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Résumé :
Dans ce papier on développe un modéle d’homogénéisation numérique pour la prédiction des proprié-
tés effectives d’une maçonnerie viscoélastique microfissurée. Ce modèle repose sur deux étapes. La
première consiste à déterminer la fonction de fluage à court et long termes. Cette étape repose sur le
couplage entre la théorie de rupture fragile de Griffith et le schéma d’homogénéisation dilué (approche
en contrainte). Elle permet d’avoir une expression analytique approchée de la fonction de fluage et
d’éviter ainsi le recours à une inversion numérique de la transformée de Laplace-Carson. La deuxième
étape estime, par la méthode des éléments finis, les propriétés globales orthotropes de la maçonnerie
moyennant la technique d’homogénéisation périodique. Cette étape repose sur le calcul des tenseurs de
concentration de contrainte dans chacune des phases (brique et mortier). Ce papier propose un modèle
alternatif à une homogénéisation incrémentale de la maçonnerie qui est en général plus lourde à mettre
en œuvre puisqu’elle dépend de paramètres supplémentaires tels que l’incrément de temps et les précon-
traintes dans les phases viscoélastiques. Dans cette étude, par souci de simplicité, seules des densités
de fissures fonction du temps sont considérées à court et long termes.

Abstract :

This paper provides finite element predictions for the effective properties of microcracked viscoelastic
masonry. This model relies on two steps. The first one is based on the identification at the short and
long terms of an approximate analytical creep function for the mortar. This step rests on the coupling
between the Griffith’s brittle fracture theory and stress-based dilute homogenization scheme. It allows
to avoid recourse to ’heavy’ numerical inversion of the Laplace-Carson transform. The second step
provides orthotropic overall properties of masonry by means of finite elements method used to carry
out periodic homogenization on masonry. This step relies on the calculation of the localization strain
tensors in each phase (brick and mortar). This paper proposes an alternative model to an incremental
homogenization of masonry which is heavier to carry out since it depends on additional parameters such
as time increment and prestresses in viscoelastic phases. In this work, for the sake of simplicity and as
a first approach, only time-dependent crack densities [27, 22] are considered at short and long-terms.

Mots clefs :Maçonnerie ; Fluage ;Microfissures ;Homogénéisation ; Élements
finis.
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1 Introduction
L’effondrement récent de célèbres monuments historiques (bâtiments maçonnés datant du moyen âge
par exemple) a été principalement attribué au comportement de fluage de la maçonnerie [2, 21, 27]. Des
observations expérimentales récentes ont montré que l’accumulation de dommages induits par le fluage
sous charges constantes peut être l’origine de cet effondrement. Ainsi, afin d’augmenter la résistance et la
durabilité des monuments historiques soumis à des chargements sévères, le développement de modèles
théoriques et numériques permettant la prévision de l’évolution du fluage en fonction du dommage
cumulé dans le temps est d’une importance cruciale.

Une étude expérimentale [8] a été menée afin d’étudier le fluage de la maçonnerie. Différents modèles
rhéologiques sont considérés pour évaluer leurs capacités à prédire le fluage de la maçonnerie. Selon
cette étude, le modèle de Maxwell modifié (MM) est le plus précis. D’autre part, ces matériaux sont
généralement hétérogènes composés de briques et de joints de mortier. Par conséquent, l’évaluation de
leurs réponses requière le recours à des approches d’homogénéisation. A cet égard, les approches héré-
ditaires basées sur la convolution de Stieltjes dans le domaine temporel ont été utilisées par de nombreux
chercheurs pour la modélisation de composites viscoélastiques linéaires non vieillissants. Trois étapes
sont effectuées. Tout d’abord, grâce au principe de correspondance [18] via l’application de la transfor-
mée de Laplace-Carson, les relations constitutives des propriétés locales des phases fonctions du temps
sont transformées en relations élastiques dans le domaine symbolique de Laplace-Carson. Ensuite, les
modules élastiques macroscopiques symboliques du matériau élastique fictif sont obtenus en appliquant
des schémas micromécaniques linéaires classiques tels que le schéma auto-cohérent [26], l’estimation
deMori-Tanaka [17] ou les bornes de Hashin-Shtrikman [9]. Enfin, les propriétés globales du composite
viscoélastique sont déterminées dans le domaine physique par l’inversion de la transformée de Laplace-
Carson. Commementionné dans le chapitre précédent, à part certains cas particuliers [26], l’inversion de
la transformée de Laplace-Carson est généralement effectuée numériquement. En outre, il est intéressant
de noter que la méthode d’analyse basée sur l’intégrale de Bromwich définie dans le plan complexe [1]
conduit la plupart du temps à des équations intégrales sur l’ensemble du trajet de chargement. Ce der-
nier point rend difficile l’extension directe à des situations plus générales (chargement thermomécanique,
viscoélasticité avec vieillissement). En plus, ces méthodes nécessitent de retenir l’histoire complète des
contraintes et de déformations. Pour surmonter cette limitation, un certain nombre de théories visant
à formuler des équations constitutives incrémentales pour le comportement viscoélastique linéaire ont
été proposées. Parmi ces approches, les travaux [10, 5] ont proposé une formulation incrémentale et la
résolution des équations constitutives par la méthode des éléments finis. Dans le cadre de la mécanique
de rupture des matériaux viscoélastiques, Dubois et al. [11] et Nguyen et al. [19] ont adopté une for-
mulation incrémentale afin d’évaluer le processus de croissance des fissures pour le bois et le béton,
respectivement.

En ce qui concerne la prise en compte des effets combinés d’endommagement et de fluage pour la ma-
çonnerie moyennant les techniques d’homogénéisation, peu de travaux ont été consacrés à ces aspects.
On peut citer par exemple les travaux de Brooks [4] qui a obtenu les coefficients de fluage de la ma-
çonnerie connaissant les propriétés mécaniques de ses constituants. Cecchi et Tralli [7] ont adopté une
procédure d’homogénéisation asymptotique pour la dérivation du comportement en fluage d’une cellule
périodique de maçonnerie saine avec des joints de dimensions finies. Pour une maçonnerie non fissurée,
Cecchi et Taliercio [6] ont comparé les prédictions obtenues par un modèle analytique simplifié et un
modèle plus précis basé sur la méthode des éléments finis, tous deux basées sur des procédures d’ho-
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mogénéisation. Nguyen et al. [20] ont obtenu le comportement effectif de béton viscoélastique linéaire
microfissuré obéissant au modèle de Burgers en effectuant une combinaison entre la théorie de Griffith
[16] et l’homogénéisation basée sur la théorie d’Eshelby [3, 12]. Dans [19], comme le béton à l’état
sain, le béton microfissuré est supposé obéir au modèle de Burgers. L’homogénéisation numérique par
la méthode des éléments finis classiquement utilisée pour les maçonneries élastiques ou viscoélastiques
saines (non fissurées) est étendue ici aux maçonneries viscoélastiques microfissurées.

2 Fonction de fluage effective du mortier microfissuré viscoélas-
tique non-vieillissant (étape-1)

Considérons un volume élémentaire représentatif (VER) occupant le domaine Ω et constitué d’un ma-
tériau viscoélastique linéaire non-vieillissant et d’un ensemble de fissures ayant chacune la forme d’un
disque. Contrairement aumodèle 3D avec des fissures ellipsoidales considérées dans l’approche d’Eshelby,
une fissure en forme de disque nous conduit à considérer un problème 2D pour lequel il est possible
de définir un rapport de forme w [14]. Par la suite, on adopte un chargement en déformation homogène
sur le bord ∂Ω du (VER). Le déplacement appliqué sur ∂Ω est ainsi donné par u(z, t) = ε̄(t) · z où
ε̄(t) désigne le tenseur des déformations macroscopiques. Ce dernier est donné par la formule suivante
fonction des déformations microscopiques et du saut de déplacement :

ε̄ =
1

Ω

(∫
Ωs
εdΩ +

∑
i

∫
Ci

[u]i ⊗s nidS
)

(1)

où Ωs est le domaine de la matrice sans fissures et a ⊗s b = a⊗tb+b⊗ta
2 pour 2 vecteurs quelconques

a et b. Ci et ni désignent respectivement les lèvres de la ième fissure et le vecteur normal à son plan.
Pour une matrice à comportement élastique linéaire et des fissures libres de chargement, le tenseur de
contrainte macroscopique du matériau microfissuré est donné par Σ =< σ >Ω= 1

Ω

∫
Ωs
σdΩ = C̃ : ε̄.

2.1 Couplage entre l’homogénéisation et la théorie de rupture fra-
gile

La transformée de Laplace-Carson appliquée à la déformation effective (1) permet d’écrire :

ε̄∗ =
1

Ω

(∫
Ωs
ε∗dΩ +

∑
i

∫
Ci

[u]∗i ⊗s nidS
)

= C∗−1 : Σ∗ +
1

Ω

∑
i

∫
Ci

[u]∗i ⊗s nidS (2)

Pour le schéma dilué [13], le saut de déplacement [u]i est linéairement lié au champ de contrainte ma-
croscopique Σ. En effet, le saut de déplacement normal des lèvres d’une fissure (en mode I) dans une
matrice infinie soumise à une contrainte macroscopique isotrope à l’infini Σ∗ = Σ∗ i est donné par :

[un]∗ =
4(1− ν∗s )

π

Σ∗

µ∗s

√
l2 − ρ2. (3)

où νs et µs sont respectivement le coefficient de Poisson et module de cisaillement de la matrice, l est le
rayon de la fissure, ρ désigne la position d’un pointM appartenant au plan de la fissure et ν∗s = 3k∗s−2µ∗s

6k∗s+2µ∗s
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est le coefficient de Poisson symbolique de la matrice saine. Les modules k∗s et µ∗s sont donnés par

1

k∗s
=

1(
kR +

pkMη
s
M/3

kM+pηsM/3

) et
1

µ∗s
=

1(
µR +

pµMη
d
M/2

µM+pηdM/2

) . (4)

Le saut de déplacement tangentiel (en mode II) sous un chargement de cisaillement asymptotique Σ∗ =

Σ∗ n⊗s t pour un vecteur t parallèle au plan de la fissure est donné par :

[ut]
∗ =

4(1− ν∗s )

π(2− ν∗s )

Σ∗

µ∗s

√
l2 − ρ2. (5)

Module de compressibilité effectif symbolique Sous un chargement isotrope (Σ∗ = Σ∗ i, i est le
tenseur identité d’ordre deux), la contribution d’une fissure est purement normale ([u]∗ = [un]∗n où n
est un vecteur normal au plan de la fissure). L’intégration de (3) sur Ci donne :∫

Ci

[un]∗i ⊗s nidS =
8l3

3

Σ∗(1− ν∗s )

µ∗s
n⊗ n (6)

En supposant que toutes les fissures possèdent le même rayon l, l’intégration sur toutes les orientations
sur la sphère unité donne la contribution totale de la fissure :

1

Ω

∑
i

∫
Ci

[un]∗ ⊗s ndS =
8l3

3

Σ∗(1− ν∗s )

µ∗s

∫
|n|=1

n⊗ ndS
4π

=
8Nl3

9

Σ∗(1− ν∗s )

µ∗s
i (7)

où N désigne le nombre de fissures par unité de volume. La combinaison des relations (2) et (7) définit
l’équation d’état effectif sous chargement isotrope :

ε̄∗ = C∗−1 : (Σ∗i) +
8dc
9

Σ∗(1− ν∗s )

µ∗s
i (8)

pour la variable d’endommagement dc = Nl3 [14]. Enfin, puisque trace(ε̄∗) = Σ∗

k̃∗DL
=
(

1
k∗s

+ 8dc
3

(1−ν∗s )
µ∗s

)
Σ∗

alors 1
k̃∗DL

= 1
k∗s

+ 8dc
3

(1−ν∗s )
µ∗s

, ou d’une manière équivalente

1

k̃∗DL
=

1 + dcQ
∗

k∗s
avec Q∗ =

16

9

(1− ν∗2s )

(1− 2ν∗s )
(9)

Module de cisaillement effectif symbolique Sous l’action d’un chargement déviatorique pour lequel
la contrainte macroscopique est Σ∗ = Σ∗(e1⊗ e1− e3⊗ e3), la contribution d’une fissure est obtenue à
partir des équations (3) et (5) en fonction de son orientation. Dans le système de coordonnées sphérique
(r, θ, Φ), le saut de déplacement s’écrit

[u]∗ =
Σ∗(1− ν∗s )

πµ∗s

(
Xrer +

2

2− ν∗s
(Xθeθ +XΦeΦ)

)√
l2 − ρ2 (10)

si le vecteur normal n coincide avec le vecteur radial unitaire er. L’intégration sur toutes les orientations
de fissures sur la sphère unité conduit à : 1

Ω

∑
i

∫
Ci

[u]∗i ⊗s nidS = dcM∗

2µ∗s
Σ∗ oùM∗ = 32

45
(1−ν∗s )(5−ν∗s )

2−ν∗s
.
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Par conséquent et d’après (2), le module de cisaillement effectif s’écrit

1

µ̃∗DL
=

1 + dcM
∗

2µ∗s
(11)

2.2 Approximation par lemodèle rhéologique deMaxwellmodifié
Étant donné que les expressions (9) et (11) ne peuvent pas être satisfaites de façon exacte, il a été proposé
dans [36] d’identifier la meilleure approximation du comportement effectif selon le modèle de Burgers
si le béton à l’état sain suit le même modèle. Par analogie, on propose dans cette étude d’approcher
le comportement effectif du mortier microfissuré par le modèle (MM) si la matrice à l’état sain suit le
modèle (MM). L’idée consiste à développer en série les estimations diluées des modules de compres-
sibilité (9) et de cisaillement (11) au premier ordre aux voisinage de 0 (p → 0) et à l’infini (p → ∞)
et de se servir des approximations 1

k̃∗DL
≈ 1

k̃∗MM

et 1
µ̃∗DL
≈ 1

µ̃∗MM
qui permettent l’identification des six

paramètres suivants du modèle de (MM)

kR(dc) = kR
1+dcQ0

0
, µR(dc) = µR

1+dcM0
0

kM (dc) = kM+kR
1+dcQ∞0

− kR
1+dcQ0

0
, ηsM (dc) =

(ηsM+dc(ηsMQ
0
0−3keRQ

1
0))

(1+dcQ0
0)2

µM (dc) = µM+µR
1+dcM∞0

− µR
1+dcM0

0
, ηdM (dc) =

ηdM+dc(ηdMM
0
0−2µRM

1
0 )

(1+dcM0
0 )2

(12)

où les coefficients Q0
0, Q1

0, M0
0 , M1

0 , Q0
∞ et M0

∞ sont donnés dans [25]. Les temps caractéristiques
des parties sphérique et déviatorique du modèle de Maxwell modifié pour le mortier viscoélastique
fissuré sont τ sMM (dc) =

ηsM (dc)(kR(dc)+kM (dc))

3kR(dc)kM (dc)
et τdMM =

ηdM (dc)(µR(dc)+µM (dc))

2µR(dc)µM (dc)
. La fonction de fluage

approchée du mortier fissuré est :

JappMM (t, dc) =
1

9kR(dc)

(
1− kM (dc)

(kR(dc) + kM (dc))
e
− t
τs
MM

(dc)

)
+

1

3µR(dc)

(
1− µM (dc)

(µR(dc) + µM (dc))
e
− t

τd
MM

(dc)

)
(13)

3 Homogénéisation périodique de la maçonnerie viscoélastique
micro-fissurée (étape-2)

Au lieu de différencier la loi constitutive du mortier comme cela peut être fait en appliquant une pro-
cédure d’homogénéisation incrémentale [20], il est plus facile et pratique de considérer la fonction
de fluage du mortier approchée (13) à court et long termes. Celle-ci est fonction explicite des para-
métres temps et de la densité de fissures. Par conséquent, il n’y a pas de pré-contrainte dans le mor-
tier viscoélastique considéré. A chaque instant t, le comportement de la phase viscoélastique r peut
être considéré comme étant "purement élastique" avec un coefficient de Poisson et un module d’Young
(Er(t, dc) = 1/Jr(t, dc) si le mortier est endommagé etEr(t, dc) = 1/Jr(t), sinon) constants. De plus
puisque la maçonnerie présente une microstructure réguliére, il est possible de ne considérer qu’une cel-
lule périodique comme indiqué à la Figure (1)-a. On peut ainsi appliquer la technique d’homogénéisation
périodique pour reproduire le comportement local et global de la maçonnerie.

Pour évaluer les "constantes ingénieurs élastiques" effectives, cette cellule est soumise à trois types de
charges : compression axiale selon la direction n, compression axiale parallélement à t et charge de
cisaillement. Le code de calcul EF Cast3M a été utilisé pour calculer les champs mécaniques locaux et
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(a) (b)

Figure 1 – Cellule de maçonnerie périodique avec des joints de dimensions finies constitués de mortier
viscoélastique micro-fissuré et son quart (a) considéré pour la modélisation avec une évolution tempo-
relle non linéaire de l’endommagement accumulé (14) [28] (b) dans les joints.

les champs mécaniques moyens par phase.

4 Application du modèle proposé

4.1 Densité de fissure
Différentsmodèles d’endommagement sont proposés dans la littérature. Par souci de simplicité et comme
première approche, nous avons choisi pour la micro-fissure une loi d’évolution simple proposée par
Shrive et al. [28] et Reda Taha et al. [22]. Selon ces travaux, le dommage accumulé est supposé suivre
le critère de rupture de Weibull selon la formule

dc(t) =
t∑
t0

100η

τD

(
t

τD

)n
(14)

où τD est un temps d’endommagement constant qui désigne l’instant à partir duquel la plupart des
dommages se produiraient. Ces dommages non liés à des charges extérieures appliquées peuvent être
induits par des effets externes ou internes tels que le gel-dégel, la réaction alcaline, ou l’attaque au
sulfate, etc. Ce modèle indépendant de la charge est conforme aux résultats de Verstrynge et al. [30] et
Garavaglia et al. [15] qui ont montré que le critère de rupture deWeibull (’Weibull failure rate function’)
pourrait être utilisé avec succès pour prédire la rupture de la maçonnerie. En première approche et selon
un scénario de dommage considéré par Shrive et al. [28], les coefficients pris ici sont : τD = 800 (jours),
η = 0, 3 (jours), et n = 10. La variable dc(t) représente le niveau de dommage accumulé à partir de
l’instant d’initiation des dommages t0 jusqu’au moment de l’évaluation.

4.2 Cas de cellule périodique avec propriétés de mortier identi-
fiées à court et long termes

Cette partie a pour objectif d’étudier les évolutions par rapport au temps des prédictions globales issues
du modèle numérique proposé pour une cellule périodique de maçonnerie et leur sensibilité aux épais-
seurs du joint de mortier et dimensions de briques (hauteur et largeur). Le mortier microfissuré suit le
modèle de MM. Dans cette étude, les briques sont supposées rigides (Eb = 1000Em(t = 0)) ou élas-
tiques (Eb = 2, 22Em(t = 0)) et non fissurées avec un coefficient de Poisson νb = 0, 15. Les briques ont
une épaisseur de 250 mm. Leurs dimensions dans le plan (x, y) sont les suivantes : hauteur a = 55 mm,
largeur b = 120 mm. L’épaisseur du joint de mortier est th = 10 mm. Pour le modèle rhéologique vis-
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E0 (MPa) νm ei τM (jours)
Mortier 7700 0, 2 0, 7602 7, 1

Table 1 – Modules élastique et visqueux de mortier identifiés à court terme par Brooks et al. [4, 6].

queux, le module d’Young instantanéE0 pour le modèle de MM est donné parEm(t = 0) = ER+EM

oú EM = eiE0 (ei est un scalaire sans dimension) est le module de relaxation et ER = (1− ei)E0 est
le module d’Young du ressort.

Dans la suite, tous les calculs ont été effectués à l’aide du logiciel Cast3M sous l’hypothèse de contrainte
plane avec des éléments de maillage quadratique de type ’QUA8’ avec 8 nœuds et un maillage raffiné
constitué de 10336 éléments. Ce maillage fin est choisi de sorte qu’il fournisse des résultats effectifs pré-
cis. Puisque nous étudions le phénomène de fluage de la maçonnerie, nous appliquons instantanément
une force constante à des points sélectionnés aux bords de la cellule (comme la contrainte macroscopique
est constante). Pour un joint de mortier épais th = 10 mm avec des propriétés identifiées à court terme
(tableau (1)) et long termes (tableau (2)), les évolutions temporelles des coefficients effectifs de fluage
fournis par le modèle numérique proposé pour des maçonneries avec des briques rigides et un mortier
fissuré avec une densité de fissures évoluant selon la loi (14) sont reportées sur la figure (2). La sensi-

EM (MPa) τM (s) ER (MPa) τR (s) νm
4000 2x108 2112 300000 0, 29

Table 2 – Modules élastique et visqueux d’un mortier hybride identifiés à long terme [29].

bilité de ces modules aux différents paramètres géométriques : épaisseur de mortier (th ∈ {4, 7, 10}
mm), hauteur (a ∈ {40, 55, 70 } mm) et largeur de brique (b ∈ {100, 120, 140} mm) est représentée
respectivement sur les Figures (6)-(8) [25]. Une étude similaire est réalisée pour la maçonnerie avec des
briques élastiques et un mortier microfissuré (voir Annexes (B) et (C) dans [25]). Le Tableau (3) montre
la diminution des modules d’Young du mortier avec le temps et la densité de fissures que ce soit pour
des propriétés identifiées à court ou long termes.

t (jours) 0 50 350 450 650 850 900 950

dc 0 3.4x10−14 9.6x10−6 1.2x10−4 0.0047 0.0687 0.1217 0.21

Ej (court terme) (MPa) 7700 2148.2 1846.4 1846.1 1831.1 1783.9 1517.1 1345.1

Ej (long terme) (MPa) 6112 6027.1 5574.5 5441.2 5158.94 4454.4 4074.44 3580.6

Table 3 – Module d’Young du mortier pour différentes densités de fissures évoluant selon la loi (14).

4.3 Résultats
Dans l’ensemble, nous constatons que les prédictions des modules effectifs de la maçonnerie issues
du modèle proposé diminuent quand le temps croît. Ceci est dû à l’augmentation du niveau d’endom-
magement au cours du temps comme cela est illustré par la figure (1)-b. Pour la maçonnerie avec des
propriétés de mortier identifiées à court terme et des briques élastiques (Figure (18)) [25] ou rigides
(Figure (2)), les modules effectifs de la maçonnerie diminuent de manière significative au cours des cin-
quante premiers jours. Ceci est cohérent avec la diminution significative du module d’Young du mortier



23ème Congrès Français de Mécanique Lille, 28 au 1er Septembre 2017

comme cela est illustré dans le Tableau (3) (colonne "court terme"). Durant toute la période considérée
([0, 950] (jours)), après près de 100 jours, la diminution des modules effectifs est lente comme observé
pour des maçonneries avec des propriétés de mortier identifiées à long terme. En outre, les maçonneries
avec briques rigides (Eb = 1000Em(t = 0)) montrent une anisotropie prononcée contrairement à une
maçonnerie avec des briques élastiques (Eb = 2, 22Em(t = 0)) pour laquelle les modules effectifs Ẽxx
et Ẽyy sont proches à long terme (voir Figure (18)-b dans [25]). Dans la suite, seule l’intervalle de temps

(a) (b)

Figure 2 – Evolutions des modules effectifs prédits par le modèle EF pour une maçonnerie avec des
briques rigides (Eb = 1000Em(t = 0)), épaisseur de joint th = 10 mm et propriétés du mortier
identifiées à court (a) et long (b) termes.

[600, 950] (jours) est considéré puisque la densité de fissure est presque négligeable pour la période de
temps [0, 600[(jours) (voir tableau (3)).
Le Tableau (3) résume les tendances d’évolution des modules effectifs de maçonnerie microfissurée en
faisant varier l’un des paramètres suivants : épaisseur du mortier, hauteur ou largeur de brique. Ces ré-
sultats permettent de conclure que les prédictions effectives du modèle numérique proposé sont dans
l’ensemble plus sensibles à la variation de la hauteur de brique et principalement à la diminution des
épaisseurs de joints de mortier pour des briques élastiques ou rigides. En effet, la plus faible valeur de
hauteur de brique conduit à la plus basse rigidité de maçonnerie. En outre, la plus faible épaisseur de
mortier fournit la maçonnerie la plus rigide principalement pour le cas de briques rigides. Enfin, il n’y
a pas grand profit d’augmenter la largeur b de briques puisque cela induit une légère augmentation des
modules Ẽyy et µ̃xy.

Figure 3 – Sensibilité aux différents paramètres (épaisseur de mortier th, dimensions de briques) des
évolutions temporelles des modules effectifs de la maçonnerie prédites par le modèle EF. Cas d’une
maçonnerie avec un mortier microfissuré ayant des propriétés visqueuses identifiées à long terme (table
(2)).
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5 Conclusion
Ce chapitre étend la technique d’homogénéisation périodique menée à l’aide de la méthode des élé-
ments finis aux maçonneries viscoélastiques microfissurées. Ce modèle fournit des propriétés effectives
orthotropes pour la maçonnerie à court et long termes. La précision de ce modèle est fonction des deux
facteurs : (i) des erreurs numériques fonction du raffinement du maillage de la cellule périodique (étape-
2) et (ii) le choix du schéma d’homogénéisation en champs moyens utilisé pour évaluer le comportement
du mortier microfissuré. L’un des avantages de ce modèle est le non recours à l’inversion de la trans-
formée de Laplace-Carson lors de l’évaluation du comportement en fluage du mortier (à court et long
termes). Ce travail propose une alternative à une homogénéisation incrémentale qui nécessite la prise
en compte de paramètres supplémentaires, tels que l’incrément de temps et les tenseurs de polarisation
dans les phases viscoélastiques.
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