ (MPa) 𝜀௧ (× 10−3mm) 

26273 35 2,19 5 3,684 0,14 
Béton confiné 𝐸௦௘௖  (MPa) 𝑓௖௖ᇱ  (MPa) 𝜀௖௖  (× 10−3m/m) 𝜀௖௨ (× 10−3m/m) 𝑓௧ (MPa) 𝜀௧ (× 10−3mm) 

6505 54,99 8,44 24,5 3,684 0,14 

Acier d’armature 𝐸௦ (MPa) 𝑓௬ (MPa) 𝜀௬ (m/m) 𝜀௦௛ (m/m) 𝑓௨ (MPa) 𝜀௨ (m/m) 

200000 400 0.002 0.015 460 0.09 
 

Les relations contrainte-déformation sont présentées à la figure 3.14 pour le béton non confiné 

et le béton confiné et à la figure 3.15 pour l’armature longitudinale. 

 

 
Figure 3.14 Courbes contrainte-déformation  
enveloppes du béton non confiné et confiné 
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Figure 3.15 Courbe contrainte-déformation enveloppe de l’acier d’armature 

 

Les modèles hystérésis des matériaux utilisés sont le modèle de Takéda pour le béton (CSI, 

2018) et le modèle Kinematic pour l’acier d’armature (CSI, 2018). Le modèle de Takéda 

permet notamment de prendre en considération l’effet de la dégradation du matériau en 

fonction de l’historique de déformations/chargement. Le modèle Kinematic convient bien aux 

matériaux ductiles qui dissipent une quantité importante d’énergie. Ces deux modèles 

d’hystérésis sont représentés dans la figure 3.16. 

 

 
Figure 3.16 Modèles hystérésis des matériaux utilisés : (a) modèle Kinematic, pour les 

armatures d’acier; (b) modèle Takeda, pour les fibres de béton 
Adaptée de CSI (2018)



 

CHAPITRE 4 
 
 

ANALYSES STATIQUES ET DYNAMIQUES 

Ce chapitre est dédié, dans un premier lieu, à la détermination de l’effet structural du retrait et 

du fluage du béton. Dans un second lieu, il se penche sur l’évaluation de la performance 

sismique des piles de ponts sur la base des résultats des analyses dynamiques temporelles non 

linéaires.  

Afin d’étudier l’effet des déformations différées du béton sur le comportement structural des 

piles de ponts, la présente étude considère vingt-quatre (24) variantes de ponts. Ces variantes 

se distinguent par : le scénario de construction, la région de l’étude (l’Est et l’Ouest Canadien), 

et le rapport de renforcement à savoir, le pourcentage d’acier minimum préconisé par  

le CSA-S6-14 (0,8 %) et celui requis selon la demande sismique (0,5 %). Ceci est dans le but 

d’explorer l’effet du taux de renforcement en armature sur le développement du retrait et du 

fluage du béton. Le tableau 4.1 résume les différentes variantes d’études. 

 
Tableau 4.1 Différentes variantes des ponts étudiés 
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4.1 Analyses statiques 

L’objectif de cette partie est d’évaluer l’effet structural de la construction par étapes ainsi que 

des phénomènes de retrait et de fluage sur l’état initial des déformations et des contraintes dans 

la zone de rotule plastique des piles , précédant le séisme. À cet effet des analyses statiques 

non linéaires sous l’effet des charges permanentes de la structure ont été effectuées et discutées, 

en premier lieu, sans la considération des effets dépendants du temps, et en second lieu, en 

tenant compte de ces effets.  

 

La pile centrale composée de trois colonnes formant avec le chevêtre un cadre rigide dans la 

direction transversale du pont, constitue l’élément structural critique au sein de la conception 

du pont sous étude. Dès lors, les contraintes et les déplacements de la pile centrale ont été 

examinés sans et avec la considération du retrait et du fluage afin de conclure sur l’effet de ces 

phénomènes sur l’état initial, avant le séisme, et le comportement du système de pile. 

 

 
Figure 4.1 Système de pile 

 

4.1.1 Effet de la construction par étapes  

Une étude comparative des méthodes de construction a été réalisée avant de considérer le 

comportement temporel du béton. Dans un premier temps, le pont a été analysé en une seule 

étape comme une structure complète avec toutes les charges agissant sur lui, à savoir le poids 

propre et les charges mortes superposées. Cette simulation nous renseigne sur l’état de la pile 

lorsque les effets du fluage et du retrait sont ignorés et sert de condition de référence. Dans un 
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deuxième temps et afin de simuler l'état réel pendant la construction de l’ouvrage, une analyse 

séquentielle de construction a été utilisée pour analyser la structure étape par étape en tenant 

compte de la variation des charges mortes de chaque élément structural et de chaque élément 

de finition ajouté à la structure à chaque étape.  

 

Pour chaque variante étudiée, le comportement de pont à la fin de la construction est analysé. 

Les efforts internes, en termes de moment de flexion Mx et d’effort axial P sont extraits pour 

les trois colonnes composant la pile centrale. À titre d’exemples, les résultats des différentes 

variantes avec un taux de renforcement de 0,5 % sont présentés dans les tableaux 4.2 et 4.3 ci-

après. 

 
Tableau 4.2 Moment de flexion Mx (kN.m) dans les colonnes à la fin  

de la construction du pont 

Région Type de construction Colonne Extérieure 
En tête  À la base  

 

Est En une seule étape  -478 206 
Séquentielle -504 218 

 

Ouest En une seule étape  -481 207 
Séquentielle -505 218 

 
Tableau 4.3 Effort axial P (kN) dans les colonnes à la fin de la construction du pont 

Région Type de 
construction 

Colonne Extérieure Colonne Intérieure 
En tête  À la base  En tête  À la base  

 

Est En une seule étape  -2344 -2597 -3047 -3300 
Séquentielle -2349 -2602 -3050 -3303 

 

Ouest En une seule étape  -2343 -2596 -3048 -3301 
Séquentielle -2348 -2601 -3050 -3303 

 

Les déplacements des colonnes ainsi que l’effet de la variation du taux de renforcement en 

armature longitudinale ont été aussi examinés, et ce pour les deux régions de l’Est et de l’Ouest 

Canadien.  
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Les résultats obtenus montrent que les moments de flexion sont affectés par les étapes de 

construction. Une augmentation de l’ordre de 5 % est observée lorsque les étapes de 

construction, sans les déformations différées, reliées au fluage et au retrait, sont prises en 

compte. Contrairement aux moments de flexion, les efforts axiaux ainsi que les déplacements 

n'ont pas montré de différences entre l'analyse avec et sans considération des étapes de 

construction. On note aussi que le taux de renforcement des colonnes en armatures n’a pas 

d’effet supplémentaire lors de la construction séquentielle.  

 

4.1.2 Effet du retrait et du fluage  

Les propriétés dépendantes du temps du béton affectent considérablement le déplacement des 

colonnes et engendrent une redistribution interne des contraintes dans la structure. À cet effet, 

les éléments du pont ont été numériquement intégrés étape par étape à partir de l'historique 

complet des contraintes de chaque élément afin de déterminer les déplacements et les 

contraintes dans les colonnes de la pile centrale.  

 

4.1.2.1 Déplacement  

Les colonnes sous l’effet des charges mortes sont sollicitées en compression et subissent un 

déplacement principalement dans la direction verticale. Cependant, à cause de l’effet portique 

de pile dans la direction transversale du pont, sous l’effet du retrait et du fluage notamment, 

les colonnes peuvent aussi subir un déplacement dans cette direction. 

 

La figure 4.2 montre à titre d’exemple la différence entre le déplacement de la pile centrale 

sans la considération des effets dépendants du temps et le déplacement après la considération 

de ces effets après une période de 100 ans.  
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Figure 4.2 Déplacements de la pile centrale du pont 

 

 
Figure 4.3 Déplacements des colonnes sous l’effet du retrait et du fluage combiné pour les 
différents scénarios de construction (a) Déplacements verticaux dans le site de Montréal 
(Est); (b) Déplacements verticaux dans le site de Vancouver (Ouest); (c) Déplacements 

transversaux de la colonne d’extrémité N˚1 dans les deux sites 
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Les résultats obtenus montrent que les déplacements dans les deux directions étudiées sont 

plus importants dans la région de l’Est du Canada. Ceci est dû au fait que les conditions 

climatiques sont plus sévères (humidité relative plus faible) dans cette région. Un examen des 

résultats dans le temps montre que la variation du pourcentage d’armature affecte très peu les 

déplacements des colonnes, lesquels demeurent pratiquement inchangés dans le temps.  

 

Cependant, dans tous les cas, les déplacements présentent une augmentation au niveau de la 

construction séquentielle sous l’effet du retrait et du fluage par rapport à la construction en une 

seule étape. Dans la direction verticale, cette augmentation est plus importante pour la colonne 

intermédiaire. Elle est de l’ordre de 2 et 3 fois à la fin de la construction et de 7 et 8 fois à la 

fin de vie de l’ouvrage, pour les régions de l’Ouest et de l’Est Canadien respectivement. En ce 

qui concerne la direction transversale, la variation du déplacement est beaucoup plus 

importante, notamment en tête des colonnes d’extrémités. Le déplacement transversal à la fin 

de la vie de l’ouvrage est 6 fois plus élevé que celui obtenu à la fin de la construction du pont. 

En outre, ce dernier est à son tour de 15 à 18 fois plus important que le déplacement transversal 

dans le cas de la construction en une seule étape. 

 

Pour plus de précision, le retrait et le fluage ont été observés séparément. À titre d’exemple la 

figure 4.4 présente les déplacements des colonnes sous l’effet du retrait et du fluage séparé 

pour les variantes de pont situées dans la région de l’Est. L’analyse des résultats obtenus 

montre clairement que le retrait affecte beaucoup plus le déplacement des colonnes que le 

fluage. À cet effet, le déplacement des colonnes est généralement dominé par l’effet du retrait. 
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Figure 4.4 Déplacements des colonnes sous l’effet du retrait et du fluage séparé pour le site 

de Montréal (Est) (a) Transversaux à la base de la colonne d’extrémité N˚1; (b) Transversaux 
en tête de la colonne d’extrémité; (c) Verticaux en tête de la colonne intérieure 

 

4.1.2.2 Contraintes normales  

Outre les déplacements des colonnes, une attention particulière a été également accordée à 

l’examen des contraintes normales. Nous rappelons que dans cette section les colonnes sont 

soumises aux charges mortes uniquement. Les efforts produits dans les colonnes sous l’effet 

de leurs chargements sont l’effort axial P et le moment Mx. Les contraintes normales aux fibres 

des colonnes peuvent être déduites par les relations suivantes :  

൞ σ = PA − M୶I୶ y    Pour une colonne dᇱextrémité;              σ = PA              Pour la colonne intérieure (Mx = 0). 
 

(4.1) 

  

Dans l’équation 4.1, A est l’aire de la section transversale, Ix est le moment d’inertie de la 

section et y est la position du point de calcul de la contrainte sur l’axe des Y, mesurées à partir 

du centre de gravité de la section. 
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Dans cette sous-section les contraintes axiales aux quatre coins de la section transversale des 

trois colonnes formant la pile de chaque variante de pont sont examinées, et ce pour les deux 

régions de l’Est et l’Ouest Canadien. Les résultats obtenus sont présentés et discutés.  

Pour la colonne intérieure, on note une augmentation de la contrainte normale au fil du temps. 

L’évolution de la contrainte dans le temps pour le cas de la construction séquentielle versus la 

construction en une seule étape, à la base de la colonne, a été traitée sous forme de pourcentage. 

La figure 4.5 ci-après présente les pourcentages d’augmentation de la contrainte normale au 

cours du temps. 

 
*(- compression) 

Figure 4.5 Distribution des contraintes à la base de la colonne intérieure  
(a) Contrainte normale à la base de la colonne pour le scénario de construction P1; 

(b) Évolution de la contrainte en termes de pourcentage 
 

Les colonnes d’extrémités, les plus sollicitées, sont également examinées. Les figure 4.6 et 4.7 

montrent les diagrammes des contraintes axiales en tête et à la base de la colonne extérieure 

N˚1, pour les site de Montréal (Est) et Vancouver (Ouest) respectivement. Comme on peut le 

voir, la distribution des contraintes à la fin des étapes a un comportement assez inhabituel par 

rapport à la contrainte traditionnelle que nous avons l'habitude d'avoir si nous appliquons en 

une seule étape la charge entière à l'ensemble de la structure. À partir des diagrammes nous 

observons une redistribution interne des contraintes qui est beaucoup plus importante à la base 

qu’en tête des colonnes. Le moment a même été inversé de sens à la base des colonnes 

d’extrémités lors de la considération du retrait et du fluage, notamment à la fin de la vie de 

l’ouvrage.  
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*(- compression) 

Figure 4.6 Distribution des contraintes axiales pour la colonne  
d’extrémité N˚1- Site de Montréal (Est) 

 

 
*(- compression) 

Figure 4.7 Distribution des contraintes axiales pour la colonne  
d’extrémité N˚1- Site du Vancouver (Ouest) 
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Tout comme pour les déplacements, la variation du taux de renforcement en armature entre  

0,5 % et 0,8 % n’a pas d’effet significatif sur la distribution des contraintes. Cependant, la 

variation de l’humidité relative entre les deux régions de l’Est et de l’Ouest Canadien montre 

que la redistribution des contraintes est plus importante pour les ponts situés à l’Est (Montréal) 

que ceux situés à l’Ouest (Vancouver).  

 

La distribution des contraintes sous l’effet du retrait et du fluage séparé est également étudiée. 

Les résultats obtenus ont montré que le retrait a une importance plus accentuée sur la 

redistribution interne des contraintes.  

 

Les résultats obtenus montrent l’importance de considérer le procédé de construction 

séquentielle et les phénomènes du retrait et du fluage dans l'analyse du pont. Ceci est 

attribuable principalement aux résultantes des contraintes qui sont extrêmement importantes 

dans le processus de conception et très différent de celles obtenues sans tenir compte des 

propriétés dépendantes du temps du béton.  

 

4.1.2.3 Déplacements des isolateurs  

Les isolateurs peuvent être également affectés par le comportement temporel du béton. Dans 

cette optique une vérification de l’effet du retrait et du fluage sur le fonctionnement des 

isolateurs est nécessaire. À cet effet, les déplacements des isolateurs au niveau des culées 

d’extrémités et de la pile centrale ont été examinés, et ce pour les vingt-quatre variantes 

d’études. Les résultats obtenus ont montré des décalages de déplacement dus essentiellement 

au retrait du béton. Ces décalages sont beaucoup plus importants au niveau des culées, et cela 

pour les deux directions longitudinale et transversale. Les décalages des isolateurs sont plus 

élevés à l’Est qu’à l’Ouest Canadien. En revanche, le taux de renforcement en armature 

longitudinale n’a aucun effet sur les déplacements des isolateurs à l’état initial du pont, c’est-

à-dire avant l’arrivée du séisme. Les déplacements maximums des dix-huit (18) isolateurs pour 

les différentes variantes de ponts étudiés sont résumés dans le tableau 4.4. Dans tous les cas, 

les déplacements demeurent limités (moins que 6 mm).  
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Tableau 4.4 Déplacements des isolateurs (mm) 

Variantes Longitudinale Transversale 
Culées Pile Culées Pile 

PE1-R 2,8 0,0 0,2 0,4 
PE1-P 2,8 0,0 0,2 0,4 

PE2-0-R 2,7 0,0 0,5 0,3 
PE2-0-P 2,7 0,0 0,5 0,3 
PE2-1-R 0,8 0,0 1,5 0,5 
PE2-1-P 0,8 0,0 1,5 0,5 
PE2-5-R 3,9 0,0 2 0,7 
PE2-5-P 3,9 0,0 2 0,7 

PE2-30-R 5,5 0,0 2,4 0,8 
PE2-30-P 5,5 0,0 2,4 0,8 

PE2-100-R 5,5 0,0 2,5 0,8 
PE2-100-P 5,5 0,0 2,5 0,8 

PO1-R 2,9 0,0 0,2 0,4 
PO1-P 2,9 0,0 0,2 0,4 

PO2-0-R 2,9 0,0 0,5 0,3 
PO2-0-P 2,9 0,0 0,5 0,3 
PO2-1-R 0,5 0,0 1,3 0,5 
PO2-1-P 0,5 0,0 1,3 0,5 
PO2-5-R 1,8 0,0 1,8 0,6 
PO2-5-P 1,8 0,0 1,8 0,6 

PO2-30-R 2,8 0,0 2,1 0,7 
PO2-30-P 2,8 0,0 2,1 0,7 

PO2-100-R 2,8 0,0 2,2 0,8 
PO2-100-P 2,8 0,0 2,2 0,8 

 

4.2 Analyses dynamiques 

Les méthodes d'analyse dynamique non linéaire fournissent généralement des résultats 

réalistes de la réponse structurale à l'excitation du sol ainsi qu’une évaluation fiable des 

performances sismiques. Dans cette optique et afin d’étudier la réponse sismique de la 

structure, des analyses temporelles non linéaires ont été effectuées. 
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4.2.1 Procédure d’analyse  

Partant de l'analyse temporelle, il s'agit d'une approche assez précise dans l'évaluation des 

réponses structurales sous excitations sismiques. Concernant la procédure d'analyse, dans un 

premier temps, un ensemble d’enregistrements sismiques doit être appliqué au modèle de la 

structure. Ensuite, une intégration temporelle de l’équation dynamique du mouvement 

(équation 4.2) doit être effectuée : Muሷ (t) + Cuሶ (t) + Ku(t) = Pୣ ୤୤(t) = −Mruሷ ୥(t) (4.2)  

Avec : 

- 𝐮(𝐭),𝐮ሶ (𝐭) 𝐞𝐭 𝐮ሷ (𝐭)  : Déplacement, vitesse et accélération en fonction du temps; 

- M  : Matrice de masse;  

- C  : Matrice d’amortissement; 

- K   : Matrice de rigidité; 

- 𝐏𝐞𝐟𝐟(𝐭)  : Matrice de force sismique effective;  

- 𝐫   : Vecteur de distribution spatiale; 

- 𝐮ሷ 𝐠(𝐭)  : Accélération du sol en fonction du temps. 

La résolution de cette équation de mouvement peut être réalisée en utilisant l’une des méthodes 

suivantes : l’intégration par segments linéaires, la méthode de Wilson, la méthode  

des différences centrées, les méthodes de collocation, la méthode HHT-α  ≪Hilbert-Hughes-Taylor-α≫ ou les méthodes de Newmark (Chopra, 2012). 

 

Cette méthode se caractérise par le fait que l’analyse d'un ensemble d'accélérogrammes 

enregistrés ou artificiels permet de rendre compte de la variabilité du mouvement du sol. Par 

conséquent, le comportement non linéaire d'une structure peut être simulé presque au niveau 

réel. Cependant, ce type d'analyse perd de sa praticabilité en raison de sa complexité, car il 

nécessite plusieurs hypothèses concernant le choix de l'entrée sismique. De ce fait, le choix 

des accélérogrammes de l’étude est un paramètre très important pour cette analyse.  
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4.2.2 Caractéristiques des signaux sismiques  

Les analyses temporelles non linéaires visent à étudier la performance et le niveau de 

dommages des ponts lors d’un tremblement de terre. Dans ce contexte, les signaux sismiques 

doivent être sélectionnés et calibrés de sorte qu’ils reflètent la sismicité de la région à l’étude. 

En revanche, vu qu’il est très rare de savoir des enregistrements sismiques directement du site 

de l’étude, la calibration de l’amplitude des enregistrements sismiques est une nécessité afin 

qu’ils soient compatibles avec le spectre de conception du code.   

 

4.2.2.1 Sismicité du Canada  

Au Canada, on distingue principalement quatre zones sismiques à savoir : le centre des grandes 

plaines, le grand-nord, l’Est du Canada et l’Ouest du Canada. La figure 4.8 présente les zones 

de sismicité modérée à importante au Canada.   

 

 
Figure 4.8 Les séismes historiques au Canada 

Tirée de Ressources Naturelles du Canada (2020) 
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4.2.2.2 Accélérogrammes   

Au Canada, contrairement à d’autres régions du monde (tel que le Japon et les États-Unis), les 

enregistrements des séismes historiques sont peu nombreux. Cependant, conformément à 

l’article 4.4.3.6 du CSA-S6-14, un minimum de onze (11) accélérogrammes doit être utilisé au 

cours des analyses dynamiques temporelles. De ce fait, afin de compenser le manque 

d’enregistrements historiques on peut avoir recours à une banque de séismes synthétiques qui 

ont des effets induits équivalents à ceux des séismes historiques. Également, tel que 

recommandé par Tremblay et al. 2015, cinq accélérogrammes au moins doivent être utilisés 

pour chaque scénario. À cet effet, pour chaque site sismique, un ensemble de quinze (15) 

accélérogrammes représentatifs a été sélectionné. Rappelons que les deux sites sismiques 

représentatifs de cette étude sont Vancouver en Colombie-Britannique et Montréal au Québec. 

 

Les séismes sélectionnés sont composés de paires d’accélérogrammes sismiques historiques et 

artificiels. Les enregistrements historiques de Nahanni, Val-des-bois et Saguenay ont été 

considérés pour le site de Montréal (à l’Est du Canada) et ceux de Morgan Hill, de Loma Prieta, 

de Wattier-Narrows et de Northridge ont été considérés pour le site de Vancouver (Ouest). 

Ensuite, la sélection des accélérogrammes artificiels a été basée sur la déaggrégation du risque 

sismique pour chaque ville en termes de scénario Magnitude-Distance (M-R) pour une 

probabilité de dépassement de 2 % en 50 ans (période de retour de 2475 ans) (Moradiankhabiri, 

2016). Le tableau 4.5 montre les scénarios M-R utilisés afin de sélectionner les 

accélérogrammes artificiels pour les sites de Montréal et Vancouver. 

 

Tableau 4.5 Scénarios M-R utilisés pour la sélection des accélérogrammes artificiels 

Région Scénario Magnitude Distance (Km) 
 

Montréal (Est) 
M6-E M6,0 R10-R30 

M7-E M7,0 R20-R70 
 

Vancouver (Ouest) 
M6-O M6,5 R10-R30 

M7-O M7,5 R20-R70 
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Ces accélérogrammes tels quels ne sont souvent pas représentatifs en termes des 

caractéristiques sismiques et des conditions du site pour la localité de l’étude. À cet effet, il 

faut les calibrer sur les spectres de réponses cibles du CSA-S6-14. Pour cette étude les spectres 

de calcul de Montréal et Vancouver ont été respectivement utilisés pour les régions de l’Est de 

l’Ouest du Canada. Tout d’abord, les enregistrements historiques ont été calibrés en utilisant 

la méthode de calibration des signaux sismiques dans le domaine temporel. Ensuite, les 

accélérogrammes synthétiques ont été calibrés selon la méthode d’étalonnage proposée par 

Tremblay et al. (2015). 

 

L’enregistrement des mouvements sismiques est effectué généralement selon des directions 

arbitraires : une direction verticale et deux directions horizontales orthogonales. Ces directions 

présentent souvent un certain degré de corrélation. Néanmoins, comme démontré par  

Penzien et Watabe (1975), le mouvement sismique est plus énergétique selon des directions 

principales (majeure et mineure). À cet effet, une fois la sélection et la calibration des séismes 

sont effectuées, une transformation des composantes du mouvement sismique selon les 

directions principales doit être effectuée dans le but de décorréler les composantes du 

mouvement sismique. Par conséquent, les accélérogrammes deviennent statistiquement 

indépendants et peuvent être utilisés comme une paire de composantes principales 

orthogonales dans des analyses dynamiques temporelles bidirectionnelles. 

 

4.2.3 Analyses 

Après avoir traité les accélérogrammes, le logiciel SAP 2000 a été utilisé afin d’étudier l’effet 

bidirectionnel des mouvements sismiques sur la performance des variantes de ponts étudiés.  

À cet effet, une série d’analyses temporelles non linéaires en utilisant l’intégration directe de 

Newmark-Béta avec les paramètres γ = 1 2⁄  et β = 1 4⁄ , a été effectué.  

 

Les accélérogrammes utilisés en données d’entrée sont présentés dans l’annexe𝙸. Afin de tenir 

en compte du caractère multidirectionnel des mouvements sismiques, les variantes du pont ont 

été soumises simultanément aux deux composantes orthogonales, la première est appliquée 
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dans le sens transversal pendant que la seconde est appliquée dans le sens longitudinal. Ensuite, 

le même processus est répété en inversant les deux composantes de direction afin de déterminer 

la sollicitation la plus critique des deux analyses. 

 

L’analyse dynamique temporelle a pour avantage de déterminer la distribution des efforts 

internes dans les membrures pour chaque pas de temps. Durant la présente recherche, un pas 

de temps de 0,005s a été utilisé pour le calcul. En termes de résultats, la déformation dans le 

temps au niveau des fibres de béton non confiné et confiné ainsi qu’au niveau des armatures 

longitudinales, dans la zone de rotule plastique est obtenue pour chaque variante d’étude et 

pour chaque évènement sismique afin de déterminer l’état de dommage des colonnes. Il en est 

de même pour les déformations au niveau des unités d’isolation sismique. 

 

Cependant cette méthode d’analyse présente l’inconvénient de la nécessité d’une grande 

quantité de calcul. De ce fait, pour la présente recherche une analyse détaillée des six variantes 

de la région l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % a été réalisée dans un premier temps. 

Ce choix a été effectué sur la base de l’étude préliminaire de la prédiction des déformations du 

retrait et du fluage réalisé dans le chapitre 2, ainsi que sur les résultats obtenus par les analyses 

statiques non linéaires tel que détaillé précédemment. Nous rappelons que les résultats obtenus 

ont démontré que l’effet des propriétés dépendantes du temps du béton est beaucoup plus 

important à l’Est qu’à l’ouest du Canada. Ensuite, une étude comparative de tous les 

paramètres d’études a été réalisée uniquement pour les variantes correspondant aux  

scénarios de construction : P1 construction en une seule étape, P2-0 construction séquentielle 

avec un séisme se produisant à la fin de la construction et P2-100 construction séquentielle 

avec un séisme se produisant à la fin de la vie de l’ouvrage. Ce choix a été basé aussi sur les 

interprétations des résultats obtenus par les analyses statiques non linéaires.  

 

  



 

CHAPITRE 5 
 
 

RÉSULTATS ET DISCUSSIONS 

Ce projet de recherche a été mené afin d’examiner le comportement sismique à court et à long 

terme des piles de ponts en béton armé ainsi que de vérifier la possibilité de l’assouplissement 

des exigences actuelles sur le renforcement longitudinal minimal des piles. Plus précisément, 

on a émis l'hypothèse que le rapport de renforcement longitudinal minimum de la spécification 

du code canadien des ponts CSA-S6-14 pour les colonnes en béton armé pourrait être réduit 

par rapport à l'exigence actuelle de 0,8 %. Comme présenté dans le chapitre précédent, 

plusieurs variantes d’un pont typique isolé à la base sont étudiées avec comme paramètres 

principaux : le type de construction, l’âge du pont lors de son exposition au séisme ainsi que 

le taux d’armatures longitudinales dans les colonnes de la pile centrale du pont, et ce pour les 

deux régions sismiques de l’Est et l’Ouest Canadien. Ce chapitre est dédié à la présentation et 

la discussion des résultats obtenus par les analyses dynamiques temporelles non linéaires. 

 

5.1 Principe  

L’objectif de ce projet de recherche est d’étudier la performance sismique des piles de ponts 

sous-armées sous l’effet du comportement temporel du béton. À cet effet, les résultats obtenus 

par les analyses dynamiques non linéaires sont examinés principalement en fonction des 

critères de performances exigés par le code canadien sur le calcul des ponts routiers, le CSA-

S6-14. Le tableau 5.1 résume les niveaux de performance minimaux ainsi que les principaux 

critères de performances énoncés respectivement dans les articles 4.4.6.2 et 4.4.6.3 du code 

CSA-S6-14 pour les ponts essentiels qui rentrent dans la catégorie des ponts considérés dans 

le cadre de cette étude.  
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Tableau 5.1 Niveaux et critères de performance selon le code CSA-S6-14 

Niveaux de performance 
minimaux 

Critères de performances 

Période 

de retour 

Service Dommage État général Déformations de 

compression du béton 

Déformation 

de l’acier 

475 ans Immédiat Aucun - - - 

975 ans Immédiat Mineur Essentiellement 
élastique 

Inférieur à 0,004 Inférieur à la 
limite 

d’élasticité : εy 

2475 ans Service 
limité 

Réparable Dommages 
modérés 

- Inférieur à 

0,015 

 

La déformation maximale dans les fibres du béton non confiné, du béton confiné et de l’acier 

d’armature longitudinale dans la zone de la rotule plastique, ainsi que les déplacements 

maximums et résiduels au niveau des isolateurs sismiques, constituent les principaux 

indicateurs de la performance sismique du pont. En revanche, telle que précisée  

dans le chapitre 3 de ce rapport, la longueur de la rotule plastique estimée dans la présente 

recherche est recommandée pour les ponts conventionnels. Cependant, la demande en ductilité 

est beaucoup moins importante dans le cas des ponts isolés à la base et les ponts essentiels de 

manière générale, ce qui nous mène à conclure que les résultats obtenus au niveau de la zone 

de la rotule plastique ne sont pas représentatifs de la déformation exacte. À cet effet, dans le 

cadre de la présente recherche, la discussion des résultats est essentiellement basée sur la 

demande en force sismique versus la capacité de la colonne. Ces résultats sont plus indicatifs 

pour la présente recherche vue que les variantes de pont à l’étude demeurent essentiellement 

élastiques. 

 

5.2  Méthodologie  

La pile centrale constituée de trois colonnes formant un cade rigide dans la direction 

transversale du pont, constitue l’élément critique de la présente étude, notamment au niveau 

de sa partie inférieure, siège de possibles déformations inélastiques. À cet effet, une étude 

détaillée de cette partie est effectuée.  
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Afin d’étudier les niveaux de sollicitation sismique versus les capacités des colonnes, les 

diagrammes d’interaction des moments de flexion bidirectionnels sont obtenus à la base des 

colonnes d’extrémités. Ces diagrammes d’interaction sont ensuite superposés aux surfaces de 

ruptures des colonnes. Les surfaces de ruptures ont été obtenues à l’aide du logiciel SPColumn 

(StructurePoint 2014) en considérant les charges axiales minimale et maximale sur les 

colonnes. Les charges axiales agissant sur les colonnes sont celles causées par les charges 

permanentes et par les charges sismiques dues à l’effet cadre dans la direction transversale du 

pont. Les résultats obtenus sont regroupés en trois groupes :  

• la réponse sous l’effet des séismes historiques; 

• la réponse sous l’effet des séismes synthétiques des scénarios M6-E et M6-O (tableau 4.5); 

• la réponse sous l’effet des séismes synthétiques des scénarios M7-E et M7-O (tableau 4.5). 

 

Les déformations maximales des fibres des matériaux ainsi que les déplacements maximums 

et résiduels des isolateurs sont aussi analysés. La méthodologie suivie lors du traitement de ces 

résultats consiste à déterminer les déformations et les déplacements maximums moyens par 

groupe d’enregistrements sismiques et de retenir ensuite la déformation et le déplacement 

maximums moyens obtenus parmi les trois groupes d’enregistrements sismiques pour chaque 

région. Ceci est dans le but de classifier la performance sismique du pont, tel que recommandé 

par Tremblay et al. (2015). 

 

Le processus suivi pour la détermination de ces valeurs maximales moyennes est le suivant : 

 
• pour les déformations des fibres : les déformations maximales (en valeur absolue) des 

fibres par catégorie de matériaux (béton non confiné, béton confiné et armature d’acier) 

pour les trois colonnes formant la pile centrale sont examinées, et ce pour chaque 

événement sismique; 

• pour le déplacement des isolateurs : les déplacements maximaux (en valeur absolue) au 

sein des dix-huit (18) unités d’isolation sismique dans les deux directions principales du 

pont sont examinés, et ce pour chaque événement sismique. 

 



124 

5.3 Discussions des résultats  

Nous rappelons que vu les exigences de calcul de la méthode d’analyse dynamique temporelle 

en termes de temps d'analyse et de sauvegarde, uniquement les variantes du pont de l’Est 

Canadien avec un taux de renforcement de 0,5 % sont étudiées dans un premier temps. Dans 

cette étude, les différents scénarios de construction sont considérés, soit : P1 construction en 

une seule étape, P2-0 construction séquentielle avec un séisme se produisant à la fin de la 

construction, P2-1 construction séquentielle avec un séisme se produisant après 1 an, P2-5 

construction séquentielle avec un séisme se produisant après 5 ans, P2-30 construction 

séquentielle avec un séisme se produisant après 30 ans et P2-100 construction séquentielle avec 

un séisme se produisant à la fin de la vie de l’ouvrage. Cette étude préliminaire des variantes 

de pont de la région de l’Est est effectuée dans le but d’évaluer l’évolution des effets dus au 

retrait et au fluage au fil du temps.  

 

Ensuite, une étude comparative des variantes de ponts en considérant les principaux paramètres 

d’études, à savoir le taux de renforcement en armature longitudinale et la zone sismique, est 

effectuée, et ce uniquement pour les trois scénarios de construction P1, P2-0 et P2-100 tels que 

précisés dans le chapitre 4. Ce travail a été réalisé afin de pouvoir déterminer l’effet des 

propriétés dépendantes du temps du béton sur le comportement sismique des piles de ponts 

isolés à la base et sous-armées. Les variantes du pont considérées pour cette étude comparative 

sont résumées dans le tableau 5.2. 

 

Tableau 5.2 Variantes du pont considérées pour l’étude comparative 
Scénario de construction Zone sismique 𝛒 (%) Nom 

 
Construction en une seule étape 

(P1) 

 

Est 0,5 PE1-R 
0,8 PE1-P 

 

Ouest 0,5 PO1-R 
0,8 PO1-P 

Co
ns

tru
ct

io
n 

sé
qu

en
tie

lle
 

 
Séisme à la fin de la 
construction (P2-0) 

 

Est 0,5 PE2-0-R 
0,8 PE2-0-P 

 

Ouest 0,5 PO2-0-R 
0,8 PO2-0-P 

 

Séisme après 100 ans 
de la fin de la 

construction (P2-100) 

 

Est 0,5 PE2-100-R 
0,8 PE2-100-P 

 

Ouest 0,5 PO2-100-R 
0,8 PO2-100-P 
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Les différentes variantes étudiées dans cette section ont été soumises à des accélérogrammes 

bidirectionnels de séismes historiques et synthétiques, calibrés sur les spectres du code  

CSA-S6-14 pour les régions de Montréal et Vancouver.  

 

5.3.1 Étude préliminaire  

Cette étude préliminaire vise à déterminer l’impact de la construction séquentielle et de l’âge 

de l’ouvrage lors du tremblement de terre sur l’évolution des effets structuraux dus au retrait 

et au fluage du béton.  

 

Les figures 5.1 à 5.3 montrent les moments de flexion bidirectionnels à la base de la colonne 

d’extrémité pour les six variantes du pont de l’Est avec un taux de 0,5 % d’armature 

longitudinale, et ce pour les trois groupes d’enregistrements sismiques. À partir de ces figures, 

on observe un changement considérable au niveau de l’allure des courbes de la demande. Il est 

clair que la demande en flexion dans la direction transversale autour de l’axe fort x-x subit une 

augmentation importante au fil du temps. Autrement dit, l’âge du pont lors de séisme a un 

impact important sur les moments de flexion transversale. Ceci est attribué à l’effet du portique 

dans cette direction.  

 

Les demandes en moments de flexion observés sont généralement inférieures à la capacité 

nominale de la colonne la plus sollicitée avec une très faible incursion dans le domaine 

inélastique, sous les séismes synthétiques de scénario M7-E (tableau 4.5). Cette légère 

plastification est détectée par le léger dépassement de la surface de rupture par les moments de 

flexion longitudinale, mais elle n’a pas d’effet significatif sur le comportement sismique de la 

pile, lequel demeure dans le domaine élastique. Ainsi, vu que les propriétés temporelles du 

béton n’ont pas d’effet important sur la demande en flexion dans la direction longitudinale, le 

comportement sismique de la pile centrale reste essentiellement élastique. 
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Figure 5.1 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes du 
pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % en kN.m - Réponse sous les signaux 
provenant des tremblements de terre historiques (a) PE1-R; (b) PE2-0-R; (c) PE2-1-R; (d) 

PE2-5-R; (e) PE2-30-R; (f) PE2-100-R 
 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Figure 5.2Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes du 
pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % en kN.m - Réponse sous les séismes 

synthétiques de scénario M6-E (a) PE1-R; (b) PE2-0-R; (c) PE2-1-R; (d) PE2-5-R;  
(e) PE2-30-R; (f) PE2-100-R 

 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Figure 5.3Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes du 
pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % en kN.m - Réponse sous les séismes 

synthétiques de scénario M7-E (a) PE1-R; (b) PE2-0-R; (c) PE2-1-R; (d) PE2-5-R;  
(e) PE2-30-R; (f) PE2-100-R 

 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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En termes de valeurs maximales, les moments maximaux de flexion transversale (MX) et 

longitudinale (MY) sont examinés. Les résultats sont traités selon la méthodologie 

recommandée par Tremblay et al. (2015), exposée précédemment. La figure 5.4 montre 

l’évolution des valeurs maximales moyennes des moments MX et MY, en considérant les six 

variantes de construction, et ce pour les trois groupes de séismes. Cette figure démontre que 

l’augmentation du moment de flexion transversale est plus élevée durant les trente ans qui 

suivent la fin de construction de l’ouvrage et que l’augmentation maximale est observée à la 

fin de la vie de l’ouvrage. Les moments de flexion transversale sont de 20 % à 45 % plus élevés 

pour une construction séquentielle à la fin de la vie de l’ouvrage par rapport à une construction 

en une seule étape. En ce qui concerne les moments de flexion longitudinale, aucune 

augmentation significative n’a été observée. Ceci est parce que dans cette direction, la colonne 

est libre de fléchir et par conséquent le fluage et le retrait ne sont pas empêchés/restreints et ne 

résultent pas en forces internes. 

 
 

 

 

 
 

Figure 5.4 Valeurs maximales moyennes des moments MX et MY pour les variantes  
du pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % 

 
Ces interprétations nous mènent à conclure que le retrait et le fluage du béton ont un effet 

important sur la demande en flexion des colonnes, notamment dans la direction transversale 

du pont à cause de l’effet du portique dans cette direction.  

Des vérifications additionnelles, particulièrement au niveau de la déformation des fibres et des 

déplacements des isolateurs s’imposent afin de conclure sur la nature de performance sismique 

de ce pont de l’Est avec le taux de renforcement de 0,5 % sous l’effet des propriétés 

dépendantes du temps du béton. 
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La figure 5.5 présente les déformations maximales moyennes au niveau des fibres par groupe 

de séismes pour les six variantes du pont à l’étude. L’analyse de cette figure montre que les 

propriétés temporelles du béton peuvent provoquer des augmentations au niveau des 

déformations des fibres de matériaux au fil de temps. Ces augmentations suivent la même 

tendance pour les trois catégories de matériaux (béton non confiné, béton confiné et armature 

d’acier). Contrairement aux moments maximums, la déformation maximale moyenne des 

fibres des matériaux n’est pas nécessairement obtenue pour le cas de la construction 

séquentielle à la fin de la vie de l’ouvrage.  

 
 

 

 

 

 
 
 

Figure 5.5 Déformations maximales moyennes pour les variantes du pont  
de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % 

 

Les déplacements des isolateurs sont également étudiés. Dans un premier temps, les 

déplacements maximums dans les deux directions longitudinale et transversale sont examinés.  
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Les résultats obtenus sont présentés dans la figure 5.6. Ces résultats montrent que le 

comportement temporel du béton n’a pas d’effet significatif sur le déplacement maximal des 

unités de l’isolation sismique. La figure 5.7 montre les déplacements résiduels maximums 

moyens pour les six variantes du pont de l’Est avec le taux de renforcement de 0,5 %. 

L’examen des résultats montre que, contrairement aux déplacements maximums, une 

augmentation importante des déplacements résiduels au fil du temps sous l’effet du retrait et 

du fluage du béton. 

Le déplacement résiduel maximal moyen est généralement de l’ordre de 2 à 3 fois plus élevé 

dans le cas de la construction séquentielle à la fin de la vie de l’ouvrage par rapport au cas de 

la construction en une seule étape. Ces résultats sont cohérents avec les décalages au sein des 

isolateurs prévus par les analyses statiques non linéaires telles que mentionnées dans  

le chapitre 4 du mémoire. 

 
 

 
 

 

 
Figure 5.6 Déplacements maximums moyens pour les variantes du pont  

de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % 
 

 

 

 

 
 

 

Figure 5.7 Déplacements résiduels maximums moyens pour les variantes du pont 
de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % 
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5.3.2 Étude comparative  

Dans cette section, une étude comparative des résultats obtenus en considérant les 

pourcentages d’armatures longitudinales requises (0,5 %) et d’armature minimum prescrits par 

le CSA-S6-14 (0,8 %), a été effectuée.  

 

Outre le taux de renforcement en armature longitudinale, les variantes de ponts qui font l’objet 

de cette étude comparative diffèrent aussi au niveau de type de la construction et de l’âge de 

l’ouvrage lors du séisme. Rappelons que comme précisé dans le chapitre 4 du mémoire, les 

analyses dynamiques non linéaires ont été traitées pour le cas de la construction séquentielle 

uniquement à la fin de la construction et à la fin de vie de l’ouvrage. 

 
Les résultats des analyses temporelles non linéaires des douze variantes de ponts qui font 

l’objet de cette étude comparative pour les deux zones sismiques de l’Est et de l’Ouest du 

Canada, sont présentés et discutés dans cette section. 

 

5.3.2.1 Efforts dans les colonnes 

Les résultats des moments de flexion bi-axiale sous l’effet des charges sismiques à la base de 

la colonne d’extrémité pour les variantes du pont de l’Est avec le taux de renforcement  

de 0,8 % sont présentés dans les figures 5.8 à 5.10. Les résultats montrent que la capacité de la 

colonne en flexion dans les deux directions augmente avec le ratio d’armature longitudinale, 

en revanche la demande sismique est demeurée pratiquement inchangée. On note aussi que la 

demande en moment de flexion des colonnes est inférieure à la capacité des colonnes, ce qui 

indique qu’il n’y a pas de plastification des colonnes.  

 

Concernant, les effets du comportement temporel du béton sur l’augmentation des moments 

de flexion bidirectionnels, aucune variation significative n’a été observée lors du changement 

du taux de renforcement entre 0,5 % et 0,8 %. Pour les scénarios de construction : P1 

construction en une seule étape, P2-0 construction séquentielle avec un séisme se produisant à 

la fin de la construction et P2-100 construction séquentielle avec un séisme se produisant à la 
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fin de la vie de l’ouvrage, les courbes de la demande en flexion ont la même allure sous l’effet 

bidirectionnel des enregistrements sismiques, et ce pour les deux taux de renforcement requis 

et prescris dans le code. Ceci démontre que la variation du taux d’armature longitudinale n’a 

pas d’effet supplémentaire sur l’évolution de la demande en flexion sous l’effet du retrait et du 

fluage du béton.   

 

 
Figure 5.8 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes du 

pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,8 % en kN.m - Réponse sous les signaux 
provenant des tremblements de terre historiques (a) PE1-P; (b) PE2-0-P; (c) PE2-100-P 

 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Figure 5.9 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes du 

pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,8 % en kN.m - Réponse sous les séismes 
synthétiques de scénario M6-E (a) PE1-P; (b) PE2-0-P; (c) PE2-100-P 

 

 
Figure 5.10 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,8 % en kN.m - Réponse sous les séismes 
synthétiques de scénario M7-E (a) PE1-P; (b) PE2-0-P; (c) PE2-100-P 

 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Les figures 5.11 à 5.16 présentent les résultats des moments bidirectionnels à la base de la 

colonne d’extrémité pour les taux de renforcement de 0,5 % et 0,8 % respectivement pour la 

région de l’Ouest (Vancouver). Ces résultats montrent que les réponses les plus critiques sont 

obtenues sous les séismes synthétiques de magnitude 7.5. Aussi, on observe que la demande 

en moment est plus élevée avec le taux de renforcement de 0,5 % notamment dans la direction 

longitudinale. À la lumière de ces résultats, la formation d’une zone de rotule plastique apparaît 

comme très probable dans cette direction. Dans le cas des effets du retrait et du fluage sur la 

demande en flexion, on observe que l’augmentation de la demande en moment autour de l’axe 

fort est plus importante dans la région de l’Est.  

 

L’observation générale qu’on peut tirer de ces résultats est que les propriétés temporelles du 

béton affectent considérablement la demande sismique dans la direction transversale 

notamment pour la région de l’Est. Ceci est dû au fait que les conditions climatiques sont plus 

sévères (humidité relative plus faible) dans cette région. En revanche, la réduction du 

pourcentage d’armature longitudinale de 0,8 % à 0,5 % n’a pas d’effet significatif sur le 

comportement sismique de la pile, lequel demeure essentiellement élastique.  
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Figure 5.11 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Ouest avec un taux de renforcement de 0,5 % en kN.m - Réponse sous les 
signaux provenant des tremblements de terre historiques (a) PO1-R; (b) PO2-0-R;  

(c) PO2-100-R 
 

 
Figure 5.12 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Ouest avec un taux de renforcement de 0,5 % en kN.m - Réponse sous les 
séismes synthétiques de scénario M6-O (a) PO1-R; (b) PO2-0-R; (c) PO2-100-R 

 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Figure 5.13 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Ouest avec un taux de renforcement de 0,5 % en kN.m - Réponse sous les 
séismes synthétiques de scénario M7-O (a) PO1-R; (b) PO2-0-R; (c) PO2-100-R 

 

 
Figure 5.14 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Ouest avec un taux de renforcement de 0,8 % en kN.m - Réponse sous les 
signaux provenant des tremblements de terre historiques (a) PO1-P; (b) PO2-0-P;  

(c) PO2-100-P 
 

*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Figure 5.15 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Ouest avec un taux de renforcement de 0,8 % en kN.m - Réponse sous les 
séismes synthétiques de scénario M6-O (a) PO1-P; (b) PO2-0-P; (c) PO2-100-P 

 

 
Figure 5.16 Moments bidirectionnels à la base de la colonne d’extrémité pour les variantes 

du pont de l’Ouest avec un taux de renforcement de 0,8 % en kN.m - Réponse sous les 
séismes synthétiques de scénario M7-O (a) PO1-P; (b) PO2-0-P; (c) PO2-100-P 

 
*Résistance Max : Résistance de la colonne sous charge morte + charge de séisme due à l’effet de portique 

*Résistance Min : Résistance de la colonne sous charge morte - charge de séisme due à l’effet de portique 
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Une attention particulière est également accordée à l’évaluation du moment de flexion 

transversale. Les résultats obtenus sont présentés dans les tableaux 5.3 et 5.4. Les valeurs en 

gras représentent les valeurs maximales moyennes parmi les trois groupes d’enregistrement 

sismiques pour chaque scénario de construction et les valeurs soulignées indiquent les 

scénarios de construction pour lesquels on obtient la plus grande valeur du moment. D’après 

ces résultats on constate que le groupe de séismes synthétiques de magnitude 6.0 est 

généralement le cas le plus défavorable en termes de moments maximums moyens autour de 

l’axe fort X-X. Cependant, les effets du retrait et du fluage du béton sur les moments 

maximums moyens sont plus importants pour le groupe d’enregistrements sismiques 

historiques.  

 

Tableau 5.3 Valeurs maximales moyennes des moments MX pour les variantes de ponts de 
l’Est - (kN.m) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 
Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 1074 2479 2270 1073 2507 2383 
P2-0 1078 2375 2222 1079 2371 2216 

P2-100 1568 2867 2597 1579 2893 2517 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

Tableau 5.4 Valeurs maximales moyennes des moments MX pour les variantes de ponts de 
l’Ouest - (kN.m) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 
Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 1228 2387 2267 1243 2483 2501 
P2-0 1177 2605 2424 1162 2685 2420 

P2-100 1400 2409 2358 1401 2453 2517 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
 

La figure 5.17 montre les moments maximums moyens parmi les trois groupes de séismes, par 

scénario de construction et pour les deux taux d’acier d’armatures longitudinales considérés, 

soit 0,5 % et 0,8 %. Cette figure met en évidence que l’effet du retrait et du fluage du béton 
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sur les moments maximums moyens maximums autour de l’axe fort X-X pour la région de 

l’Est est nettement plus important que pour la région l’Ouest. 

 
 

 
 

 

 
Figure 5.17 Valeurs maximales moyennes maximums des moments MX  

 

5.3.2.2 Déformations des fibres  

Déformations maximales moyennes des fibres  
 
Les valeurs maximales moyennes pour chaque groupe de séisme et non les valeurs maximales 

individuelles (pour chaque événement sismique), doivent être utilisées afin de classifier la 

catégorie de performance sismique et de dommage des ponts. Ces valeurs maximales 

moyennes sont discutées dans cette sous-section. Ces résultats sont séparés selon la zone 

sismique et le taux de renforcement en armatures longitudinales, et ce pour les trois scénarios 

de construction de ponts considérés lors des analyses. Ces résultats sont traités pour chaque 

groupe d’enregistrements sismiques séparément et sont représentés d’une manière similaire à 

celle utilisée pour la représentation des moments maximums, dans le but de classer les 

performances sismiques et les dommages des ponts sous l’effet du retrait et du fluage. 

Les tableaux 5.5 à 5.8 présentent les déformations maximales moyennes des fibres du béton 

non confiné, du béton confiné et d’acier d’armatures, et ce pour les deux sites. 
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Tableau 5.5 Déformations maximales moyennes des fibres du béton non confiné  
pour les variantes de ponts de l’Est - (m/m) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 0,000347 0,000419 0,000467 0,000333 0,000404 0,000441 

P2-0 0,000356 0,000424 0,000495 0,000342 0,000408 0,000466 

P2-100 0,000372 0,000452 0,000483 0,000354 0,000435 0,000449 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
Tableau 5.6 Déformations maximales moyennes des fibres du béton non confiné  

pour les variantes de ponts de l’Ouest - (m/m) 
 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 0,000412 0,000571 0,000729 0,000400 0,000534 0,000695 

P2-0 0,000419 0,000595 0,000796 0,000392 0,000566 0,000713 

P2-100 0,000427 0,000648 0,000783 0,000408 0,000607 0,000716 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
Tableau 5.7 Déformations maximales moyennes des fibres du béton confiné  

pour les variantes de ponts de l’Est - (m/m) 
 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 0,000305 0,000368 0,000406 0,000293 0,000356 0,000385 

P2-0 0,000311 0,000375 0,000430 0,000299 0,000361 0,000408 

P2-100 0,000324 0,000399 0,000417 0,000309 0,000384 0,000390 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 
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Tableau 5.8 Déformations maximales moyennes des fibres du béton confiné  
pour les variantes de ponts de l’Ouest - (m/m) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 0,000358 0,000488 0,000590 0,000348 0,000456 0,000575 

P2-0 0,000364 0,000515 0,000656 0,000341 0,000487 0,000596 

P2-100 0,000369 0,000548 0,000621 0,000354 0,000518 0,000586 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
Tableau 5.9 Déformations maximales moyennes des fibres d’armatures  

pour les variantes de ponts de l’Est - (m/m) 
 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 0,000333 0,000401 0,000468 0,000319 0,000388 0,000426 

P2-0 0,000340 0,000407 0,000493 0,000327 0,000391 0,000447 

P2-100 0,000355 0,000435 0,000485 0,000338 0,000417 0,000438 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
Tableau 5.10 Déformations maximales moyennes des fibres d’armatures  

pour les variantes de ponts de l’Ouest - (m/m) 
 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 0,000393 0,000563 0,001102 0,000382 0,000510 0,000834 

P2-0 0,000400 0,000588 0,001130 0,000374 0,000541 0,000855 

P2-100 0,000407 0,000735 0,001234 0,000389 0,000642 0,000938 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 

Les résultats présentés dans les tableaux ci-dessus montrent que lors de la considération du 

retrait et du fluage, les déformations maximales moyennes dans les fibres des matériaux 

augmentent. Ces tableaux indiquent aussi que le scénario de la construction séquentielle pour 

lequel la valeur de la déformation maximale est obtenue varie d’un groupe d’enregistrement 

sismique à un autre.  
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Nous constatons que l’augmentation des déformations observées au sein des matériaux possède 

des variations entre les scénarios de construction avec et sans la considération du 

comportement temporel du béton de l’ordre de : 3 % à 9 % pour le béton non confiné, 6 % à 

11 % pour le béton confiné et 5 % à 12 % pour l’acier d’armature. Ces augmentations varient 

essentiellement en fonction du taux de renforcement en armatures longitudinales et de la région 

sismique.  

 

En termes de réduction du pourcentage d’armatures longitudinales, il est clair que les 

déformations maximales des fibres de matériaux pour les variantes des ponts avec un taux de 

renforcement de 0,5 % sont supérieures à celles des variantes avec un taux de 0,8 % d’acier. 

Généralement, les séismes synthétiques des scénarios M7-E et M7-O causent les déformations 

maximales les plus défavorables dans les fibres des matériaux pour tous les ponts étudiés. 

Concernant la variation de la sismicité entre les deux régions de l’Est et de l’Ouest du Canada, 

on constate que pour les trois catégories de matériaux, les ponts situés à l’Ouest du Canada 

(Vancouver) subissent des déformations maximales plus élevées à la base des piles que ceux à 

l’Est (Montréal), de l’ordre 50 % à 60 % plus élevées pour les fibres de béton et 2 à 3 fois plus 

élevées pour les fibres d’armatures. Ces résultats étaient prévisibles sachant que la demande 

sismique en termes de forces pour un pont situé à Vancouver (région de l’Ouest) est plus élevée 

que pour un pont situé à Montréal (région de l’Est). 

 

En comparant les résultats pour les trois catégories de matériaux, on constate que les 

déformations maximales moyennes du béton confiné sont légèrement inférieures à celles du 

béton non confiné. Ceci est attribué au fait que le béton confiné composant le noyau des 

colonnes est plus proche de l’axe neutre de la flexion ce qui entraîne des déformations moins 

importantes que dans le béton de l’enrobage.  

 

Finalement, nous concluons que les déformations maximales moyennes maximums (en gras et 

soulignés) dans les fibres des matériaux demeurent largement inférieures aux limites des 

dommages minimaux prescrites dans le code CSA-S6-14, à savoir 0,004 m/m pour les fibres 

de béton et la limite élastique ε୷= 0,002 m/m pour l’acier d’armatures.  
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Figure 5.18 Déformations maximales moyennes maximums des fibres du béton non confiné 
 

 

 
 

 

 
Figure 5.19 Déformations maximales moyennes maximums des fibres du béton confiné 

 
 

 
 

 

 
Figure 5.20 Déformations maximales moyennes maximums des fibres d’armature 

 

Les figures 5.18 à 5.20 présentent les déformations maximales moyennes des fibres des 

matériaux parmi les trois groupes de séismes pour les deux régions du Canada considérés dans 

cette étude, et ce pour les trois scénarios de construction de ponts, P1, P2-0 et P2-100 définis 

précédemment. Ces figures mettent en évidence plusieurs constatations précédemment 
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mentionnées, notamment l’effet du comportement temporel du béton, la différence entre les 

sites de l’Est et de l’Ouest et l’effet de la diminution du taux de renforcement d’armatures 

longitudinales sur les déformations maximales des fibres. Les pentes des droites présentent 

l’évolution des déformations maximales moyennes maximums au sein des fibres des matériaux 

sous l’effet du retrait et du fluage. Ces pentes de droites indiquent que la diminution du taux 

de renforcement en armatures longitudinales de 0,8 % à 0,5 % occasionne l’augmentation de 

l’influence du comportement temporel du béton sur les déformations des fibres, notamment 

pour les fibres du béton dans la région de l’Ouest.   

 
Déformations maximales des fibres  
 
Durant les mouvements sismiques bidirectionnels, les quatre coins de la section de la colonne 

représentent les zones les plus sollicitées. À cet effet, une attention particulière est attribuée à 

l’étude des fibres se trouvant dans les coins pour chaque scénario de construction. La figure 

5.21 montre à titre d’exemple les fibres les plus sollicitées dans la zone de la rotule plastique 

pour la colonne d’extrémité N˚3 avant et après la considération du retrait et du fluage du béton.  

 

 
Figure 5.21 Les fibres les plus sollicitées pour la colonne d’extrémité N˚3 (a) Construction en 
une seule étape-P1; (b) Construction séquentielle avec un séisme à la fin de la construction-

P2-0; (c) Construction séquentielle avec un séisme à la fin de la vie de l’ouvrage-P2-100 
 

D’après cette figure nous constatons que la localisation des fibres les plus sollicitées varie en 

fonction de l’âge du pont lors du séisme. Ces résultats sont attribuables à la redistribution 

interne des contraintes causées par le retrait et le fluage du béton comme discuté dans  

le chapitre 4.  
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Comme mentionné précédemment, les déformations maximales dans les fibres d’armatures ne 

sont pas très représentatives dans la présente recherche vu qu’elles sont fortement liées avec la 

longueur de la rotule plastique (Lp). À titre d’exemple la figure 5.3 pour la variante  

PE2-100-R (pont de l’Est avec un taux de renforcement de 0,5 % et un séisme se produisant à 

la fin de la vie de l’ouvrage) montre qu’une légère plastification est attendue sous le séisme 

synthétique E7-C, toutefois la déformation maximale dans les fibres d’armatures sous l’effet 

de cet enregistrement sismique est égale à 0,000766 m/m. Cette valeur est largement inférieure 

à la limite d’élasticité (0,002 m/m). Sur cette base, une vérification de l’effet de Lp sur la 

déformation maximale des fibres est effectuée.  

 

 
Figure 5.22 Effet de la variation de la longueur de LP  

sur la déformation maximale dans les fibres d’armatures 
Variante PE2-100-R, Accélérogramme E7-C 

 

La figure 5.22 montre l’effet de la réduction de la longueur de la rotule plastique Lp sur 

l’accroissement de la déformation maximale des fibres d’armatures. À partir de cette courbe, 

on remarque que la déformation maximale augmente graduellement sous l’effet de la 

diminution de Lp jusqu’à quelle atteinte la limite d’élasticité, ensuite une augmentation brusque 

de la déformation maximale est observée. Ceci veut dire que les résultats obtenus sont 

dépendants de l’hypothèse sur la longueur de la rotule plastique. Il est donc important de bien 

estimer la longueur de rotule plastique pour de futures recherches et d’évaluer comment cette 

longueur est affectée par le niveau de ductilité /incursion des déformations inélastiques. 
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Malheureusement, ce point est hors de la portée de la présente recherche. De plus, nous 

constatons que la marge de résistance en flexion des colonnes dans la direction transversale est 

trop élevée de sorte que même si les déformations sont affectées par le fluage et le retrait, la 

performance sismique, au bout du compte, ne l’est pas. Ce point devra également être considéré 

attentivement lors de futures recherches. 

 
5.3.2.3 Déplacement des isolateurs  

Dans le but de déterminer la performance sismique des ponts sous étude, le comportement des 

unités d’isolation sous l’effet des mouvements sismiques bidirectionnels est également étudié. 

Les déplacements maximums moyens des dix-huit isolateurs sismiques (six isolateurs à la pile 

centrale et douze isolateurs sur les culées) dans les deux directions principales du pont sont 

examinés. Ceci est pour les deux zones sismiques de l’Est et de l’Ouest du Canada avant et 

après la considération du comportement temporel du béton. Les résultats obtenus sont 

présentés dans les tableaux 5.11 à 5.14.  

 
Tableau 5.11 Déplacements maximums moyens au sein des isolateurs sismiques pour les 

variantes de ponts de l’Est – Direction longitudinale - (mm) 
 

Scénario de 
construction 

 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 
Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 60 54 69 60 54 69 
P2-0 59 54 69 59 54 69 

P2-100 61 57 71 61 57 71 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

Tableau 5.12 Déplacements maximums moyens au sein des isolateurs sismiques pour les 
variantes de ponts de l’Est – Direction transversale - (mm) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 47 50 62 47 50 62 

P2-0 47 50 62 47 50 61 

P2-100 49 51 63 49 51 62 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 
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Tableau 5.13 Déplacements maximums moyens au sein des isolateurs sismiques pour les 
variantes de ponts de l’Ouest– Direction longitudinale - (mm) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 
Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 430 161 386 431 161 394 

P2-0 431 161 393 430 161 394 

P2-100 430 161 392 431 161 392 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
Tableau 5.14 Déplacements maximums moyens au sein des isolateurs sismiques pour les 

variantes de ponts de l’Ouest – Direction transversale - (mm) 
 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 423 158 381 423 159 381 

P2-0 423 159 380 423 159 380 

P2-100 425 159 382 425 161 383 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 

Les résultats présentés dans les tableaux 5.11 à 5.14 montrent que les isolateurs sismiques 

subissent quasiment les mêmes déplacements maximums moyens dans les deux directions 

horizontales, et ce pour les différentes variantes de ponts de chaque groupe d’enregistrements 

sismiques. Ce qui nous mène à conclure qu’il ne semble pas y avoir une tendance claire 

concernant les effets des propriétés dépendantes du temps du béton et de l’abaissement du taux 

de renforcement en armatures sur la déformation au sein des isolateurs sismiques. Par ailleurs, 

le déplacement maximal moyen enregistré à l’Est ne dépasse pas les 71 mm alors que le plus 

bas déplacement à l’Ouest est de l’ordre de 158 mm. De ce fait, nous pouvons constater 

clairement que les déplacements maximums moyens sont beaucoup plus élevés à l’Ouest qu’à 

l’Est. Ce résultat est sans doute attribuable au contenu fréquentiel des séismes de l’ouest 

(Nguyen & Guizani, 2020). Néanmoins, selon les critères de performance sismique du code 

CSA-S6-14, tous les ponts étudiés demeurent dans le domaine élastique. 
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Le déplacement résiduel indique la capacité d’une structure à reprendre sa position initiale à la 

fin de l’excitation sismique. En outre, si le déplacement résiduel est excessif, une intervention 

de recentrage du pont devient nécessaire afin de le maintenir en fonction. De plus, des effets 

non souhaités de second ordre peuvent apparaître et entraîner le déséquilibre de la structure. 

Par conséquent, afin d’éviter le risque de l’écartement du pont par rapport à sa position 

d’équilibre initial, les déplacements résiduels doivent être limités à des niveaux jugés 

acceptables. En absence de directives explicites du code, nous adoptons 6 mm à l’Est et 40 mm 

à l’Ouest (1/10 du déplacement maximal). Les tableaux 5.15 à 5.18 présentent les valeurs des 

déplacements résiduels maximums moyens calculés à partir des historiques de déformations 

pour chaque évènement sismique et chaque variante de pont.  

 
Tableau 5.15 Déplacements résiduels maximums moyens au sein des isolateurs sismiques 

pour les variantes de ponts de l’Est – Direction longitudinale - (mm) 
 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 3,5 3,7 3,8 3,5 3,6 3,6 

P2-0 3,6 3,6 3,5 3,5 3,5 3,5 

P2-100 6,8 7,5 7,1 6,5 6,8 6,9 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 

Tableau 5.16 Déplacements résiduels maximums moyens au sein des isolateurs sismiques 
pour les variantes de ponts de l’Est – Direction transversale - (mm) 

 

Scénario de 
construction 

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,0 M7,0 Historique M6,0 M7,0 

P1 1,8 2,6 1,3 2,3 2,4 1,3 

P2-0 2,5 3,2 1,4 2,3 2,8 1,3 

P2-100 4,8 4,7 3,8 4,6 5,1 3,3 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 
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Tableau 5.17 Déplacements résiduels maximums moyens au sein des isolateurs sismiques 
pour les variantes de ponts de l’Ouest – Direction longitudinale - (mm) 

 

Scénario de 
construction  

𝛒 = 0,5 % 𝛒 = 0,8 % 

Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 18,8 14,9 5,9 21,2 15,1 5,4 

P2-0 19,3 15,7 5,7 19,1 15,2 5,5 

P2-100 19,4 15,1 5,8 18,4 15,3 6,9 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 
Tableau 5.18 Déplacements résiduels maximums moyens au sein des isolateurs sismiques 

pour les variantes de ponts de l’Ouest – Direction transversale - (mm) 
 

Scénario de 
construction 

0,5 % 0,8 % 

Historique M6,5 M7,5 Historique M6,5 M7,5 

P1 17,9 11,2 5,4 17,8 11,8 8,4 

P2-0 17,6 11,4 3,7 17,5 11,5 3,5 

P2-100 19,4 15,1 5,9 18,7 13,6 7,1 
* P1 : sans retrait et fluage; P2-1 : Séisme à la fin de la construction; P2-5 : Séisme à la fin de durée de vie du pont 

 

Les résultats obtenus montrent que le retrait et le fluage du béton ont un effet notable sur les 

déplacements résiduels des unités d’isolation sismique, notamment dans la région de l’Est. Ces 

résultats sont cohérents avec les décalages prévus par les analyses statiques non linéaires au 

niveau des isolateurs sismiques sous l’effet du comportement temporel du béton. Pour la région 

de l’Est, une augmentation de l’ordre de 2 fois est généralement observée au niveau des 

déplacements résiduels entre les scénarios de construction P1 et P2-100, et ce pour les trois 

groupes d’enregistrements sismiques et dans les deux directions longitudinale et transversale. 

À cet effet, des travaux de recentrage des ponts après le séisme apparaissent nécessaires pour 

le scénario de construction P2-100 vu que les déplacements résiduels maximums moyens sont 

presque égaux à 1/10 des déplacements sismiques maximums moyens pour ce scénario de 

construction. En revanche, malgré que les déplacements résiduels moyens pour les variantes 

de ponts de l’Ouest sont nettement supérieurs à ceux de l’Est, aucun effet significatif des 
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propriétés dépendantes du temps du béton sur les déplacements résiduels n’est observé dans 

cette zone sismique, et ce pour les deux directions longitudinale et transversale.  

 
 

 
 

 

 
Figure 5.23 Déplacements résiduels maximums moyens maximums au sein des isolateurs 

sismiques – Direction longitudinale 
 

 

 
 

 

 
Figure 5.24 Déplacements résiduels maximums moyens maximums au sein des isolateurs 

sismiques – Direction transversale  
 

Les figures 5.23 et 5.24 permettent d’évaluer la variation des déplacements résiduels 

maximums moyens maximums au sein des isolateurs sismiques en fonction du taux de 

renforcement en armatures longitudinales pour les deux régions de l’Est et de l’Ouest. Ces 

figures montrent que de la réduction du pourcentage d’armatures longitudinales n’a pas un 

effet significatif sur les déplacements résiduels des isolateurs. Finalement, nous pouvons 

conclure que la performance sismique des ponts étudiés répond aux exigences du Code  

CSA-S6-14 pour la catégorie de performance sismique de dommage minimal. 
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5.4 Synthèse  

En résumé, les résultats des analyses temporelles non linéaires des différentes variantes de 

ponts soumises à des accélérogrammes bidirectionnels historiques et artificiels calibrés sur les 

spectres du CSA-S6-14, ont mis le point sur plusieurs constatations notamment au niveau de 

la courbe des moments bi-axiaux (MX, MY), le déplacement des isolateurs ainsi que la 

déformation des fibres pour les trois catégories de matériaux à savoir le béton non confiné, le 

béton confiné et l’acier d’armatures.  

 

Dans un premier temps, on constate que la demande sismique en termes des moments de 

flexion bidirectionnels, suite à l’effet du retrait et du fluage du béton, est augmentée pour 

s’approcher de la capacité de la colonne notamment dans la direction transversale, en raison 

principalement de l’effet portique dans cette direction. D’autre part, bien que la réduction du 

taux de renforcement en armatures longitudinales de 0,8 % à 0,5 % amène une diminution dans 

la capacité de la colonne en flexion dans les deux directions, il n’affecte pas de façon 

significative le comportement sismique de la pile qui demeure essentiellement élastique.   

 

Pour les déformations des fibres, on observe une légère augmentation qui est due à l’effet des 

propriétés dépendantes du temps du béton. Toutefois, les déformations moyennes maximales 

parmi les trois groupes de séismes et pour les trois scénarios de construction considérés sont 

largement inférieures à la limite de dommage minimal selon les critères de performance 

sismique et de dommage du code CSA-S6-14.  

 

Finalement, le comportement temporel du béton ainsi que la réduction du pourcentage 

d’armatures n’ont aucun effet significatif sur les déplacements maximums des unités 

d’isolation sismique. En revanche, les déplacements résiduels, notamment pour la région de 

l’Est du Canada, sont nettement supérieurs lors de la considération du retrait et du fluage du 

béton.  
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En conclusion, les différentes variantes du pont étudiées ne subissent aucun dommage. À cet 

effet, la performance sismique de tous les ponts étudiés répond aux exigences du code CSA-

S6-14, pour un pont essentiel. Par conséquent, l'exigence relative à la limite inférieure du 

pourcentage d’armatures longitudinales prescrite par le CSA-S6-14 pourrait être assouplie. 

Cependant, dans le cas étudié, la marge de résistance existante au niveau des colonnes pour la 

direction sensible au retrait et au fluage, à savoir la direction transversale, est élevée. Ceci a 

pour effet d’éviter des incursions plastiques dans cette direction, malgré l’accroissement des 

déformations causé par le fluage et le retrait. Cet accroissement est aussi tempéré par l’usage 

de longueur de rotule plastique mal adaptée. Ainsi, une conception plus serrée combinée à une 

longueur de rotule plastique plus exacte peut déboucher sur un changement de la performance 

sismique causé par la prise en compte du fluage et du retrait.   

 

  





 

CONCLUSIONS 

 

Ce projet de recherche a été mené afin d’examiner la performance sismique à court et à long 

terme des piles de ponts faiblement armées soumises à des excitations sismiques anticipées à 

l’Est et à l’Ouest Canadien. L’objectif principal du projet vise à déterminer si les exigences 

actuelles du code canadien sur le calcul des ponts routiers relatives au taux minimum 

d’armatures longitudinales dans les piles de ponts isolés à la base pouvaient être assouplies.  

 

L’amélioration continuelle des connaissances sur la sismicité au court des dernières décennies 

a révélé la possibilité de l’assouplissement du taux minimum d’armature longitudinale prescrit 

par le CSA-S6-14 pour les ponts à base fixe si un confinement adéquat est assuré (Priestley et 

al., 1994; Khaled, 2010; Chiomento, 2012). À cet effet, des études subséquentes ont été 

réalisées en 2016 par Moradiankhabiri pour les ponts isolés à la base. Les résultats de cette 

étude ont mis en évidence l’efficacité de la technologie de l’isolation sismique à la base sur le 

plan de la réduction de la demande sismique des colonnes de pont, ainsi que la possibilité de 

la diminution du taux de renforcement en armature à 0,5 %. Cependant, l’étude a été réalisée 

sans tenir compte du retrait et du fluage, bien que le taux d’armature minimal ait été spécifié, 

entre autres, pour se prémunir de ces effets. C’est dans ce cadre que s’inscrit le présent projet 

de recherche.  

 

Afin de satisfaire l’objectif cible de cette recherche, une étude préliminaire a été conduite au 

préalable pour estimer les déformations dues aux propriétés dépendantes du temps du béton. 

À cet égard, le modèle de prédiction du CEB-FIP 2010 a été utilisé. Le but principal de cette 

étude est de fixer les variantes d’étude. Ensuite, des analyses statiques non linéaires ont été 

réalisées afin d’évaluer l’effet structural de la construction par étapes ainsi que des phénomènes 

de retrait et de fluage avant de procéder aux analyses sismiques. Le modèle de pont choisi a 

été dimensionné selon les exigences du code CSA-S6-14. Il s’agit d’un pont typique à deux 

travées continues, isolé à la base et soutenu par un système de pile à trois colonnes formant un 

cadre rigide dans sa direction transversale. Les résultats obtenus ont montré qu’une analyse de 

construction séquentielle statique non linéaire peut donner des résultats plus réalistes et 
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significativement différents par rapport aux analyses traditionnelles qui ignorent ce 

phénomène. Ces analyses ont également prouvé que l’humidité relative de la région affecte 

considérablement l'évaluation des structures pour les effets de fluage et de retrait, et que la 

déformation totale sous l’effet du comportement temporel du béton est généralement 

gouvernée par le retrait.  

 

Finalement, des analyses temporelles non linéaires ont été effectuées dans le but de déterminer 

l’effet du comportement sous déformations (retrait et fluage) du béton sur la performance 

sismique des piles de ponts faiblement armées ainsi que de classifier la catégorie de 

performance sismique et de dommage des différentes variantes de ponts étudiées. Afin de 

vérifier la possibilité de la réduction du taux minimal d’armatures longitudinales, deux 

pourcentages de renforcement ont été utilisés durant les analyses, soit : (a) 0,8 %, 

correspondant aux taux minimums prescrit par le code des ponts routiers canadiens, le CSA-

S6-14 et (b) 0,5 % correspondant aux taux requis par la demande sismique. Les principales 

conclusions tirées des résultats obtenus sont résumées comme suit: 

 

• La demande sismique de toutes les variantes étudiées ne dépasse pas la capacité de la 

colonne. De ce fait, le comportement sismique des colonnes reste essentiellement élastique 

durant les excitations sismiques. Cependant, sous l’effet du retrait et du fluage du béton, 

une augmentation du moment de flexion dans la direction transversale du pont suite à 

l’effet du portique dans cette direction a été observée; 

 

• Les déformations maximales moyennes des fibres en considérant l’ensemble des signaux 

sismiques de tous les groupes de séismes, pour les trois catégories de matériaux utilisées à 

savoir, le béton non confiné, le béton confiné et l’acier d’armature, sont inférieures à la 

limite de dommage minimal selon les critères de performance sismique du code CSA-S6-

14; 
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• Le déplacement résiduel au sein des unités d’isolation ne dépasse pas les six (06) 

millimètres ce qui ne nécessite généralement pas une intervention de recentrage post-

sismique. En revanche, le comportement temporel du béton a un effet marqué sur ce 

paramètre, notamment pour la région à faible pourcentage d’humidité relative (la région de 

l’Est); 

 

• Il est à noter que les déformations des fibres et les déplacements des isolateurs obtenus 

pour les variantes du pont de l’Ouest sont plus importants que ceux obtenus pour les 

variantes du pont de l’Est. Ceci est dû à la demande sismique plus élevée pour la région de 

l’Ouest. Cependant, l’effet du retrait et du fluage du béton est d’importance plus accentuée 

à l’Est qu’à l’Ouest. Ceci est attribuable, principalement, aux conditions climatiques qui 

sont plus sévères pour la région de l’Est;  

 

• Selon les critères de classification de performance sismique du code canadien sur le calcul 

des ponts routiers CSA-S6-14, toutes les variantes de ponts étudiées se comportent dans 

les limites du niveau de dommage minimal. À cet effet, pour le cas des ponts isolés à la 

base, le taux minimal de renforcement en armatures longitudinales pourrait être réduit à 

une valeur de 0,5 %. Néanmoins, des études additionnelles sont requises car des limitations 

ont été identifiées en lien avec les résultats de ce projet, à savoir : 

- La longueur de rotule plastique semble surestimée; cela a pour effet d’atténuer les 

changements au niveau des déformations, causés par le fluage et le retrait; 

- La capacité en flexion des colonnes des piles, dans la direction sensible au fluage et au 

retrait, la direction transversale, est trop élevée. Ceci évite un changement de la 

performance sismique; 

 
• Sur la base de ce qui précède, un abaissement de la limite inférieure du taux d’armature 

devrait être accompagné par l’exigence de prendre en compte les effets de fluage et de 

retrait. 

 





 

RECOMMANDATIONS  
 

Dans l’intention de généraliser les constatations précitées, nous recommandons de valider les 

résultats de la présente recherche pour les considérations suivantes :  

 

• Examiner d’autres types de ponts tels que les ponts irréguliers, les ponts à plusieurs piles 

et les ponts avec d’autres types de piles à savoir : pile à colonne unique et pile à colonnes 

multiples avec variation de la rigidité du chevêtre. Lors de la variation des types de ponts, 

une attention particulière devra être apportée au choix de l’échéancier convenable pour les 

travaux de construction de chaque type de pont; 

 

• Refaire les calculs en considérant les paramètres d’entrées pour la prédiction du retrait et 

du fluage selon les exigences de la nouvelle version du code, le CSA-S6:19;  

 

• Évaluer l'influence de la variation des paramètres affectant le retrait et le fluage du béton, 

tel que les conditions climatiques et la composition du béton, sur l’évolution des effets due 

à ces deux phénomènes; 

 

• Examiner d’autres types d’isolateurs sismiques avec des caractéristiques hystérétiques 

différentes et considérer différents cas de répartitions du système d’isolation; 

 

• Déterminer la longueur exacte de la zone de formation de la rotule plastique pour les piles 

de ponts isolés à la base par des essais expérimentaux, et développer une méthode de calcul 

de cette longueur;  

 

• Réaliser des analyses temporelles non linéaires pour des périodes intermédiaires entre la 

fin de la construction et la fin de la vie de l’ouvrage.  

 

 

 





 

ANNEXE I 
 
 

ACCÉLÉROGRAMMES 

Enregistrement historique de séisme de Nahanni 

 
 

Enregistrement historique de séisme de de Val des Bois, Station Ottawa 

 
 

Enregistrement historique de séisme de Saguenay, Station Chicoutimi Nord 

 
 

Enregistrement historique de séisme de Saguenay, Station les Éboulements 

 
 

Enregistrement historique de séisme de Saguenay, Station Saint André 

 
 

Figure-A I-1 Enregistrements historiques pour la région de l’Est calibré et séparé,  
Montréal, Type du sol C 
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Accélérogramme artificiel E6-A 

 
 
 

Accélérogramme artificiel E6-B 

 
 
 

Accélérogramme artificiel E6-C 

 
 
 

Accélérogramme artificiel E6-D 

 
 
 

Accélérogramme artificiel E6-E 

 
 

Figure-A I-2 Accélérogrammes synthétiques de scénario M6-E  
après étalonnage, Montréal, Type du sol C 
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Accélérogramme artificiel E7-A 

 
 

Accélérogramme artificiel E7-B 

 
 

Accélérogramme artificiel E7-C 

 
 

Accélérogramme artificiel E7-D 

 
 

Accélérogramme artificiel E7-E 

 
 

Figure-A I-3 Accélérogrammes synthétiques de scénario M7-E 
après étalonnage, Montréal, Type du sol C 
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Enregistrement historique de séisme de Loma Prieta 
 

 
 
 

Enregistrement historique de séisme de Morgan Hill 

 
 
 

Enregistrement historique de séisme de Northridge, Station Castatic-old Ridge Rte 

 
 
 

Enregistrement historique de séisme de Northridge, Station San Pedro Palos Verdes 

 
 
 

Enregistrement historique de séisme de Wattier Narrows 

 
 
 

Figure-A I.4 Enregistrements historiques pour la région de l’Ouest calibré et séparé, 
Vancouver, Type du sol C 
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Accélérogramme artificiel W6-A 

 
 

Accélérogramme artificiel W6-B 

 
 

Accélérogramme artificiel W6-C 

 
Accélérogramme artificiel W6-D 

 
 

Accélérogramme artificiel W6-E 

 
 

Figure-A I-5 Accélérogrammes synthétiques de de scénario M6-O  
après étalonnage, Vancouver, Type du sol C 
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Accélérogramme artificiel W7-A 

 
 

Accélérogramme artificiel W7-B 

 
 

Accélérogramme artificiel W7-C 

 
 

Accélérogramme artificiel W7-D 

 
 

Accélérogramme artificiel W7-E 

 
 

Figure-A I-6 Accélérogrammes synthétiques de scénario M7-O  
après étalonnage, Vancouver, Type du sol C
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