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Résumé

Le travail présenté dans ce mémoire porte sur le comportement des raidisseurs
comprimés dans les assemblages métalliques de grandes dimensions. Il comporte trois parties
principales.

La premicre partie, a caractére expérimental, décrit deux campagnes d’essais réalisées
au sein de la plateforme MSGC (Institut Pascal, Polytech Clermont, Université Clermont
Auvergne). Les deux campagnes d’essais concernent des profilés non raidis et raidis par des
raidisseurs de différentes configurations. Ces profilés représentent la partie comprimée d’un
assemblage. Au total, six configurations de raidisseurs ont été testées, des raidisseurs doubles
et simples sur toute la hauteur de I’ame du profilé et des raidisseur partiels, soudés ou non a une
seule semelle ou les deux. Le but de ces essais est de caractériser le comportement de chaque
profilé raidi ou non et d’évaluer sa résistance globale. Les résultats des essais ont permis
d’observer le comportement de chaque profilé raidi ou non soumis a la compression et d’évaluer
I’influence de certains parameétres géométriques, tels que la configuration du raidisseur et
I’élancement du profilé, sur la résistance globale d’un profilé raidi.

La deuxieme partie est consacrée au développement d’un modele éléments finis non
linéaire, construit a 1’aide du logiciel Cast3m avec des éléments coques DKT. Ce choix est
justifié par la simplicité du modele en cohérence avec les moyens de calcul disponibles. Le
modele numérique a permis de suivre le comportement réel des profilés raidis ou non jusqu’a
la ruine en adoptant un calcul en déplacement imposé€. Il s’agit d’un calcul non linéaire qui tient
compte des non linéarités géométriques et matérielles. La validation de ce modéle numérique
est effectuée a travers la comparaison avec la base des résultats issus de 1I’expérience. En effet,
ce modele a confirmé les observations expérimentales concernant le comportement des profilés
a parois raidies partiellement ou totalement. Il a permis ainsi d’expliquer certains résultats
expérimentaux et d’effectuer des études paramétriques pour €largir les domaines d’observation
des profilés élancés. Aussi, pour cibler des applications en ingénierie, le modele numérique est
utilisé pour évaluer certaines formules de calcul données par I’Eurocode 3.

Dans la troisiéme partie, apres 1’analyse du comportement de chaque configuration de
raidisseur, une démarche de calcul de la charge de ruine des profilés raidis, appuyée sur les
observations expérimentales et numériques, est proposé€e. Un regard critique est mené sur les
propositions de calcul de résistance données par I’Eurocode en considérant des parois raidies
ou non raidies transversalement. Les limites des intervalles d’applications sont discutées
notamment pour les parois non raidies. Pour les parois raidies, le mode de ruine est piloté par
le comportement du raidisseur.

Mots clés : Assemblage, Profilé raidi comprimé, Raidisseur transversal, Essais expérimentaux,
Eléments finis.



Abstract

The work presented in this thesis focuses on the behaviour of compressed stiffeners in
steel connections with large dimensions. It is based on three main parts.

The first part, based on experimental study, describes two test campaigns carried out at
the platform MSGC (Institut Pascal, Polytech Clermont, Université Clermont Auvergne). The
two test campaigns concern unstiffened and stiffened panels of different configurations. These
panels represent the compressed part of a beam-to-column connection. In total, six
configurations of stiffeners were tested: single sided and double sided, over the full height of
the web panel and partial length, welded or not to the flanges. The purpose of these tests is to
characterize the behaviour of each profile, stiffened or not, and to evaluate its resistance. The
tests results allowed to observe the behaviour of each profile, stiffened or not, subjected to
compression and to evaluate the influence of some geometrical parameters, such as the stiffener
configuration and the profile slenderness, on the global resistance of the stiffened panels.

The second part is devoted to the development of a non-linear finite element model built
with the Cast3m software using DKT shell elements. This choice is justified by the simplicity
of the model in coherence with the available hardware. The numerical model allowed to
represent the real behaviour of the stiffened and unstiffened panels until the failure using a load
with displacement control. This non-linear calculation takes into account geometric and
material non-linearities. The validation of the numerical model is carried out by comparison
with the experimental results. Indeed, this model confirmed the experimental observations
concerning the behaviour of the fully and partially stiffened profiles. It is thus used to explain
some experimental results and to carry out parametric studies to extend the observations to
slender profiles. Also, to target engineering applications, the numerical model is used to
evaluate analytical formulas given by Eurocode 3.

In the third part, after the analysis of the behaviour of each configuration of stiffeners,
a calculation approach of the ultimate load of stiffened profiles, based on the experimental and
numerical observations, is proposed. A critical view is taken on the design formulas given by
Eurocode for unstiffened and stiffened panels. The limits of the application intervals are
discussed mainly for unstiffened panels. For the stiffened panels, the failure mode is controlled
by the behaviour of the transverse stiffener.

Key words: Connection, Compressed stiffened panel, Transverse stiffener,
Experimental tests, Finite element modelling.
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Notations

Latines
Longueur d’un profilé
Longueur transversale de la gorge de soudure pour les profilés en PRS
Aire d’une section transversale
Aire d’une section transversale efficace pour le voilement local
Aire d’une section transversale brute du raidisseur et des parties
adjacentes de la plaque.
Aire brute d’une partie comprimée de la paroi, y compris les raidisseurs,
obtenue en retranchant a chaque extrémité une partie égale a la moitié
de la distance au bord libre.
Largeur de la semelle
Largeur du raidisseur
Largeur d’une partie efficace (au sens du voilement local) rattachée a un
bord de la plaque.
Largeur efficace de I’ame d’un poteau comprimé
Excentricité du centre de gravité
Module d’Young de I’acier (E = 210000 N/mm?2)
Limite d’élasticité de I’ame en compression
Limite d’élasticité de I’ame du profilé
Limite d’élasticité du raidisseur
Limite d’élasticité de la semelle
Limite ultime de I’acier
Résistance plastique d’un profilé
Charge critique €lastique d’un profilé
Charge de ruine d’un profilé
Effort normal critique de flambement par flexion d’un poteau
Effort normal critique de flambement par torsion d’un poteau
Effort normal critique de flambement par flexion-torsion d’un poteau

Résistance plastique d’un profilé en compression
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Charge correspondante a 1’état limite plastique

Charge correspondante a 1’état limite élastique

Charge correspondante a 1’état limite de ruine (notation de Aribert et
Lachal)

Module de cisaillement (G = 80770 N/mm2 pour 1’acier)

Hauteur de I’ame d’un profilé

Hauteur du raidisseur

Hauteur d’un poteau.

Rayon de giration

Inertie polaire par rapport au centre de cisaillement de la section
Inertie de la semelle

Inertie de torsion

Moments d’inertie de flexion par rapport aux axes principaux de la
section

Inertie de la section transversale brute du raidisseur et des parties
adjacentes de la plaque.

Distance

Coefficient de voilement global de la plaque orthotrope équivalente
avec les raidisseurs tartinés sur la plaque

Coeifficient de participation de la hauteur d’ame dans le mécanisme de
ruine

Coefficient prenant en compte les effets de la contrainte de compression
dans la direction axiale pres du congé de raccordement (dme-semelle).
Coefficient de voilement d’un profilé

Coefficient de voilement d’une plaque simplement appuyée
Coefficient de voilement d’une plaque encastrée sur deux bords opposés
Longueur initiale d’un poteau

Longueur chargée efficace de la plastification d’un profilé

Longueur de plastification

Longueur de flambement correspondant au mode de flambement par
torsion.

Moment plastique externe d’un mécanisme de ruine
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Moment plastique interne d’un mécanisme de ruine
Coefficients adimensionnels
Moment plastique de 1’ame du profilé
Moment plastique de la semelle
Rayon du congé d’une section en I ou H, ou rayon d’arrondi d’une
section creuse rectangulaire
Longueur du patin de chargement
Epaisseur (définie dans le texte en fonction de son utilisation)
Epaisseur de 1’ame d’un profilé
Epaisseur du raidisseur
Epaisseur de la semelle
Epaisseur de la semelle de la poutre qui introduit I’effort de
compression
Epaisseur de la semelle de poteau
Epaisseur de la semelle supérieure
Epaisseur de la semelle inférieure
Epaisseur de 1’ame du poteau
Déformée
Déplacement hors plan
Travail des forces extérieures
Travail des forces intérieures
Grecques
Coefficient partiel de sécurité (i=0,1)
Coefficient réducteur qui prend en compte des effets éventuels
d’interaction avec le cisaillement dans le panneau d’ame de poteau
Facteur de réduction d’un panneau

Elancement relatif de I’ame d’un poteau (¢lancement d’une plaque)

Déplacement vertical de la semelle au niveau de la ligne de chargement
(mécanisme de ruine)

Rapport entre la rigidité de torsion de la semelle et la rigidité de flexion
du panneau d’ame (défini dans le texte si différent)

Fonction de résistance
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Elancement réduit dun profilé
Elancement réduit d’un profilé (notation de 1’Eurocode)
Elancement d’un profilé

Coefficient d’imperfection généralisé (défini dans le texte si différent)
Coefficient réducteur par rapport a la limite élastique ( /2%5)
y

Limite d’élasticité de I’acier constituant 1’ame du profilé

Contrainte de référence d’Euler de la tole

Contrainte critique d’un poteau

Contrainte critique d’une plaque

Coefficient de Poisson

Déplacement transversal des rotules plastiques internes d’un mécanisme

de ruine

Coefficients d’imperfections pour le voilement

Coefficient réducteur vis-a-vis du flambement
Rapport de contrainte critique

Facteur d’imperfection pour le flambement
Coefficient d’aspect (défini dans le texte si différent)
Contrainte tangentielle horizontale

Contrainte tangentielle verticale

NB. D'autres symboles sont définis lors de leur utilisation ou en fonction d’autres paramétres
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Introduction Générale

Dans le domaine de la construction métallique, les assemblages ont une influence
majeure sur le comportement global de la structure. Attacher les éléments de structure est I’'une
des taches les plus complexes parmi I’ensemble des étapes de la construction. Ceci concerne
aussi bien la fabrication et le montage que le calcul et le dimensionnement. La complexité de
la caractérisation du comportement mécanique résulte du nombre d’éléments intermédiaires
utilisés (boulons, platine, cornicre...), des formes géométriques variées, des propriétés
matérielles différentes ainsi que des instabilités que les éléments de 1’assemblage peuvent subir.
Il est donc nécessaire de prendre un soin particulier pour caractériser le comportement des

assemblages en considérant I’ensemble des composantes.

Les assemblages couramment utilisés peuvent étre identifiés en fonction de leurs
positions dans la structure : assemblages de continuité (entre poutres ou poteaux), les
assemblages de rive (poutre-poteau) et les assemblages intermédiaires poutre-poteau
(symétriques et non symétriques). Dans I’Eurocode 3 partie 1-8 (EN1993-1-8 2009), les
assemblages sont dimensionnés en s’appuyant sur une méthode dite des composantes qui
considére que I’assemblage est constitu¢ d’un ensemble de composantes élémentaires
considérées individuellement puis assemblées. Cette méthode est bien justifiée par la littérature

pour les différentes zones (Carter 2003; Mita et al. 2009; Graham et al. 1959).

Dans un assemblage poteau-poutre soumis au moment fléchissant, trois zones peuvent
étre identifiées : tendue, comprimée et cisaillée. La partie comprimée correspond a 1’ame du
poteau sollicitée dans son plan. C’est une paroi qui peut atteindre sa capacité résistante par
instabilité en fonction de son ¢élancement. Cette partie est peu étudiée mais certains auteurs
(Lagerqvist et al. 1996; Mezghanni et al. 2013) 1’ont abordée en considérant un profilé soumis
a une double compression. Ils ont considéré une longueur fixe pour la charge appliquée en vue
de représenter la compression transmise par contact entre la platine d’extrémité soudée a la
poutre et la semelle du poteau. Ces auteurs ont utilisé¢ des approches de modélisation qui ont
permis d’aborder les caractéristiques de résistance tenant compte de I’instabilité de 1’ame

comprimée du poteau en zone d’assemblage.

L’augmentation de résistance de la paroi comprimée vis-a-vis de 1’instabilité peut se
réaliser par I’augmentation de 1’épaisseur de paroi (doublure d’dme) ou par I’ajout de

raidisseurs soudés. Les raidisseurs peuvent avoir des sections fermées ou ouvertes, et peuvent
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étre longitudinaux, transversaux ou obliques. Les raidisseurs constitués de plats rectangulaires
disposés transversalement sont les plus courants. Ils constitueront le point de focalisation de

notre étude.

Le traitement de la partie comprimée d’un assemblage avec raidisseur est effectué¢ en
considérant le profilé isolé avec les mémes caractéristiques mécaniques et géométriques que
I’assemblage et en le sollicitant en double compression. L’¢tude des zones comprimées est
complexe car elle mobilise les phénomenes d’instabilité par flexion et par flexion-torsion.
L’Eurocode 3 partie 1-5 (EN1993-1-5 2000) couvre les parois non raidies en proposant des

formules analytiques pour la résistance.

Les formules proposées pour le calcul de résistance des parois comprimées sont limitées
a certaines configurations et intervalles d’élancements. En effet, il s’agit de formules qui
s’appuient sur des recherches expérimentales effectuées sur des profilés avec des hauteurs
inférieures a 440 mm (Lagerqvist et al. 1996). Pour les assemblages poteau-poutre avec profilés
non raidis, I’instabilité peut étre le mode de ruine dominant dans la zone comprimée.
L’Eurocode 3 partie 1-5 (EN1993-1-5 2000), propose une démarche de calcul qui se limite a
certains élancements de profilés. Ainsi, les zones comprimées avec raidisseur transversal ne
sont pas traitées directement dans I’Eurocode 3 partie 1-5 mais les approches relatives aux
poteaux en croix ou té peuvent étre utilisées en adoptant des dimensions efficaces de parois. La
présente étude s’inscrit dans une démarche d’évaluation des formules existantes pour le calcul

de la résistance des parois comprimées raidies transversalement.

Une étude expérimentale a été effectuée dans la Hall de Génie Civil de la plateforme
MSGC (Polytech Clermont, Universit¢ Clermont Auvergne), comportant deux campagnes
d’essais. Elle a permis de tester un large panel de profilés métalliques en IPE et PRS non raidis
et raidis par différentes configurations de raidisseurs. Les essais ont été¢ mis en place dans le but
de tester la résistance des profilés, soumis a la double charge de compression localisée, en vue
de représenter la zone comprimée dans un assemblage métallique. Les essais ont permis
d’observer le comportement, représenté par la résistance et le mode de ruine, d’une variété de
configurations de raidisseurs transversaux. Ces raidisseurs sont disposés d’un seul c6té ou sur
les deux cotés de la paroi, sur une hauteur partielle ou totale de paroi avec ou sans soudure a la
semelle. Les résultats de 1’étude expérimentale ont permis également de valider un modéle

éléments finis.
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Le modele éléments finis basé sur les éléments de coques tient compte des non linéarités
géométriques et matérielles. Il est utilisé pour mener des études paramétriques permettant de
mieux comprendre le fonctionnement mécanique des parois raidies comprimées. Le mod¢le a
aussi servi a consolider I’étude expérimentale en analysant certaines observations
expérimentales. Il a permis de représenter fidelement le comportement des profilés raidis et non
raidis. Les deux études, expérimentale et numérique, sont des outils qui permettent de mener
une analyse critique des démarches analytiques et réglementaires utilisées pour le

dimensionnement des zones comprimées d’assemblages.

Les essais et modélisations ont permis de montrer que les raidisseurs soudés sur toute la
hauteur d’ame et sur les semelles subissent un flambement par torsion, un flambement par
flexion ou un flambement par flexion-torsion selon 1I’élancement. L’Eurocode 3 partie 1-5
permet de considérer une section composée des raidisseurs et d’une longueur efficace de la
paroi d’ame. La section obtenue est donc un Té (un seul raidisseur) ou une croix (deux
raidisseurs). Pour évaluer analytiquement la résistance d’une paroi raidie, les formules relatives

aux poteaux en flambement par flexion, torsion et flexion-torsion sont considérées.
La présente these comprend les quatre chapitres décrits ci-apres.

Le chapitre I est un chapitre introductif nommé état de I’art. Il présente des généralités
sur les assemblages en considérant la typologie et les fonctions. Cette définition s’appuie sur la
méthode des composantes utilisée par 1I’Eurocode pour le traitement des assemblages
métalliques. Ainsi, les différentes zones caractérisant le comportement de 1’assemblage sont
décrites en rappelant les formules de résistance qui leur sont associées. Ceci concerne les zones
tendue, cisaillée et comprimée avec un focus particulier sur la derni¢re qui fait 1’objet de la
présente étude. En effet, le traitement de la zone comprimée de 1’assemblage est assimilé a celui
d’un profilé en double compression. Ce chapitre donne les caractéristiques, les méthodes de
calcul et les résultats de calcul pour les profilés non raidis et raidis. Certaines méthodes de
calcul citées dans ce chapitre sont utiles pour la vérification et 1’évaluation des formules

existantes.

Le chapitre II comporte une présentation détaillée des campagnes d’essais effectuces
sur des parois d’ames de profilés laminés a chaud ou PRS avec différentes dispositions de
raidisseurs transversaux. Les raidisseurs sont disposés sur toute la hauteur du profilé ou sur une
hauteur partielle, dun seul c6té ou sur les deux faces de la paroi d’ame. Les procédures d’essais
sont décrites ainsi que les caractéristiques géométriques et mécaniques des éprouvettes. Les
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résultats sont présentés en observant les lois de comportement force-déplacement et en se
focalisant sur les charges et modes de ruine. Les observations expérimentales ont permis de
recenser les différents modes de ruine tels que le flambement par flexion, sur toute la hauteur
de la paroi ou la partie non raidie, et le flambement par torsion ou flexion-torsion. Ces essais

sont utilisés pour la construction et la validation des modéeles numériques et analytiques.

Le chapitre III est dédié a la construction d’un modele numérique basé sur le logiciel
Cast3m (Cast3M 2021). Le modele utilise des éléments de coques et tient compte des non
linéarités géométriques et matérielles. La validation du modele est effectuée en comparant ses
résultats avec ceux obtenus par essais. Les comparaisons sont effectuées en considérant les
courbes charge-déplacement, les charges ultimes ainsi que les modes de ruine. Apres validation,
le modéele est utilis€é pour expliquer certaines observations expérimentales. Le modéele est
construit avec I’objectif de 1’utiliser pour porter un regard critique sur les formules de calcul de

résistance disponibles dans les réglements et la littérature scientifique.

Le chapitre IV est consacré a 1’étude analytique des profilés raidis transversalement par
des raidisseurs, simples ou doubles, soudés sur toute la hauteur du profilé ou a hauteurs
partielles disposés sur différentes parties de la paroi d’ame. Pour les profilés ayants des
raidisseurs sur toute la hauteur, les valeurs de résistance obtenues analytiquement sont
comparées a celles des essais et de la modélisation numérique. Ces comparaisons permettent
d’évaluer les formules existantes pour les parois raidies et montrent leurs limites. Une démarche
est menée pour considérer les valeurs de référence utilisées dans le calcul de la résistance des
¢léments comprimés. Ces valeurs sont la charge critique de flambement élastique et la
résistance plastique. Une analyse spécifique est effectuée pour tenir compte de la présence des

semelles et de leur influence sur le comportement du raidisseur.

Pour les profilés raidis par des raidisseurs transversaux a hauteurs partielles, un profilé
non raidi équivalent est propos¢ pour représenter un profilé raidi partiellement. Ceci est justifié
par les observations expérimentales et les modélisations qui ont montré que c’est la partie non
raidie du panneau d’ame qui pilote le mode ruine. Cette proposition est confortée par des études

d’évaluation des formules existantes pour le calcul des profilés non raidis.

Des conclusions et perspectives sont présentées apres le chapitre IV.
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Chapitre 1

Etat de ’art - zone comprimée des

assemblages

« La vérité scientifique sera toujours plus belle que les créations de notre imagination

et que les illusions de notre ignorance ».

Claude Bernard
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1. Introduction

Les principaux éléments utilisés en construction métallique sont les profilés tubulaires
de différentes formes ou les profilés ouverts (I, U, L, Té ou H). Une structure est constituée
d’un ensemble de profilés assemblés. Les types d’assemblages les plus couramment utilisés
sont les assemblages soudés et les assemblages boulonnés. Les assemblages peuvent assurer la
continuité entre éléments (poutres ou poteaux) ou les liaisons entre poutres et poteaux (EN1993-
1-8 1993). Pour les assemblages poutre-poteau, il existe des assemblages intermédiaires
symétriques et non symétriques (Girdo 2017). Dans la présente étude, la démarche est

développée pour les assemblages intermédiaires poutres-poteau symétriques.

Les assemblages doivent assurer la continuité ainsi que le transfert des efforts entre les
¢léments connectés. Chaque assemblage peut étre caractérisé, de point de vue transfert d’effort,
par trois zones distinctes : tendue, comprimée et cisaillée. Pour déterminer les efforts repris par
chaque zone, il est nécessaire d’identifier le type d’assemblage et son mode de sollicitation. Un
assemblage non symétrique, ou symétrique mais chargé de facon non symétrique, mobilise les
trois zones. Tandis qu'un assemblage symétrique chargé symétriquement ne mobilise que les
zones comprimée et tendue. Il n’y a donc pas d’interaction, en zone comprimée, entre
cisaillement et compression. La zone tendue est modélisée selon I’Eurocode 3 partie 1-8
(EN1993-1-8 2009) par des trongons en T¢. La zone comprimée peut étre caractérisée par
I’instabilité de la paroi comprimée du panneau d’ame. Elle peut donc étre représentée par un
profilé soumis a une charge de compression équivalente a celle appliquée dans 1’assemblage

(valeur et longueur d’application).

Le profilé comprimé a fait I’objet de nombreuses études disponibles dans la
bibliographie. Un ensemble de ces travaux est présenté dans ce chapitre I. Les démarches de
calcul et les hypotheses considérées sont aussi présentées. Par la suite, les méthodes décrites
dans I’Eurocode 3 sont détaillées. Elles serviront de références pour les comparaisons avec les
résultats expérimentaux et numériques obtenus a partir de la bibliographie ou dans les travaux

de la présente these.

Différentes solutions de renforcement existent pour les parois comprimées sensibles aux
instabilités. La solution la plus courante utilise des raidisseurs soudés dont les types,
dispositions et comportements sont présentés dans ce chapitre. L’étude se focalise
principalement sur les raidisseurs transversaux disposés parallelement aux charges de
compression. L’dme d’un profilé se comporte comme une plaque chargée dans son plan. La
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présence des semelles pour les profilés intervient essentiellement dans le comportement
plastique de I’ensemble (EN1993-1-5 2000). La charge critique est déterminée sur la base d’un
calcul élastique en considérant une plaque raidie pour représenter le profilé raidi. Une paroi
renforcée par raidisseur transversal et soumise a la compression peut étre étudiée comme un
poteau en flambement ayant une section composée par la section transversale du raidisseur
augmentée par une partie participante de I’ame du profilé de part et d’autre. L’Eurocode 3 partie
1-5 propose des dimensions pour la partie efficace de la paroi d’ame a associer au raidisseur.
Pour pouvoir étudier le comportement en compression des parois raidies transversalement, les
méthodes de calcul des poteaux sont présentées en considérant les différents modes de

flambement par flexion, torsion et flexion-torsion.
2. Définitions des assemblages

Connaitre les types d’assemblage permet de faciliter la définition des efforts dans
chaque zone de I’assemblage. Ceci est la base de la méthode des composantes proposée dans
I’Eurocode 3 partie 1-8 (EN1993-1-8 2009) qui couvre les assemblages soudés et boulonnés.

La Figure I-1 illustre les types d’assemblages courants dans les structures métalliques.

C
B ."T\. ./7 A: assemblage pour continuité du poteau
= pu i
B: assemblage pour continuité de poutre
C: assemblage poutre-poteau de rive
il D
Vd \\ D: assemblage poutre-poteau intermédiaire non symétrique
( / (géométrie)
: \: | E: assemblage poutre-poteau intermédiaire non symétrique
A ] / v (position)
‘\ ) E F: assemblage poutre-poteau intermédiaire symétrique
AN
NV

Figure I-1 : Les différents types d'assemblages dans les structures métalliques

On s’intéresse dans cette étude aux assemblages poutre-poteau intermédiaires dits a
configuration bilatérale symétrique. La Figure I-2 illustre les assemblages a configurations

unilatérale et bilatérale.
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(a) Configuration unilatérale (b) Configuration bilatérale

Figure I-2 : Les types d'assemblages poutre-poteau

La configuration unilatérale assemble une poutre et un poteau. Les efforts qui peuvent
coexister dans I’ame du poteau sont la traction, la compression et le cisaillement (Figure 1-2a).
En revanche, un assemblage bilatéral peut étre symétrique ou non symétrique. Pour un
assemblage bilatéral non symétrique ou chargé de fagon non symétrique, les trois sollicitations
sont présentes. Cependant, un assemblage bilatéral symétrique n’engendre que la traction et la

compression dans I’ame du poteau (Figure 1-2b).

Les sollicitations de I’ame du poteau provenant des efforts appliqués sur 1’assemblage
peuvent générer des instabilités de cisaillement et de compression. Pour les configurations

bilatérales et symétriques, la sollicitation de cisaillement n’est pas présente.
3. Les instabilités de I’Ame du poteau d’un assemblage bilatéral symétrique

3.1.Méthode des composantes
La méthode des composantes est une méthode de I’(EN1993-1-8 1993) qui consiste a
considérer un assemblage en tant qu’un ensemble de composantes ¢lémentaires tel que montré
dans la Figure I-3. La premicre étape de cette méthode consiste a identifier toutes les
composantes élémentaires qui peuvent étre traitées individuellement. La deuxiéme étape
concerne 1’évaluation des caractéristiques en résistance et rigidité de chaque composante. Et
enfin, les composantes sont associées pour obtenir la résistance et la rigidité en rotation de

I’assemblage entier.
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Poteau

Zone tendue
/

Zone
comprimée

Figure I-3 : Composantes dans un assemblage bilatéral symétrique

Pour un assemblage bilatéral symétrique qui fait I’objet de notre étude, les composantes

de base sont les suivantes :

Ame de poutre en traction

Ame de poutre en compression

Semelle de poutre en compression

Platine d’extrémité en flexion (trongon en T¢).
Semelle de poteau en flexion (troncon en T¢).

Ame de poteau en traction

AN N N N A

Ame du poteau en compression

Chaque composante élémentaire peut tre caractérisée par sa résistance et sa rigidité. La
zone en traction atteint sa capacité par rotules plastiques dans les troncons en Té€, par la rupture
des boulons ou par ’atteinte de la capacité en traction de I’ame du poteau ou de la poutre. La
zone comprimée de 1’dme du poteau est susceptible d’atteindre sa capacité résistante par
instabilité.

3.2. Zone tendue de I’assemblage

Au cours des derni¢res décennies, de nombreuses ¢tudes numériques et expérimentales

ont porté¢ sur le comportement des zones tendues dans les liaisons poutre-poteau. Les

composantes principales de ces zones sont les trongons en Té (Figure 1-4) qui ont fait I’objet de

la majorité des études (Bijlaard 2006; Tagawa et al. 2005; Abidelah et al. 2012).
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Figure I-4 : Trongcon en T¢ représentant la zone en traction (semelle du poteau ou platine
d’extrémité)
Les trongons en T¢ renforcés par des contre-plaques ont également été analysés (Al-
Khatab et al. 2007) en utilisant un mode¢le éléments finis pour observer leur comportement

global ainsi que I'évolution et la distribution de la pression de contact sous la semelle (résultante

Q).

3.3. Zone comprimée de I’Ame du poteau de I’assemblage
Le panneau d’ame en compression est la composante principale de la zone comprimée.
Certains chercheurs (Graham et al. 1959; Bose 1998; Tetougueni et al. 2019; Markovic et al.
2019) I’ont étudié en considérant une partie de profilé (ame + semelles) chargée en double
compression localisée sur une longueur choisie. Cette longueur est définie en considérant la
diffusion des efforts appliqués par contact entre la platine d’extrémité, sous la semelle

comprimée de la poutre, et la semelle du poteau (Figure 1-7).

En 1959, une étude expérimentale (Graham et al. 1959) est effectuée sur des poutres
laminées américaines, Figure I-5. Elle a concerné des assemblages soudés poutre-poteau en
flexion ainsi que des poutres isolées en compression seule (Figure 1-6) et traction seule. Par
ailleurs, une comparaison est effectuée entre les résultats d’essais et les calculs basés sur une
formule existante qui utilise la notion de longueur efficace pour déterminer la résistance
plastique de la section (Figure 1-7). Les auteurs ont indiqué que le développement d'une
approche analytique pour les raidisseurs nécessite la connaissance de leur distribution des

contraintes et des conditions aux limites.
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Dans le méme cadre et avec les mémes principes, K. Bose et al (Bose et al. 1972) et
Bose (Bose 1998) ont montré que la partie comprimée d’un assemblage (raidi ou non) peut étre
modélisée comme un profilé (raidi ou non) soumis a une charge de compression équivalente a

celle reprise dans I’assemblage.

Aussi, une étude expérimentale est menée sur des profilés européens laminés a chaud
par Mita et al (Mita et al. 2009). Les résultats des essais sont comparés aux formules analytiques
existantes en tenant compte de la résistance, de la rigidité initiale et de la capacité de
déformation. Les tests étaient basés sur des profilés sollicités en double compression pour
représenter le comportement de la zone comprimée d’un assemblage poutre-poteau en flexion
(Figure I-8). Cette approche ne considére pas l’interaction entre les zones tendues et

comprimées dans I’assemblage.

beam

= ‘T:‘__,_, !‘ r\ -
S/ \
L | | "_’_2:_,_#——" hY Z
/ \ / u
N s
 d
oot A
column

Model scheme.

Figure I-8 : Modélisation de la partie comprimée d'un assemblage bilatéral symétrique
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Nous avons choisi dans la présente étude, d’analyser le comportement de la zone
comprimée du panneau d’ame du poteau dans un assemblage bilatéral symétrique en utilisant

un profilé soumis a une double charge de compression.
4. Profilés non raidis

Le comportement d’un profilé métallique soumis a la double charge de compression

peut étre piloté par le voilement, la plastification ou la combinaison des deux.

4.1.Résistance en compression locale de ’Ame du profilé
La résistance plastique d’un profilé en compression est généralement déterminée en
considérant une longueur efficace de I’ame. Cette résistance est donnée dans 1I’Eurocode 3

partie 1-8 (EN1993-1-8 2009) par :

&) kwcbeff,c,wctwcfy,wc
Fc,wc,Rd = I-1
YMo
avece
Qp kwcbeff,c,wctwcfy,wc
l:c,wc,Rd < VM1 I-2

La premiere relation exprime la résistance vis-a-vis de « 1’écrasement plastique », alors

que la seconde exprime la résistance en présence de voilement local.

Le coefficient p prend en compte la ruine en présence de I’instabilité. 11 dépend de

I’élancement relatif Xp de I’ame du poteau tel que ;

si A, < 0,72 p=1
si ?_\p > 0,72 p= “"_'2'2)
}‘P
BY b W dw f; \i4
Ap — 0’932\/ eff,c,wc - c ly,wc 13
E tic
dwe = he — Z(tfc + rc) pour un poteau en I ou H laminé

dywe = h. — Z(tfc + \/Z_ac) pour un poteau en I ou H soudé

Les parametres géométriques de calcul de la résistance d’un profilé soumis a la

compression transversale sont récapitulés dans la Figure I-9.
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Figure -9 : Paramétres de calcul d'un profilé en compression transversale (gauche : profilé
laminé, droite : profilé soud¢)

L’instabilité dans le panneau d’ame d’un profilé non raidi se base sur 1’approche de
Winter (Winter 1968). Cette approche est valable pour le cas des plaques comprimées
simplement appuyées sur les 4 bords. La charge de compression est une charge uniforme sur
deux bords opposés. Toutefois, un profilé est composé par un panneau d’dme maintenu par la
présence des semelles, et le chargement peut étre ponctuel ou réparti sur une longueur finie ou

sur toute la longueur de la paroi étudiée.

4.2.Comportement des profilés non raidis soumis a une double charge de
compression
L’ame du profilé non raidi qui représente la partie comprimée de 1’assemblage peut
atteindre sa capacité résistante par voilement, plastification ou la combinaison des deux. Elle a

des comportements similaires a ceux des parois chargées sur toutes leurs longueurs.

En fonction de I’élancement de la paroi, et de la longueur d’application de la charge,

certains modes locaux de voilement ou de plastification peuvent se produire.

Dubas et al (Dubas et al. 1986) ont montré 1’existence de trois modes de ruine sous
I’effet de 1’application d’une charge partiellement répartie dans le plan de I’ame. Les modes de

ruine qui dépendent de 1’élancement du profilé sont les suivants :

* Une plastification de I’ame au droit de la charge : la plastification se produit localement
dans I’ame au droit de la charge partiellement répartie. L’ame reste stable et plane lorsque
la charge augmente, jusqu'a ce que la contrainte de compression atteigne la limite
d’¢élasticité fy,, sur une certaine zone de diffusion, Figure I-10. La semelle est plastifice
localement. Ce mode de ruine se produit principalement dans le cas des poutres de tres

faible élancement (dme épaisse ou de faible hauteur).

32



Figure I-10 : Plastification de la semelle et une partie supérieure de 'ame

= Un voilement local de la portion d’ame située directement sous la charge. Elle est combinée
avec une plastification des semelles en flexion (Figure I-11). C’est le mode de ruine qui se

produit généralement dans le cas des poutres moyennement élancées.

Iy
W

N
Iy

Figure I-11 : Plastification de la semelles et voilement local de 1'ame

= Unvoilement global de I’ame dont la hauteur totale du panneau d’ame est concernée (Figure

I-12). Ce mode de ruine se produit principalement dans le cas des poutres élancées.

Figure I-12 : Plastification de la semelle et voilement global de 1'dme
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La Figure I-13 (Dubas, P. and Gehri 1986) montre I’influence de 1’¢lancement (A

=h,,/ty,) sur le mode de ruine du profilé. Ces ¢lancements sont déterminés en fixant 1’épaisseur
de I’ame t,, et en faisant varier sa hauteur h,,.

A
Fu

Plastification Voilement local de l'ame

7

|
|
l L
I

Voilement global de I'ame

Figure I-13 : Influence de 1’élancement de 1'ame du profilé A sur le mode de ruine

En augmentant I’¢lancement du profilé, le mode de ruine tend vers un voilement global
sur toute la hauteur d’ame. Les études existantes ont traité expérimentalement et analytiquement
le comportement des profilés avec de faibles élancements dont le mode de ruine est la
plastification (Figure I-13), puis ceux avec des élancements moyens dont le mode de ruine est
le voilement local d’ame, et enfin pour les élancements ¢levés dont le mode de ruine est le
voilement global de I’ame. Les travaux cités dans la suite de ce paragraphe sont classés par

mode de ruine du profilé traité ce qui revient a raisonner par intervalles d’élancements.

4.3.Profilés avec mode de ruine par plastification
Le premier mode de ruine d’un profilé non élancé comprimé est la plastification. La
détermination de la charge de ruine dans ce cas consiste a déterminer la résistance plastique de
I’ame et de la semelle. Les études listées ci-aprés ont traité ce cas expérimentalement et

analytiquement a travers les essais de laboratoire et les modéeles éléments finis.
* Travaux de Graham, Sherbourne, Khabbaz et Jensen (1959)

Les auteurs (Graham et al. 1959) ont étudi¢ des profilés laminés de faibles élancements
variant entre 15,5 et 32,8. Lors de la détermination de la charge de ruine de ces profilés, trois
limites de résistances sont considérées pour déterminer la charge de ruine du profilé comprimé.

Les trois valeurs de résistances correspondent a la plastification d’une section située a une
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distance k de la surface d’application de la charge. La longueur de cette section est différente

pour chaque résistance (élastique, plastique et ultime).

L’état limite élastique, F,, correspond a la plastification d’une section dans 1I’ame définie
par un angle de diffusion de la charge a 45° selon (Graham et al. 1959) (Figure I-14). Ainsi, les

expressions des limites €lastique, Fe, plastique, Fp,, et de ruine, Fy, sont données par les

¢quations I-4, I-5 et [-6 respectivement.

Fo = (tg, + 2K) tycOew 1-4
Fp = (tg + 5K) tyweOew I-5
Fu = (tfb + 71() twco-ew 1-6

Pour les 3 résistances, la distance k est évaluée comme suit :
k = t¢. + r pour un profilé laminé ;
k = tge + ac V2 pour un profilé reconstitué soudé.

Ainsi, les états limites plastique et de ruine sont déterminés en considérant des sections
efficaces d’ame du profilé différentes. Toutes les sections de calcul sont situées a la méme
distance de la surface de chargement mais avec des angles différents pour la diffusion de I’effort

(voir Figures 1-14 et I-15).
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Figure I-14 : Diffusion de la charge au niveau de I'dme du profilé a I'état limite élastique
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Figure I-15 : Diffusion de la charge a 1'état limite plastique
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» Travaux d’Aribert et Lachal (1977)

Aribert et Lachal (Aribert al. 1977) ont effectué des essais expérimentaux sur des
profilés en HEB140 et HEB260. Ces profilés sont soumis a une double compression locale
appliquée sur les semelles. C’est un travail similaire a celui de Graham et al (Graham et al.
1959) ou il s’agit d’évaluer la longueur efficace de calcul de résistance. Cette étude a permis de
déterminer les valeurs des limites de résistance élastique, plastique et ultime caractérisant les
trois états limites. Ces formules donnent des longueurs efficaces plus grandes que celles de
Graham et al. (Graham et al. 1959) car le coefficient multiplicateur est aussi appliqué a

I’épaisseur de semelle t¢ de la poutre introduisant I’effort de compression, voir Figure I-16.

Fe = 2,3 fyyty (tr+1) I-7
Fy = 5 fyty (tr+1) I-8
Fr =7 fywtw (tf + I‘) 1-9

= Travaux d’Aribert, Lachal et Nawawy (1981)

Aribert, Lachal et Nawawy (Aribert et al. 1981) ont modélisé par éléments finis un
profilé HEB200 soumis a une double compression et ont validé le modéele sur la base d’essais
expérimentaux. Les formules sont les mémes que dans 1’étude précédente en ajoutant une
diffusion de I’effort a 45° sur 1’épaisseur de la platine « t », Figure I-16. Les auteurs proposent

les expressions suivantes pour couvrir les trois états limites.

Fo = fyuwtw [2,3 (tr+ 1) + 2] I-10
Fy = fywtw [5 (tr+ 1) + 2] I-11
Fr = fiwtw [7 (g + 1) + 61] I-12

L’ensemble des essais a permis de proposer la relation Fj, = 5k ty,c0cy de la résistance

plastique :
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Figure I-16 : Diffusion de la charge a I'état limite plastique selon (Aribert et al. 1981)

Les élancements des profilés étudiés sont limités, ce qui est cohérent avec les modes de

ruine ciblés (plastification d’ame).
= Travaux de Bergfelt et Lindgren (1974):

I1 s’agit d’une approche de modélisation analytique des profilés comprimés qui s’appuie
sur les rotules plastiques (Figure I-17). Pour une charge concentrée, le mode de ruine représenté
mobilise des rotules plastiques dans la semelle et une plastification en compression sur I’ame.
L’égalité entre travail interne et externe permet de déterminer la longueur mobilisée ainsi que
la charge ultime plastique. Ce mod¢le a été proposé en 1974 par Bergfelt et Lindgren (Bergfelt
et al. 1974). Une charge concentrée se traduit par 1’apparition de trois rotules plastiques, Figure

I-16.
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Figure [-17 : Mécanisme de ruine proposé par (Bergfelt et al. 1974)

Comme fy, est la limite d’€lasticit¢ du matériau de I’ame, le mécanisme repose sur la

détermination de la longueur plastifiée de I’ame. En appliquent la méthode cinématique pour

I’analyse plastique, I’expression suivante est alors obtenue pour la charge de ruine :

4 Myf

Fu = 2 tyfyw I-13

fyftw

_ bftr2 5 N
Avec Myf = Tfyf d’ou
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Fu = 2 tf bftwfyffyw 1—14

En résumé : les études citées ont détaillé les méthodes utilisées pour la détermination
de la charge de ruine des profilés non raidis comprimés. Ces profilés sont tous de faible
¢lancement (ame épaisse ou hauteur faible). Pour ces élancements, la ruine se produit par
plastification (dme seule ou &me et semelle). Dans tous les cas le phénomene d’instabilité de

I’ame est négligé.

4.4.Profilés avec mode de ruine par voilement local d’ame
Le deuxieéme mode de ruine correspond au voilement local de I’ame. Ce mode de ruine
concerne les profilés a élancement moyen (intermédiaire). Le calcul de la charge de ruine pour

ce mode considere la plastification de la semelle et I’instabilité locale de I’ame.

Ce phénomene est traité en s’appuyant sur des observations expérimentales. Les
expressions analytiques déterminées dans ce cadre sont validées sur la base des expériences.

Les travaux les plus pertinents dans ce cadre sont listés ci-apres.
» Travaux de Dubas et Tschamper (1990)

Dubas et Tschamper (Dubas et al. 1990) ont étudi¢ le cas des profilés reconstitucs
soudés (PRS). Ils ont fait varier la longueur de chargement pour une série de 53 essais. Les

chercheurs ont proposé¢ 1’expression suivante pour le calcul de la charge de ruine :

se+2t bety 3
F, =011 t‘2,v1/E_fyw\/ 2y \/wétfsv E £265, (s, + 2t9) I-15

Ils considéré que la charge de ruine F, est la somme de la résistance de 1’ame du poteau

Fl(ll)et de la résistance plastique de la semelle du poteau Fl(lz). L’ame et la semelle sont

considérées comme deux ¢léments en compression.
Fy = FV + F® 1-16

La premiere charge de ruine Fl(ll) de I’ame seule est établie a partir de I’approche de Von

Karman (Von Karman et al. 1932);

F" = [FaFy < Fy 1-17

Fy = (ss + 2 t)twfyw I-18
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t3
For = 2,1E I-19

w

FSY = 1,452, /Ef,y /S; 21 1-20

ST . h sz A s
Comme les auteurs ont réalisé qu’a partir du rapport t—w =160 I’élancement de I’Ame n’a
%4

pas d’influence sur la charge de ruine, ils proposent décrire 1’expression de la charge de ruine

de I’ame seule comme suit ;

FSY = 0,11 t2,/E T,y /SS;“f 1-21

Pour la deuxiéme charge de ruine qui concerne la semelle seule, ils adoptent le treillis

présenté dans la Figure I-18.

tr -
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Mentant comprimé
ss+2tf

Figure I-18 : Modg¢le treillis (Dubas et al. 1990)

Le flambement du montant comprimé du treillis peut étre traduit par une charge verticale

eulérienne qui représente la charge de ruine de la semelle, Fl(lz). En effet le phénomene de

flambement n’offre pas de résistance post-critique selon Dubas et Tschamper :

_ (@ _ (ss+2tptd, 1
Fo, = F,” = nZE%h—%r [-22

Au pied de la diagonale tendue, la force maximale qui peut étre transmise par

cisaillement a la jonction ame/semelle s’écrit :

) = Iy har ]
F % o 1-23

Avec @ est I’angle présenté dans la Figure I-18.
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En prenant en compte la condition suivante :
F = 2F® tan(o) 1-24

Une expression de h.. (Figure I-18) est ainsi déterminée. En D’intégrant dans

I’expression (I-24) de Fl(lz), la charge de ruine de la semelle s’écrit finalement ;

PO — J—lfétfsv \/15 265, (5 + 2t7) 1-25

= Travaux de Roberts (1981)

Roberts (Roberts 1981) a établi une expression de la charge de ruine d’un profilé non
raidi en tenant compte du voilement local. L’expression s’appuie sur la résolution des
mécanismes de ruine déterminée a 1’aide de la méthode cinématique. Il adopte une démarche
proche de celle donnée dans la référence (Bergfelt et al. 1974) mais en proposant des rotules
plastiques dans 1’ame pour tenir compte de sa flexion hors plan due au voilement local. Le
mécanisme plastique adopté est formé par quatre rotules (ou charnieres) plastiques dans la
semelle et trois rotules dans la partie supérieure de I’ame au niveau de la zone proche de la

charge appliquée, (Figure 1-19).

Le mécanisme de ruine est représenté sur la Figure I-18 en considérant une charge

répartie appliquée sur une longueur sq. Le mécanisme dans la semelle du profilé est caractérisé

par le déplacement Ay, de la ligne de chargement et les angles A, avec A, = %y. Le mécanisme

associé aux charnieres plastiques dans 1’ame mobilise une variation d’angle Ag avec Ag=
Ay
20 cosO

Les distances « et 3 et ’angle 0 sont présentées dans la Figure I-19.

4 rotules plastiques
B s B dans la semelle

3 charniéres plastiques
dans I'ame

Figure I-19 : Mécanisme de ruine proposé par Roberts
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Le travail des forces externes est donné par 1I’expression suivante :

Wext = Fy Ay 1-26

Et le travail interne dans les rotules et charniéres plastique est donné par la somme des
travaux sur les différentes lignes de plastification comme suit :

Wine = ?=1 W(l)

int

1-27

Wi(nlt) =4 MyfA_By correspond au travail des quatre rotules plastiques de la semelle

Wi(nzt)z SsMy,, 4A0 correspond au travail des trois charni¢res plastiques sur la

longueur sq. A noter que la charniére centrale tourne d’un angle 2A8.

Wi(ngt) = 2B my,, 4A0 correspond au travail des charni¢res sur la longueur 23

Wi(:t) = nmy,, 4A6 correspond a I’action de F, qui €puise I’dme en compression pure

sur la longueur 1 ou les charniéres plastiques ne peuvent pas se développer.

L’égalité des travaux interne et externe, donne

4Myr¢ 2SsMyyy 4 B myy _ 2 M myy
B acosO acos O acosB

F, =

1-28

Les positions des rotules sont considérées inconnues. Pour les déterminer, on cherche la

valeur minimale de la force ultime en dérivant par rapport a la longueur 3 comme suit :

oF, _
B 0 I-29

Cette équation permet d’obtenir le parameétre béta :

B2 = y acos O 1-30

yw

Sachant que le contact est continu entre la semelle et I’ame du profilé, il est possible
d’écrire la compatibilité des déformations entre la semelle et le montant d’ame lorsque la

structure est dans un état déformé juste avant la ruine.

Roberts a donné la variation du diagramme des moments dans la semelle sur la

longueur {3 (Figure I-20) en considérant une variation linéaire.
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Figure 1-20 : Variation du moment sur la longueur 8

La déformée maximale de la semelle peut étre obtenue en intégrant I’équation suivante :

v Meo
dx2 ~ Elf 131
Avec
3

[ = 2% 1-32

12
La déformée maximale est alors égale a :

_ MyB? o Myr
V(B) - 6EIf ) B = My oacos 6 1-33
Pour I’ame, I’enfoncement avant la ruine est donné par 1’égalité suivante :
v(B)=2a(1—sinb) 1-34

Si on admet que la déformation subie par I’ame est égale a celle subie par la semelle, on

peut écrire 1’égalité suivante (équation I-35):

Mf,foccose .
———— = 2a (1 —sinB) [-35

6 mwaIf
On admet que les moments plastiques pour les rotules et les charniéres ont les valeurs
suivantes respectivement (équations I-36 et 1-37):

2
My = fyebg = 1-36

Myy, = 2 fi, (1.2) 2 137

En remplacant les moments par leurs expressions dans 1’équation 1-35 on a

cos® _ 4Efyuth
1-sin© fszlfbftf

[-38
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Une résolution en cosO donne le résultat suivant :

2H 2
~ — puisque H > 1

0= —
S8 =Tz T H

Selon Roberts, la partie du travail interne Wi(:t) est a négliger car il est difficile d’obtenir

une expression de la longueur 1 d’une ame purement comprimée sous un patin de chargement.

On obtient alors I’expression de la charge de ruine comme suit :

Ef2,tr  sgE 2t
F, = 2V2t? i = I-3
u w O(fyf T f}z,fbfth( 9

D’autres hypotheses, listées ci-apres, sont considérées pour simplifier I’expression.

» La distance a est prise selon I’expression suivante : « = 25t,,. Cette hypothése

est déterminée d’apres les observations expérimentales.
> fyf = fyw

L’expression de la charge de ruine peut ainsi s’écrire comme suit (équation [-40) :
5 3
Ef2,t
=22 Bty g, C_Wﬂ 1-40
f

5 w (Xfyf

Fu +

1 E f}
Avec: A = e S
10V [b3f;

> % = 0.566 arrondi 4 0.5
_ 3
> A=

w

Ainsi, la formule de calcul de la charge de ruine proposée par Roberts peut s’écrire

comme suit :

N

3
Fy = %\/Efyw\/%ll + 3;_;(%) l I-41

En se basant sur une série de 114 essais expérimentaux pour valider la formule proposée,

Roberts définit le domaine d’utilisation avec les limitations suivantes :

» Un rapport patin de chargement / hauteur d’ame limité a : ;—S <0,2

w
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» Une épaisseur de semelle supérieure a celle de I’ame : t—f >3

W

La résistance de I’ame aux déformations hors plan (liées a la formation des charniéres
plastiques) augmente lorsque son épaisseur augmente. A hauteur égale, I’élancement diminue
avec 1’augmentation de 1’épaisseur, la ruine se produira par plastification stable de 1’ame.
Roberts a considéré cette condition en donnant une seconde expression de la charge de ruine a
’aide d’un mécanisme plastique stable sur la longueur : sg + 23

4-Myf

Fu= =

+ fwtw (Ss + B) 1-42

En minimisant Fu par rapport a 3, la charge de ruine s’écrit comme suit.

Fu = 2tf,/fwayftwa + fythSS 1-43

En prenant sg = 0, qui correspond a une charge ponctuelle, et en considérant le cas de
I’élancement faible, la derniére expression correspond bien a celle proposée par Bergfelt

(Bergfelt et al. 1974).

En résumé: les dtudes citées précédemment ont pris en compte le phénomene
d’instabilité qui peut se produire au niveau de I’ame (partie supérieure de I’ame au-dessous de
la semelle chargée). Un voilement local de 1’ame est ajouté a la plastification de la semelle pour
déterminer de la charge de ruine du profilé comprimé ayant un élancement intermédiaire
(moyen). Pour des profilés admettant des modes de ruine par instabilité locale aux niveaux des

ames, ces formules sont applicables afin de déterminer les charges de ruine.

4.5.Profilés avec modes de ruine par voilement global d’ame
Le troisieme mode de ruine des profilés non raidis élancés correspond au voilement
global sur toute la hauteur de I’ame. Ce phénomene a été traité en s’appuyant sur des études

expérimentales, analytiques et théoriques.

L’approche x — A est souvent utilisée pour la détermination de la charge de ruine de
profilés chargés en compression. Il s’agit d’une double compression opposée ou simple. Cette
approche est la plus largement utilisée puisqu’il s’agit d’une approche couvrant le mode de

ruine par voilement local et global.

L’approche ¥ — A est adoptée par I’Eurocode 3. Elle s’appuie sur I’évaluation de la
force critique €lastique de voilement F, et de la résistance plastique Fy. Les imperfections et

les contraintes résiduelles sont prises en compte a travers des facteurs calibrés a partir des
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résultats d’essais et ceux obtenus a 1’aide des modélisations numériques. La fonction de
résistance x ainsi calibrée représente le coefficient réducteur de la résistance plastique. Cette

réduction tient compte de I’instabilité développée dans le profilé étudié.

Dans cette approche adoptée par plusieurs auteurs, la détermination de la résistance
plastique est effectuée en considérant que la semelle du profilé est une poutre appuyée sur 1I’ame
supposée non déformable (I’ame ne subit aucune instabilité hors plan). La charge critique de
voilement correspond a celle d’une plaque simplement appuyée sur ses quatre bords et
uniformément comprimée sur les deux bords opposés. Les deux valeurs de résistances (critique
et plastique) sont les références, avec le facteur d’imperfection, pour déterminer un coefficient
de réduction de la résistance plastique en vue d’obtenir la charge ultime d’un profilé non raidi

comprimé.
= Travaux d’Aribert, Lachal et Moheissen (1990) :

Une série de 12 essais est effectuée par Aribert , Lachal et Moheissen (Aribert et al.
1990) sur des profilés laminés Européens dont 3 sont chargés par I’intermédiaire d’un coteau
soudé sur une platine fixée a la semelle. Les modes de ruine obtenus a la fin de ces essais sont
la plastification avancée de 1’ame pour des profilés peu élancés (h,, /t,, = 15,9 - 17,8) et le
voilement pour des profilés plus élancés (h,, /t,, = 23,4 - 46). Ces essais ont servi de base pour
proposer les expressions de la résistance plastique et de la charge critique de voilement des

profilés comprimés par une double charge localisée.

L’expression qui donne la résistance plastique se rapproche de celle donnée par
I’équation (I-11), déterminée par Aribert , Lachal et Moheissen (Aribert et al. 1981) lorsque le
mode de ruine est une plastification. Un terme prenant en compte la répartition de la charge sur

une longueur sq est ajouté dans la formule actuelle (1-44).
Fy = fowty [Ss+5 (tr+ 1) + 2t] 1-44

La détermination de la charge critique de voilement de 1’dme est donnée en s’appuyant
sur les expressions données par Timoshenko (Timoshenko et al. 1959) dédiées aux plaques

simplement appuyées et chargées par une charge répartie sur deux bords opposés.

_ 4 mE t
cr = o A_o2h..
12 (1- 92) hy,

= /F_y 1-46
FCI‘
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La limite de I’élancement réduit A > 0,67 correspond a une ruine par voilement élasto-
plastique qui tend vers un voilement élastique pour des valeurs de A trés grandes. Pour A < 0,67,

la ruine se produit par résistance plastique sans voilement.

Pour la fonction de résistance x , les chercheurs ont adopté 1’approche de Winter (Winter

1968) pour tenir compte des imperfections initiales de I’ame.

Cette fonction s’écrit comme suit :

x(X)=z- 2 <1 1-47

Finalement la charge de ruine est déterminée par I’expression ;
Fr = Fyx (&) 1-48
= Travaux de Ungermann (1990)

Ungermann (Ungermann 1990) a adopté une démarche théorique pour déterminer la
charge de ruine en considérant qu’un profilé métallique soumis a la compression subit une

instabilité globale a partir d’un certain élancement.

Ungerman utilise un mécanisme de ruine a trois rotules pour le calcul de la résistance

plastique Fy, (I-49).

Fy =2 Cutwfyw 1-49
Avec :

_ Ss Ss 2 4‘bft?fyf
2C, = > + (;) + m 1-50

Ungerman a pris kg = 1,273 comme coefficient de voilement pour la détermination de

la charge critique élastique de voilement F,.

mE  td,

Et finalement, pour compléter les parametres a déterminer lors de la formulation
théorique du probléme de voilement, cet auteur a utilisé I’expression de 1’élancement réduit A

a travers I’expression de 1’équation (1-46).

La charge de ruine est alors égale a :
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Fr = 2 Cutufyw (22 + 227°) sik> 0,8 1-52
Fr = 22 Ve*tif,, siA < 0,8 [-53

= Travaux de Lagerqvist et Johansson (1996)

En 1994, Lagerqvist ( Lagerqvist 1994) a étudié¢ des profilés comprimés en s’appuyant
sur une approche expérimentale. La double compression localisée « opposite patch loading »
est parmi les modes de chargement utilisés. Les charges sont appliquées sur une longueur s,
Figure 1-21. Les dimensions et les caractéristiques géométriques des éprouvettes métalliques

¢tudiées sont récapitulées dans Tableau I-1.

1 Ss
Fy iy

t
h, i
t;, —
F m by
Ss

Figure I-21 : Dimensions des profilés testés par Lageqvist

Tableau I-1 : Caractéristiques géométriques des profilés testés par (Lageqvist 1994)

Profilé h,,(mm) ty(mm) h,/t, bg(mm) tf(mm) a(mm) a/h,

All 239,8 3,8 60 118,5 12 1014 4,2
A21 278,1 3,8 70 119,9 12 1258 4,5
A31 319,7 3.9 80 120,1 12 1405 4,4
A42 359,6 3.8 90 120,5 11,9 1523 4,2
A62 439,9 3,8 110 120 12 1860 4,2
AT72 320,7 7,9 40 120,5 11,9 1562 4,9
A82 400,5 8 50 120,4 12 1471 3,7

Les essais en double compression ont permis d’observer les modes de ruine des profilés
testés, dont une onde symétrique avec plastification des semelles vers le plan moyen de 1’ame

(Figure 1-22).
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Figure I-22 : Mode de ruine d'un profilé non raidi comprimé

Les résultats sont également présentés en donnant la charge de ruine fonction de
I’élancement d’ame profilé pour deux épaisseurs d’ames et deux longueurs de chargement.

Ainsi, la Figure 1-23 résume les valeurs de la charge de ruine F,, en fonction de I’élancement

hy, /tw-

200
800 —- Opposite patch loading

700 —
600 —
z 500 —

-+ + ss=40mm

tw=8mm X -+ ss=80mm

Z 400 —

300 —
200 —

1U'D_r tw =4 mm
0

I ' | ' | ' I '
40 60 80 100 120
hw/tw

Figure [-23 : Résistance fonction de I’élancement des profilés non raidis comprimés

Pour des élancements proches mais avec une épaisseur d’ame doublée, le profilé ayant
I’épaisseur d’ame la plus élevée résiste mieux (trois fois la résistance de celui avec une épaisseur

d’ame faible).

Les résultats de cette étude expérimentale sont récapitulés dans ’annexe A. nous

ferons appel a quelques résultats essentiellement dans le chapitre IV pour I’évaluation des
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expressions de I’Eurocode 3 utilisées pour déterminer la charge de ruine des profilés non

raidis comprimés.

En 1996, Lagerqvist et Johansson (Lagerqvist et al. 1996) ont étudié ’influence des

caractéristiques géométriques (bg et t¢) et mécaniques (fyr et B) des semelles sur la valeur de la

charge de ruine.
[ étant le rapport entre la rigidité de torsion des semelles et la rigidité de flexion de

I’ame (f = —=

Pour déterminer la charge critique de voilement, Lagerqvist et Johansson ont adopté
I’expression (I-54) qui est aussi utilisée par les autres chercheurs (Ungermann 1990; Aribert et
al. 1990):

mE t

F12(1-92)hy I-54

Fer =

Deux expressions du coefficient de voilement kg ont été proposées en tenant compte de
la présence des semelles par I’introduction du coefficient . Ce dernier est défini par

I’expression générale suivante :

B= % [-55
GK représente la rigidité de torsion de la semelle exprimée par :
GK= o Dbt 1-56
T 201+9) 3 )
Et la rigidité de flexion du panneau d’ame Dh,, est donnée par :
3
Dh,, = —¥ 1-57

12 (1-92) W

Alors I’expression du coefficient de voilement pour un panneau d’ame soumis a une
double compression transversale localisée est donnée par 1’équation (I-58), et celle pour le cas
d’un panneau d’ame soumis a une simple compression transversale localisée est fourni par

I’expression (I-59).

ke = (14 53) [3,4 +1,8 (hTW)Z +0,1 ‘{/E] 1-58
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ke = (14 72) [5,3 +1,9 (%W)Z +0,4 ‘i/E] 1-59

Pour déterminer la résistance plastique Fy, du profil€, une diffusion de la charge 4 45° a
travers la semelle est considérée. Le modele de ruine plastique mobilise quatre rotules
plastiques dans la semelle en considérant que la surface chargée est située au niveau de la
jonction ame-semelle. L’ame est considérée en résistance plastique sans voilement. Ce modele
est similaire a celui de Bergfelt et Lindgren (Bergfelt et al. 1974). La différence concerne la

longueur chargée considérée (Figure 1-24).

YYYVYYY

S, +2tf,

—p b sy wd —> —>

g:’N

Figure I-24 : Diffusion de la charge a travers la semelle vers 1'dme du profilé

Il est noté par M, le moment résistant plastique d’une rotule externe et par M; le moment
résistant plastique d’une rotule interne. La Figure [-25 montre le mécanisme de ruine adopté

par les auteurs (Lagerqvist et al. 1996).

y M, M

Low LTI T fmezgrn)

Figure [-25 : Mécanisme de ruine par (Lagerqvist et al. 1996)

ey

L’application de la méthode cinématique est effectuée pour pouvoir écrire 1’égalité entre

le travail des forces extérieures et intérieures dont :
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W =F8 1-60
Wine = futu (55 + 28+ 2) 842 (M + Ml)g 1-61

La force appliquée produisant la plastification est alors ;

s 2
F= futw (sS + 2t + ;y) +2 M, + Ml)g 62
_ or) _
Pour F=F, ona <65y> =0
Cela nous permet d’écrire que sg = 22 1\;10+tM ;
yw *w

Alors finalement, la résistance plastique admet 1’expression suivante :

Fy = fywhu (ss +2t+ 2V2 M) 1-63

fyw tw

Détermination des moments plastiques M; et M,

Pour les rotules internes, ’ame est tendue dans le sens longitudinal et comprimée dans

le sens transversal sous 1’action de la charge transversale, Figure 1-26. Cependant, au niveau

des rotules externes, I’ame est comprimée a la fois dans le sens transversal par application de

la charge extérieure, et dans le sens longitudinal par la formation de la rotule. Une certaine

hauteur d’ame est alors intégrée dans le calcul du moment résistant plastique M, des rotules

externes, Figure 1-27.

-

e Pour la section de la semelle seule : détermination de M,

bt .
0
F
L w

Figure 1-26 : Section rectangulaire utilisée pour le calcul de M,

F= O'eA = fyf(bftf) I-64

x étant la position de F par rapport a I’axe neutre, c’est le point d’application de F, x=
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t te?
M; = Fx = fye(betp) 7 = fyebr -

I-65

e Pour la section de la semelle avec la partie participante de 1’ame : détermination

de M,
lw o
Khw o IF2
-
LN R _ __i,Jz::__F_lf__
br 6,

Figure 1-27 : Section en T¢ fictive utilisée pour le calcul de M,

Fl =o0%A= fyf(bftf)

X:_
174

l:2 = GelAl = yw(tw Khw)

tr  Khy
Xp =+ "
M, = Fyx; + Fyx, = f. fbftf + oy (b Khw)( KhW)

ty « Kh,,

2
M0=ffbftf F fpytyy S

Finalement la résistance plastique est définie par 1’expression suivante

fyebs K2hZ, )

Fy = fyu tu (ss 2t 2 [

I-66

1-67

1-68

1-69

A partir des résultats expérimentaux, Lagerqvist a remarqué que K2 peut étre pris égal
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a 0,02. Cette valeur correspond a une hauteur participante au moment résistant plastique des



rotules externes qui ne dépasse pas 14% de la hauteur totale de I’ame h,, pour les ames tres

, , . h 10 ¢
¢lancées. Ceci correspond au cas : t—w =TT 71,4 €.
W )

Cette valeur est supérieure a 42¢ et I’ame ne peut donc pas se plastifier sur toute sa

hauteur puisqu’elle devient une section de classe 4.

On peut définir alors la longueur chargée efficace 1, comme suit :

ly=ss+2t(1+ vym; + m; ) 1-70
Et la résistance plastique sera alors :

Fy = fyutuly 171

m; et m, sont deux parametres adimensionnels tels que :

fyeb
yfOf
m; = ——
1 nytW ; , hW
A est I’élancement du profilé A = -~

w

m, = 0,02 (ht—VfV)2 siA>0,5

m2:0 Sl?\.SO,S

Finalement pour la fonction de résistance, une analyse a été menée par ces auteurs
(Lagerqvist and Johansson 1996) sur la base de données de 387 essais expérimentaux existants

sur des PRS et des IPE. Ces résultats expérimentaux sont représentés par un nuage de points en

.. . = F = F \ .
superposition avec un diagramme x(A) dont x = F—“ etA = F—y ou F; et Fy sont calculées par
y

les expressions (I-54) et (I-71) de Lageqvist et Johansson (Lagerqvist et al. 1996). La courbe
de la fonction de résistance x (A) est déterminée en supposant qu’elle est représentée par une
expression dont la forme est de; a + g, avec un palier a y = 1, a et b étant des coefficients

choisis de fagcon que 5% des points du nuage se retrouvent en dessous de la courbe cherchée

pour satisfaire la condition, Fy * < F, = x Fy .
x() =006+ = <1 1-72

F, = x(A) Fy I-73
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» Travaux de Gozzi (2007), Clarin (2007) et Chacon et al (2013)

Gozzi (Gozzi 2007) et Clarin (Clarin 2007) ont repris les expressions de Lagergvist et
Johansson (Lagerqvist et al. 1996) mais, en négligeant la contribution de I’ame dans les
moments résistants des rotules plastiques (sans distinction entre rotules intérnes et externes). Ils

proposent donc de prendre m, = 0.

La longueur efficace devient alors :

L, = ss+2tf(1+ ﬂ) 1-74

y fyw tw

Ensuite, ils ont propos¢ de calibrer la fonction de résistance x en se basant sur celle

donnée par Miiller (Miiller 2003).

oY 1
x(2) = o o 175
Avec
0p =7 [1+ ay(X— 1) + 4] 176
Avec :
ap = 0,5
Et
o = 0,6

En 2013, (Chacon et al. 2013) ont montré, a 1’aide d’un modele éléments finis, que

d’autres parameétres aussi n’ont aucune influence directe sur la charge de ruine.

Par exemple, I’écart entre les limites d’élasticit¢ de I’ame et de la semelle est

relativement faible qu’il impacte peu la charge de ruine.

Un nouveau pramétre mj est introduit dans 1’expression de la longueur chargée efficace

ly au lieu du paramétre m;.

tr

2
ly = ss+2tf<1+ tb;f+o,02 (h—W) ) 1-77
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Et de la méme fagon que Miiller, (Chacon et al. 2013) ont adopté la méme fonction de

résistance x (I-75) en prenant les parameétres suivants :

ap = 0,75
Et
}\0 = 0,5

= Eurocode 3 partie 1-5 :

Les formules de calcul adoptées par I’Eurocode 3 sont basées sur celles développées par

(Lagerqvist et al. 1996) avec s, inférieure ou égale a min (hy, ; 0,5 a).

L’Eurocode 3 partie 1-5, a donné une expression de la charge critique élastique F,
similaire a celle adoptée par Lagerqvist (I-54). Le coefficient de voilement kg est déterminé

comme suit :

hy) 2 . .
kg =35+2 (TW) pour une double compression transversale localisée.

hy)? . . .,
kp=6+2 (?W) pour une simple compression transversale localisée.

Pour I’expression de la résistance plastique Fy, I’Eurocode 3 partie 1-5 a repris la méme que

celle de Lagerqvist. (Formule 1-71).

Pour la charge ultime, la fonction de résistance est prise égale a :
x(Ap) = = <1 1-78

Enfin, I’expression de la charge de ruine pour les deux cas de chargement est la suivante:
Fu =xFy I-79
Ces expressions seront évaluées dans le chapitre IV.

* Travaux de Mezghanni (2013)

(Mezghanni 2013) a adopté le modele d’un profilé soumis a une double charge de
compression localisée de part et d’autre de ’ame. Les expressions existantes dans la littérature
pour ce modele sont limitées a des profilés ayants de faibles hauteurs. Au cours de cette étude
Mezghanni a traité le cas des profilés plus élancés par rapport a ceux présentés dans la

littérature. En effet, une série d’essai regroupés en deux campagnes principales composées
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. r r r r r r r r hW .
chacune de trois profilés a été effectuée. Les profilés étudiés ont des élancements (t—) qui
A

varient entre 162 et 130,2. La Figure 1-28 et le Tableau I-2 résument les caractéristiques

géométriques des profilés testés par (Mezghanni 2013).

y_Ss

Frvy

Lk

2tf e

] 2ty

a

e
e

Figure 1-28 : Profilé élancé soumis a une double charge de compression localisée

Tableau I-2:Caractéristiques géométriques des profilés testés par (Mezghanni 2013)

Profilé h,(mm) t,(mm) h,/t, bg(mm) t;(mm) t;(mm) a(mm)

Pr 810 5 162 221 10 10 2460
PO1 653 5 130,6 243 10 25 2130
PO II 635 5 130,6 243 10 25 2325

I1 s’agit de profilés plus €lancés que ceux étudiés par Lagerqvist. Les résultats de ces
essais alimenteront notre base expérimentale. Les modes de ruine observés consolident ceux de
Lagerqvist. Cependant, pour des élancements plus élevés, le mode de ruine commence a

changer de forme, Figure I-29.

Figure 1-29 : Mode de ruine d'un profilé avec un élancement d’ame égal a 160
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Les résultats issus de ces essais de compression enrichiront la base expérimentale

construite lors de ce travail. Les résultats sont récapitulés dans I’annexe B.

Les essais sont utilisés pour valider un modele éléments finis qui a permis de mener une
¢tude paramétrique. L’étude a analysé I’influence des parametres utilisés par Lagerqvist sur le

coefficient de voilement. En effet, trois paramétres pricipaux sont étudiés : 3 tient compte des

.. , A . a r
maintiens apportées par les semelles sur le panneau d’ame et varie entre 1 et 128, — représente
w

le rapport longueur/hauteur d’ame du profilé et varie entre 1 et 4, et ;—S représente le rapport

patin de chargement/hauteur d’ame et varie entre 0 et 0,5. (Mezghanni 2013) a construit un
modele éléments finis en utilisant le logiciel Cast3m et les éléments coques triangulaires a trois

nceuds DKT, (Figure I-30).

Moend_3

Figure I-30 : Modgele éléments finis d'un profilé comprimé par (Mezghanni 2013)

Le profilé modélis¢ est non raidi et soumis a la double charge de compression. Le calcul
est effectu¢ en deux étapes dont la premicre consiste a construire initialement une structure
idéale géométriquement puis introduire un défaut initial conforme a la déformée du premier
mode propre d’instabilité. En plus du mode d’instabilité, le premier calcul permet de déterminer
la charge critique de voilement qui correspond a la théorie linéaire de stabilité. La deuxieme
étape est un calcul en déplacement imposé appliqué sur la structure déformée. Il s’agit d’un
calcul incrémental en grands déplacements. Ce modele numérique a été utilisé pour une large

étude paramétrique qui couvre des élancements importants allant jusqu’a 333,33.

Une collecte de données numériques est ainsi construite et les résultats sont
récapitulés dans ’annexe B. Quelques résultats expérimentaux et numériques seront
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utilisés dans le chapitre IV pour I’évaluation des expressions données par I’Eurocode 3

partie 1-5 dédiées au calcul de la charge de ruine des profilés non raidis.

Les études expérimentales et numériques sont utilisées par les auteurs pour la
détermination et la validation d’une expression analytique permettant de déterminer la charge
de ruine des profilés non raidis comprimés ayant des élancements importants. Mezghanni a
utilisé la méme approche y-A adoptée par Lagerqvist, Gozzi, Clarin et Chacon. Pour le calcul
de la charge critique de voilement du profilé, il combine 1’expression qui fournit le coefficient
de voilement d’une plaque simplement appuyée k.5 avec I’expression d’une plaque encastrée
sur les deux bords k.. et les paramétres suivants y, A et B . Le coefficient de voilement ke (I-

80) est calibré sur la base des résultats de modélisation.
Pour1l < hi <11

_— kcrs+ kcrf)L B

Ko = ~=Te 1-80
Avec :
a\?2 a
A=0,178 (—) — 1,139 <—) + 2,541 vV 1< B <134
h,, hy,
a \2 a
A=0,148 (—) — 0,95 (—) + 2,118 vV 1,34< B <128
hy, hy,
Pour 1,1 < = <4
Kerst Kerr W B
Kep = Twé I-81
Avec :
a \?2 a
¥ = 0,086 (—) ~ 0,55 (—) + 1,225 v 1< B <3091
hy, h,,
a \?2 a
¥ =0,38 (—) — 2,437 <—> + 5,436 vV 391<p <128
hy, hy,

En effet, si B tend vers 0 on remarque que 1’expression tend vers ks et dans 1’autre

cas, I’expression est treés proche de k..
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11 faut noter que A et y sont deux coefficients qui représentent 1’influence du coefficient

d’aspect d’ame hi sur le coefficient de voilement k..
w

Pour la résistance plastique Fy de la structure, le mécanisme & quatre rotules plastiques

a ¢été adopté.

Fy = foutwly 1-82
Avec

4 f ebst?
ly = ss+ 2t + \/ﬁ +0,0784 h2, 1-83

Cette expression tient compte de la diffusion de charge a travers la semelle. Si la semelle
a une €paisseur tres faible (t tend vers z€ro), la valeur de 1y, tend vers sg et un pourcentage de
la hauteur de I’ame h,, et la charge peut étre supposée appliquée directement sur I’ame. Dans

ce cas, I’expression 1, devient :

l, = s;+0,28h,, 1-84

Alors 1, est dans ce cas en relation directe avec la hauteur d’ame h,,.

La fonction X(X) est la solution de I’équation déterminée par analogie avec 1’équation

de Ayrton-Perry dédiée au flambement des poteaux :
(1—x)(1—x2) = nx 1-85
Avec 1 le coefficient d’imperfection généralisé défini par :
n= o (A= 2) 1-86

x(7_\) peut prendre alors cette expression :

x(%) = %%J?—X 1-87
Ou:

§Pp = % [14+ a,(XA— 24) + A] 1-88
Avec:
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ap = 0,05
Et:
X =038

Parmi les expressions présentées dans ce chapitre pour déterminer la résistance
des panneaux non raidis comprimés, celles communément utilisées seront évaluées dans

le chapitre 1V, en les comparant a nos propres résultats expérimentaux et numériques .

La présente étude a pour objectif de caractériser la zone comprimée d’un assemblage et
de dterminer sa capacité de résistance notamment aux instabilités. Les études issues de la
bibliographie ont montré que I’instabilité augmente avec 1’augmentation de I’élancement. Les
doublures d’ame sont des solutions de renforcement mais elles augmentent la résistance de
fagon relativement limitée. Dans les zones comprimées des assemblages, les raidissseurs
transversaux constituent les solutions les plus adaptées. Cependant, ils ont fait 1’objet de peu
d’études. La partie suivante présente quelques illustrations de panneaux raidis, leurs

comportements ainsi que les formules permettant d’évaluer leurs résistances.
5. Profilés raidis

Différents types de raidisseurs d’ame sont utilisés dont on peut citer : les raidisseurs

longitudinaux (Figure I-31), transversaux (Figure I-32) et diagonaux (Figure 1-33).

Les raidisseurs transversaux sont utilisés pour augmenter la résistance du profilé vis-a-
vis de la traction ou de la compression. Les raidisseurs longitudinaux sont mis en place pour
réduire la longueur de voilement et les raidisseurs diagonaux permettent d’améliorer la

résistance au cisaillement du panneau d’ame du poteau.

Les dimensions et les positions des raidisseurs restent des points clefs a étudier.

L raidisseur longitudinal |- raidisseurs transversaux [ raidisseur diagonal
r 4

-
o ==t

= I A

—

S S ] SR

Figure -31 : Ame raidie par  Figure I-32 : Ame raidie par ~ [1gure I-33 : Ame raidie
un raidisseur longitudinal des raidisseurs transversaux ~ Par un raidisseur diagonal
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Différents types de raidisseurs existent pour le renforcement des parois d’ames
comprimées. IIs peuvent étre a section fermée ou a section ouverte et ils peuvent étre disposés
de fagon symétrique (Figure 1-34) ou non (Figure 1-35) par rapport a la paroi d’adme renforcée

(Maquoi 1993; Steelconstruction 2016).

ﬂdisswr

L [ ] | ame a renforcer

\_/

raidisseur

raidisseur

Figure I-34 : Raidisseurs symétriques

I raidisseur n raidisseur

raidisseur

raidisseur

| | ame a renforcer

Figure [-35 : Raidisseurs dissymétriques

Les raidisseurs peuvent étre souples ou rigides au regard de leur rigidité relative par
rapport a celle du panneau renforcé (Maquoi 1993). Les Figures 1-36 et 37 illustrent des

raidisseurs longitudinaux (souple et rigide).

N )

Figure I-36 : Raidisseur souple Figure I-37 : Raidisseur rigide
Comme les raidisseurs sont utilisés pour renforcer les panneaux comprimés, il est
nécessaire d’identifier le comportement du systéme panneau-raidisseur vis-a-vis des

instabilités.
61



On s’intéresse dans cette étude aux raidisseurs transversaux soumis a un effort de
compression. Ces raidisseurs sont généralement utilisés pour renforcer les zones comprimées

des panneaux d’ames de poteaux dans les assemblages poteaux-poutres.

5.1. Ame comprimée raidie dans un assemblage bilatéral symétrique
Peu d’études existent sur les profilés métalliques raidis transversalement. (Graham et al.
1959) ont testé un assemblage entier avec un raidisseur en zone comprimée ainsi qu’en zone
tendue. Le but de ces essais est de comparer un assemblage non raidi avec un assemblage raidi
par des raidisseurs transversaux alignés sur les semelles des poutres. Les Figures 1-38 et [-39
montrent les assemblages testés entre un poteau et deux poutres sollicitées en flexion. La zone

ciblée dans I’étude est la partie comprimée.

Figure 1-38 : Assemblage non raidi testé par Figure 1-39 : Assemblage raidi testé par
(Graham et al. 1959) (Graham et al. 1959)

Pour I’assemblage non raidi, la ruine s’est produite dans la zone comprimée d’ame du
poteau. Cependant, pour I’assemblage raidi, la semelle comprimée de la poutre atteint sa limite
aprés une certaine plastification, les raidisseurs renforcent 1’ame du poteau d’une maniére

satisfaisante.

Les résultats sont récapitulés dans la Figure [-40. Les différences en termes de résistance
sont montrées a travers la comparaison des deux courbes A-1 (sans raidisseurs) et B-8 (avec

raidisseurs).
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Figure 1-40 : Résultats de l'essai sur un assemblage entier en flexion (avec et sans raidisseurs)

Il est clairement montré que les raidisseurs augmentent la résistance d’un tel
assemblage. Les raidisseurs sont disposés dans la continuité des semelles des poutres dans les
zones comprimée et tendue de I’ame du poteau. Ils ont permis de modifier le mode de ruine de

I’assemblage en passant de I’ame du poteau a la semelle comprimée de la poutre.

11 était montré par la suite de I’étude de (Graham et al. 1959) que la zone comprimée ou
tendue d’un assemblage non raidi peut étre représentée par un profilé équivalent soumis a la

compression ou a la traction respectivement.

5.2.Comportement des Ames raidies transversalement
Les raidisseurs transversaux peuvent étre comprimés directement ou sollicités par le
champ diagonal dans une poutre en flexion. En effet, un raidisseur transversal renforce les

panneaux soumis au cisaillement comme a la compression.

Ainsi, le comportement des raidisseurs transversaux est observé sous différents types de
sollicitations. Les raidisseurs soumis directement a des efforts dans leurs plans sont susceptibles
de subir une compression pure. Cependant, les raidisseurs verticaux situés au milieu des poutres

a ames ¢lancées sollicitées en flexion reprennent un cisaillement.
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5.2.1. Raidisseur cisaillé
De méme que pour I’Eurocode 3 partie 1-5, les spécifications de ’AASHTO (AASHTO
2017) et de ’AISC (AISC 2021) exigent qu'un raidisseur transversal intermédiaire fixé sur le
panneau cisaillé soit dimensionné pour avoir une zone appropriée afin de résister a la
compression qui se développe en raison de la tension diagonale dans la phase post-flambement.
Le raidisseur doit étre aussi dimensionné pour avoir une rigidité de flexion appropriée afin de
répondre a la condition simplement appuyée lorsque 1’ame du panneau atteint sa capacité en

voilement.

Cependant, (Basler 1960) a suggéré une équation pour le calcul de ce type de raidisseurs.
Selon des études récentes, I'hypothese de Basler qui conduit a une équation conservatrice est
discutable. Cette hypothése s’appuie sur le fait qu’un raidisseur dispos¢ transversalement doit
nécessairement subir une compression due aux forces de traction diagonales développées lors
de la phase post flambement. Lee, Yoo et Yoon (Lee et al. 2002) ont étudié le comportement
des raidisseurs transversaux en utilisant des analyses non linéaires 3D par éléments finis (Figure
[-41). Les résultats de cette modélisation ont révélé que le raidisseur transversal n'est pas
nécessairement soumis a une compression axiale dans la phase post-flambement, et par
conséquent, l'exigence de surfaces minimales peut étre annulée. Un modele de transfert de
cisaillement appelé « analogie des cellules de cisaillement » est présenté afin de décrire le
comportement post-flambement de 1’ame du panneau en cisaillement d'une maniere différente
des approches existantes dans la littérature. Cette analogie est également utilisée pour expliquer
pourquoi les contraintes de compression axiales ne se développent pas dans les raidisseurs

transversaux.

Les dimensions du raidisseur transversal dans les spécifications de 1'AASHTO
(AASHTO 2017), qui sont basées sur les études de (Basler 1960), sont conservatrices. Ce
dernier a formulé I’équation de dimensionnement sous lI'hypothése que la tension diagonale
développée dans la phase post-flambement doit étre supportée par le raidisseur transversal. Ce

processus aboutit souvent a des raidisseurs ayant des dimensions importantes.

64



42 montre la sollicitation subie par le

t du raidisseur a la ruine

érimental décrivant les essais

ame e

érimentale sur le comportement des raidisseurs

43 (avec D la hauteur du profilé testé et do

65

_.ﬂ#-_
L S R LN )
ARRRRRL e
AR ()
ALLLLER R R *
rLLLLLALLRARL

TAELLALLLALALR LAY
MATLITAALTLTLALATLAL AL LR
w,

*-.

¢ que le raidisseur transversal n'est pas nécessairement

Applied Shear Force

Figure [-41 : Déformation de I'
force de compression axiale. La Figure |

(Lee et al. 2003) ont montr

soumis a une
raidisseur.

Figure [-42 : Sollicitations du raidisseur partiel

(Lee et al. 2003) ont mené une étude exp
Figure 1-44, ont confirmé les résultats antérieurs (que le raidisseur transversal n'est pas

la distance du raidisseur testé aux raidisseurs adjacents). Les résultats des essais expérimentaux,

transversaux en phase post-flambement. Le dispositif exp

effectués par Lee et al est présenté dans la Figure I



nécessairement soumis a une force de compression axiale). Une nouvelle régle de
dimensionnement des raidisseurs transversaux est formulée a I'aide d’une étude numérique non

linéaire vérifiée sur la base des résultats des essais expérimentaux.

Tested stiffener

Figure [-44 : Modes de ruine des raidisseurs apres 1’essai (Lee et al. 2003)

(Lee et al. 2002) ont rapporté que 1'exigence de section n'est pas nécessaire parce que le
raidisseur transversal n'a pas besoin de résister a la force de compression requise pour maintenir
I'équilibre des champs de traction diagonale pendant le flambement. A partir de 1'étude
paramétrique de Lee et al ( Lee et al. 2003) basée sur les analyses par éléments finis non
linéaires et les résultats des essais expérimentaux, il est suggéré que le moment d'inertie du
raidisseur transversal soit porté a six fois la valeur actuellement requise par AASHTO, et que
l'exigence sur la section soit éliminée. Cependant, il convient de noter que la rigidité du

raidisseur n'a pas besoin d'étre augmentée six fois lorsque le parametre d'élancement A= (D /t,,)
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est inférieur ou égal a 1,38. La nouvelle reégle de conception s'applique également aux parois

raidies longitudinalement.

(Lee et al. 2014) ont formulé un ensemble d'équations de dimensionnement, a partir
d'analyses de régression non linéaire des résultats MEF, qu’ils ont confrontées aux dispositions
actuelles des spécifications AISC et AASHTO. L’équation de dimensionnement pour le
flambement élastique dans les spécifications AISC et AASHTO est trop conservatrice, en
particulier lorsque le rapport d'aspect (dy/D) est supérieur a 1. De plus, I'équation de
dimensionnement pour le post-flambement dans les spécifications AISC et AASHTO aboutit a

des résultats largement conservateurs en raison d'une simplification excessive.

La partie précédente est consacrée a 1’étude des raidisseurs soumis au cisaillement. Dans

ce qui suit, les études traiteront le raidisseur soumis a la compression pure.

5.2.2. Raidisseur comprimé

=  Travaux de (Khanh 2012) et approches de I’Eurocode 3 partie 1-5

(Khanh 2012) a détaillé 1la démarche proposée dans I’Eurocode 3 partie 1-5 (EN1993-
1-5 2000) pour la détermination de la charge ultime d’une plaque raidie transversalement

soumise a une double charge de compression uniforme.

En effet, il s’agit d’une interpolation entre le flambement du raidisseur en utilisant un
modele de flambement de poteau, Figure [-45, et le voilement global d’une plaque orthotrope

équivalente obtenue en étalant les raidisseurs, Figure 1-46.

Le coefficient réducteur final p., a appliquer a la plaque raidie sous compression, est
obtenu par interpolation entre x. et p qui sont les coefficients réducteurs du poteau et de la
plaque orthotrope. Ce coefficient tient compte d’une certaine interaction entre les

comportements en plaque et en poteau.

Cette méthode permet de déterminer la résistance ultime d’une plaque raidie en

s’appuyant sur la détermination d’une section efficace résistante.
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Modéle Poutre-Poteau
Figure I-45 : Mod¢le poutre-poteau

/)

Plaque Orthotrope

. épaissaur dquivalants

[ I

Figure 1-46 : Mode¢le plaque orthotrope

Les formules souvent utilisées sont listées ci-dessous.

Comportement en poteau
'l'[2 E 151’1

-5 Ocrp = Kop OF
Asl,1 a’ P P

1 0,22

XC: p:;__z
0+ 07— 3] ho%

_ _ _ / f
®=05[1+a (h—02)+ A ] X = Bacly
0_Cr,p

0,09

Comportement en plaque

O-CI', c

e = o0+ — Bac = Ag,1,eff
= ' Agi1
e sh
— BA,cfy
Ac = | ——
GCr,C
fy
Fu=Acerr — 1-89
YM1

Aceft = Pc Aefrloc T ) bedg, eff T 1-90

Pe = Xct(p— x)(2— £)E 1-91
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go Jap_ g 1-92

Ocr,c

Avec ;

a=0,34 pour une section fermée

a=0,49 pour les raidisseurs a section ouverte.
Eti= Isi1

Asl,1

e =max(e1; e2) dont e1 et e2 sont respectivement les distances de I’axe neutre du raidisseur
seul et du plan moyen de la plaque mesurées par rapport a 1’axe neutre de la section efficace

constituée du raidisseur et des parties adjacentes de plaque.

Les formules détaillées par (Khanh 2012) sont données dans 1’Eurocode 3 partie 1-5
(EN1993-1-5 2000). Ces formules sont dédiées au calcul de la charge de ruine des dmes raidies
transversalement soumises a la compression. Une évaluation de cette démarche est ensuite
effectuée dans le chapitre IV de la présente thése en s’appuyant sur ses propres résultats
expérimentaux et numériques. L’évaluation permettra de définir les limitations des expressions

listées ci-dessus.
= [’AISC

Pour certaines spécifications constructives, I’ AISC (AISC 2021) permet 1’utilisation de
raidisseurs transversaux partiels soudés a une semelle et une partie de I’ame, Figure I-47, d’une
paire de raidisseurs transversaux, ou d’une doublure d'dme de poteau pour résister aux forces
de compression générées par les semelles comprimées des poutres. Dans le cas du vent et des
applications faiblement sismiques, le raidisseur transversal peut étre soudé ou étre juste en appui
avec la semelle chargée de poteau. Dans les applications hautement sismiques, le raidisseur
transversal doit étre soudé a la semelle chargée pour développer sa pleine résistance.
L’utilisation des raidisseurs a hauteurs partiels est dans le but de minimiser la taille de la
soudure d’angle utilisée pour la fixation du raidisseur a la semelle du profilé. Dans les
applications faiblement sismiques, les raidisseurs transversaux ne sont nécessaires que si la
force concentrée apportée par les semelles des poutres dépasse la résistance de I'ame du poteau.
En réalité, cette force serait répartie entre I'ame et les raidisseurs transversaux sur la base de

leurs résistances relatives respectives (Carter 2003).
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Figure [-47 : Raidisseur partiel

L’AISC ne donne pas une démarche claire pour le calcul de la résistance des profilés
raidis transversalement par des raidisseurs partiels et soumis a la compression. Le cas de la
double compression aussi n’est pas traité. Pour I’ AISC, c’est la soudure de ces raidisseur (type,

calcul et méthodologie) qui est mise en valeur.

Dans le chapitre IV, une étude de profilés avec différentes configurations de

raidisseurs partiels est proposée ainsi qu’une démarche de calcul détaillé.

5.3. Raidisseur comprimé et similitude avec poteau en flambement

5.3.1. Modgele représentatif d’'une ame raidie comprimée
Certains essais montrent que les parois raidies comprimées flambent en flexion, flexion-
torsion ou torsion en fonction des caractéristiques géométriques et mécaniques (Bougofta et al.
2021). Ainsi, le traitement d’un raidisseur comprimé peut étre considéré similaire a celui d’un
poteau de section spécifique. Peu d’auteurs se sont intéressés a ce sujet en faisant le lien entre
section équivalente du raidisseur et section adaptée de poteau bien que 1I’Eurocode 3 propose

une démarche de dimensionnement des poteaux sensibles au flambement par torsion.

En 2001, (Sheikh et al. 2001) ont traité le cas des plaques raidies soumises a la double
compression. Pour ce faire, un modele numérique est développé en admettant que pour une

plaque raidie par plusieurs raidisseurs, un poteau a section formée par la section du raidisseur
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et une partie participante de I’ame peut représenter la paroi raidie comme le montre la Figure I-

48.

ST
[
T

Figure I-48 : Dimensions requises pour une plaque raidie

Les auteurs ont défini ce mode de flambement en poteau pour des conditions tres
précises. Ceci concerne la position de la charge ainsi que I’élément déclencheur de I’instabilité
qui correspond a celui qui subit une instabilité en premier puis la pilote, Figure 1-49. Cette étude

traite le raidisseur en tant que poteau susceptible de flamber.

plaque induit un flambement
global

raidisseur induit un flambement
global

Figure 1-49 : Les modes de ruines possibles d'une plaque raidie

71



En 2006, Wang, Grondin et Elwi (Wang et al. 2006) ont renforcé cette derni¢re étude
par une campagne d’essais combinée a des modélisations numériques. La Figure [-50 montre
une paroi renforcée par un raidisseur en T¢é soumis a la double charge de compression a travers
des plaques soudées a ses extrémités pour 1’application du chargement. Cette étude a permis
d’étudier I’effet de I’excentrement de la charge de compression sur le mode de flambement de

la paroi raidie.

Les études précédentes affirment qu’une paroi raidie peut étre traitée en tant que poteau

dont le comportement peut étre représenté par le phénomene de flambement.

Les ondes de
voilement/flambement
de la paroi restent
visibles méme apres

I’essai

Figure I-50 : Mode de ruine d’un profilé raidi transversalement

Le fait de traiter une dme raidie comprimée en tant que poteau avec une section formée
du raidisseur et d’une portion de I’ame n’est pas nouveau. (Crisfield 1975) a discuté cette
approche a travers une ¢tude numérique validée par une étude expérimentale. Une méthode
d'analyse approchée en « poteau » est examinée pour donner une idée des applications possibles
et de la signification des résultats des plaques. La méthode se rapporte a la ruine de la plaque
causée par une interaction entre le flambement global du « poteau » et le voilement local de la
plaque, Figure I-51. Le flambement local du raidisseur n'est pas pris en compte, pas plus que

les contraintes résiduelles dans le raidisseur. La rigidité en torsion des raidisseurs est négligée
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et les plaques sont supposées agir comme si elles étaient simplement appuyées sur les quatre
bords. A noter que pour cette derniére étude la charge est aussi excentrée par rapport au

raidisseur.

f't\ hars du plan du papier

"--{-- dans le plan du papier

\
-
1
I
—~L. !
"“'-L. p—"ts
[}
1
)
\
1
]
i
!
. '-n--._{._...---"'J
1
1
1
\
I mode de voilement local de la plaque
mode de flambement global L

de la colonne

Figure I-51 : Flambement du raidisseur en poteau et voilement local de 1'ame

Cette ¢tude reste dans le cadre de la démonstration que 1I’excentrement de la charge de
compression appliquée est celui qui définit 1’élément responsable du mode de ruine de

I’ensemble (plaque et raidisseur).

Traiter le raidisseur comprimé en tant que poteau susceptible d’atteindre sa capacité
résistante par flambement peut étre une recommandation pour le calcul de la charge de ruine
des profilés raidis transversalement. Pour commencer une démarche de calcul de la résistance
ultime d’un profilé raidi transversalement soumis a une double charge de compression localisée
appliquée sur la zone du raidisseur, on peut considérer que le raidisseur et une partie participante
de I’ame sont mobilisés dans le mode d’instabilité du raidisseur. Cette approche s’appuie sur la
démarche de I’Eurocode 3 partie 1-5 qui considere une section efficace a adopter dans la paroi
raidie lors de la vérification de la résistance d’un raidisseur. Les sections mobilisées sont donc

des Tés ou des croix dans le cas d’une paroi raidie par des plats rectangulaires.
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Il parait donc nécessaire de recenser les méthodes de calcul d’un poteau en flambement

dans le cas général y compris des sections en Té, croix ou autres.

5.3.2. Flambement des poteaux
L’instabilité des poteaux soumis a la compression est un flambement qui peut étre par
flexion, torsion ou torsion-flexion. Ces modes de flambement dépendent de 1’élancement et des

rigidités de flexion et de torsion des sections.

L’Eurocode définit dans ses dispositions constructives que pour faire la vérification de
la résistance au voilement, la section d’un raidisseur peut étre considérée comme [’aire de la
section brute du raidisseur plus une longueur participante de paroi (dme du profilé) égale a 15¢ty
de part et d’autre du raidisseur, dans la limite de la dimension réelle disponible comme illustré

a la Figure I-52.

. 15et . 1set

S IIEIIIIIIELI I EIEIES,
e

iz

SIS

Figure I-52 : Section transversale efficace du raidisseur (EN1993-1-5 2000)

La section en croix et la section en T¢ sont les sections qui représentent une ame raidie.
On s’intéressera dans notre ¢tude a ces deux types de section pour la détermination de la charge

critique élastique des profilés raidis transversalement.
= Flambement par flexion

Le flambement par flexion des poteaux est un phénomene trés connu sous le nom de
flambement d’Euler. 11 s’agit d’un élément élancé suffisamment pour ne pas subir de

flambement par torsion ou par torsion-flexion, Figure [-53.
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Figure [-53 : Section en flambement par flexion
La charge critique d’Euler est donnée par I’expression (I-93)

T2EI

Fer = Gape

I-93

Pour le cas d’un flambement par flexion, la baisse de résistance au flambement due aux
imperfections, aux contraintes résiduelles et a la plasticité¢ du matériau est traduite par un
coefficient réducteur x de la résistance plastique Fy de la section. L’expression de la charge de

ruine est donnée par ;

Fu= xFy 1-94

Avec ;

F, = Af, 1-95
- 1-96

= oo

Q= %(1 +a(A—02)+2?) 1-97

Avec A = Ty

cr
= Flambement par torsion :

Pour un poteau dont la section est sensible a la torsion, la théorie de flambement par
torsion est basée sur I’hypothese que les sections droites ne subissent aucune déformation lors
du flambement (Massonet 2019). Une section infiniment rigide a la flexion et faiblement ou

méme nullement rigide vis-a-vis de la torsion autour de son axe subit un flambement par torsion.
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Lors du flambement par torsion 1’axe de la section reste rectiligne, par contre les sections

transversales tournent, Figure [-54.

Figure I-54 : Flambement par torsion d'une section en croix

Pour une section en croix subissant un flambement par torsion, Figure I-55, les formules

de calcul de la charge critique (Massonet 2019) sont listées ci-apres.

Figure 1-55 : Section en croix (parametres géométriques)

m2Elyy

1
Fer = 3 (Gle+ ") 198

Avec

2 _ 2 4 a2 1
R= kT o= 5 (hitf + 25 by)

2 IZ,tOt

iz A Iy = 0,25 Iy gort?
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Iz,tot = Izl + IZZ Iy,tot = Iyl + Iy2
Lo h,t3 _ t;h3
21712 b= 73

2712 12 2T 12 12

h1 == 2b1 + tz

hz = 2b2 + tl

_E
12 (1+9)

De maniére générale, la longueur de flambement par torsion Ly peut étre considérée
¢gale a la longueur initiale du poteau, sauf si un dispositif particulier empéche le gauchissement

aux extrémités de I’élément. Dans notre cas Ly = h,,.
* Flambement par torsion-flexion

Le flambement par flexion et le flambement par torsion peuvent coexister si le centre de
cisaillement ne coincide pas avec le centre de gravité. Généralement, pour les sections en U,

Figure 1-56, ce mode de flambement peut, fort probablement, se produire.

r
qdx lc
T e
V—-”- . "-—Y
_ETq dx |G "
X 5 L | L
] |z
y \\\
section en U soumise un effort axial flambement par flexion d'une section transversale
uniforme portion suivant I'axe z-z

Figure I-56 : Section en flambement par torsion-flexion

L’expression de la force critique peut étre déterminée en fonction des charges

critiques de flexion et de torsion (Cticm 2004) comme suit ;

I 2 Iy+1,
Fcr,TF = Wilz) (Fcr,F + Fcr,T - \/(Fcr,F + Fcr,T) - 4'Fcr,FFcr,T yl_o) 1-99

77



Le flambement par flexion-torsion entraine des déformations dues a la flexion et a la

torsion.

Comme dans le cas de flambement du poteau en torsion, on manque d'information sur
la perte de résistance au flambement par flexion-torsion due aux imperfections, aux contraintes
résiduelles et a la plasticité du matériau. On peut généraliser la procédure utilisée pour le

flambement par flexion en utilisant les mémes courbes de résistance normée.

La démarche proposée par I’Eurocode 3 pour déterminer la résistance des poteaux isolés
comprimeés peut étre appliquée aux sections composées de raidisseur transversal comprimé avec
une partie de la section d’ame (Figure [-52). Cependant, la présence des semelles et de la paroi

d’ame pour le cas d’un profilé raidi assure un certain maintien non présent pour les poteaux.

Le chapitre IV donnera des indications sur I’applicabilité de ces démarches de

calcul pour les raidisseurs transversaux.
6. Conclusions

Le premier chapitre a caractere bibliographique est consacré a 1’instabilité¢ des zones
comprimées dans un assemblage métallique. Des définitions des assemblages dans le domaine
de la construction sont données en se focalisant sur leur fonctionnement mécanique. Les
assemblages a configurations bilatérales symétriques et leurs zones comprimées sont les plus

observés.

La zone comprimée peut étre modélisée en tant que profilé isolé soumis a une charge de
compression équivalente a la sollicitation provenant des différentes composantes de

I’assemblage. Cette simplification a été aussi utilisée pour la zone en traction.

Pour améliorer la résistance a 1’instabilité des sections €lancées, des renforcements par
raidisseurs sont souvent utilisés. Différentes configurations de raidisseurs sont décrites et
discutées. Les formules de calcul de la résistance des raidisseurs comprimés sont présentées.

Certaines tiennent comptent de 1’interaction entre plasticité et instabilité.

L’Eurocode 3 donne la possibilité de traiter le raidisseur comprimé en tant que poteau
en compression ayant une section égale a celle du raidisseur, augmentée par une partie
participante de ’ame qu’il renforce. Cette recommandation sera évaluée dans les chapitres qui

suivent.
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Chapitre 11

Etudes Expérimentales des
profilés non raidis et raidis
transversalement soumis a la double

compression

« Je suis de ceux qui pensent que la science est d une grande beauté. Un scientifique
dans son laboratoire est non seulement un technicien : il est aussi un enfant placé devant des

phénomeénes naturels qui l'impressionnent comme des contes de fées ».

Marie Curie
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1. Introduction

Il a été montré expérimentalement que la partie comprimée de I’ame du poteau d’un
assemblage bilatéral symétrique peut étre représentée par un profilé soumis a la compression
localisée (Graham et al. 1959; Bose 1998; Bose 1972; Mita et al. 2009). Des essais ont été
mengés sur des assemblages poutres-poteau soudés. Les ames des poteaux dans les assemblages
sont raidies ou non (Graham et al. 1959). Ainsi, des essais sur des profilés raidis ou non sont
effectués. Pour les profilés, le chargement est appliqué sur un patin de longueur représentative
de la diffusion de I’effort subi par le poteau a travers la semelle de la poutre dans I’assemblage.
Afin d’étudier les instabilités produites dans les zones de compression de 1’ame du poteau d’un

tel assemblage, un profilé comprimé peut servir de base d’analyse.

Dans la plateforme MSGC de Polytech Clermont-Ferrand, un ensemble de profilés
métalliques ont été testés en double compression. Les tests effectués ont permis d’observer les
modes de ruine des profilés non raidis, des profilés raidis transversalement par un raidisseur
total (double ou simple) et des profilés raidis transversalement par un raidisseur partiel ayant
différentes positions. En plus des ames non raidies testées en compression, six configurations

de raidisseurs ont été considérées : sur toute la hauteur d’ame ou seulement sur une partie.

Les résultats des essais servent a construire une base de données expérimentales
permettant d’analyser le comportement des profilés comprimés avec différentes configurations
de raidisseurs. Les modes de ruines observés a la fin de chaque essai et les résultats récupérés

constituent une base qui permet de valider le mode¢le éléments finis construit.

Dans ce chapitre, une description des procédures expérimentales appliquées est
détaillée. Les éprouvettes et leurs caractéristiques mécaniques et géométriques sont listées. Les

résultats avec différentes interprétations font 1’objet d’une derniére partie de ce chapitre.
2. Description du programme expérimental

Les études expérimentales faisant 1’objet de ce chapitre ont pour but d’analyser le
comportement non linéaire des profilés raidis et non raidis soumis a une compression
transversale. Ce type de chargement correspond a la zone comprimée d’un assemblage bilatéral

symétrique comme illustré a la Figure I1-1.
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Figure II-1 : Assemblage poutres-poteau symétrique et représentation de la partie comprimée
d’un profilé

Les études expérimentales se répartissent en 2 campagnes. La premicre concerne 12
profilés PRS de grandes dimensions avec des raidisseurs symétriques, d un coté et de I’autre de
I’ame, sur toute la hauteur. Ces raidisseurs sont disposés en zone centrale du profilé ou pres du
bord. Ainsi, les comportements des parois avec ces deux positions de raidisseurs sont comparés

a ceux de la méme paroi non raidie.

La deuxieme campagne concerne I’étude de PRS et de profilés laminés sur des trongons
isolés avec les raidisseurs disposés a mi-longueur. Pour cette deuxieéme campagne, un ensemble
de 12 profilés métalliques ont été testés en double compression. Les tests effectués ont permis
d’observer les modes de ruine des profilés pour différentes configurations de raidissage
transversal décrits a la Figure II-2. Chaque configuration est testée deux fois une en IPE et une

autre en PRS.

i artiel artiel artiel
Sans double simple part par P
raidisseur supérieur milieu semelles

[LLLIID (LTI (LT (I O (L

tw

iikiiaiaARuiARAIAR AR AR RN AR AR A AR A AR AR R AR IR ARR AT RRRA
bf br br bf br bt

Figure 11-2 : Configurations testées avec différentes dispositions de raidisseurs
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Ces 2 campagnes permettent de fournir une base de données pour la validation du
modele éléments finis utilisé par la suite pour réaliser une étude paramétrique visant a

I’évaluation et au développement de méthodes analytiques.
3. Campagne d’essais n°1

La campagne d’essais n°l est constituée par des profilés en PRS raidis ou non. Les
caractéristiques géométriques et mécaniques des éprouvettes de cette campagne sont présentées

ci-dessous.

3.1.Configurations

Les 12 profilés en PRS ont permis de réaliser 23 essais en double compression. Les PRS
¢tudiés sont regroupés en 2 sections, les PRS 508 et PRS 370. Les dimensions 508 et 370 font
référence aux hauteurs des poutres correspondantes. Les dimensions de chaque profilé sont

récapitulées dans le Tableau II-1 et Figure I1-3. L’élancement est noté A et correspond au rapport
hy,
/)

Tableau II-1 : Caractéristiques géométriques des éprouvettes de la campagne n°1

A h,(mm) t,(mm) a(mm) bg(mm) t;(mm) hg(mm) ts,(mm)

PRS 508 81,33 488 6 2990 200 10 488 10
PRS 370 58,17 349 6 2990 200 10 349 10
Section A-A
100 a br
A—-— [
10 10
adisseur de Raidisseur
/ENLG1 0X87 l:':'ﬁefé' ??éa?lre\ . hw by he
i | — 87
5 .

Figure II-3: Parametres géométriques pour un PRS (campagne n°1)

Trois configurations de raidissage sont étudiées, sans raidisseur (S0), avec un raidisseur
double intermédiaire dans 1’dme a mi longueur de la poutre (Sp) et un raidisseur de rive double

en extrémité de poutre (Se).

Chaque essai est défini donc par sa configuration de raidissage et le type de profilé

concerné, ce qui se traduit par la dénomination suivante, Tableau II-2.
82



Tableau II-2: Description des éprouvettes testées (campagne n°l)

Dénomination Description

B3-S0 Profilé de 307 mm de hauteur sans raidisseur

B3-Sp Profilé de 307 mm de hauteur avec raidisseur intermédiaire
B3-Se Profilé de 307 mm de hauteur avec raidisseur de rive
B5-S0 Profilé de 508 mm de hauteur sans raidisseur

B5-Sp Profilé de 508 mm de hauteur avec raidisseur intermédiaire
B5-Se Profilé de 508 mm de hauteur avec un raidisseur de rive

3.2.Caractéristiques mécaniques

Les caractéristiques mécaniques, limite élastique fy et résistance ultime f, des aciers
constitutifs des différentes poutres testées sont déterminées a partir d’essais de traction réalisés
sur des éprouvettes normalisées (Huang et al. 2014). L essai de traction est réalisé a 1’aide d’une
presse Zwick 200 kN, illustrée dans la Figure I1-4. La Figure II-5 présente un exemple de courbe
contrainte-déformation obtenue. Les valeurs de déformation résultent d’une mesure obtenue via
le déplacement de la traverse de la machine du fait d’un dysfonctionnement au niveau de
I’extensomeétre. Par conséquent la valeur du module ne peut pas étre reprise de ces courbes,
c’est pourquoi dans la suite du travail un module de Young nominal de 210 GPa sera considéré

dans les calculs théoriques et éléments finis.

500 -

400

300

200 -

contrainte (MPa)

100 -

0.00 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25 0.30
Dé&formation

Figure I1-4 : Machine de traction  Figure II-5 : Exemple de courbe contrainte-déformation
(acier de I’ame)

Les caractéristiques mécaniques des semelles, de 1’ame et du raidisseur de chaque

éprouvette sont présentées avec les €paisseurs des parois correspondantes (Tableau 1I-3).
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Tableau II-3 : Caractéristiques mécaniques des éprouvettes (campagne n°1)

Coupon Epaisseurs (mm) f, (MPa) f, (MPa)
Ame 6 360,1 517,7
Semelle et raidisseur 10 358,0 521,3

3.3. Montage expérimental et procédures

Cette premicre campagne d’essai consiste a tester en double compression différentes

zones de poutres PRS. Trois zones ont été testées : au droit d’un raidisseur de rive (Se), au droit

d’un raidisseur intermédiaire (Sp) et au droit du panneau d’ame non raidi (S0). Les poutres PRS

servant aux essais sont présentées a la Figure II-6 et le principe de chargement sur les 3 zones

des poutres est présenté dans la Figure 11-7.

Figure II-6 : Poutres PRS utilisées pour la campagne d’essais n°1

Se [ S Section A1-A1 Section A2-A2
100 1 898] P] 1000 200 200
. Al l Azj_l 2 =
10 | 110
aidisseur de rive Raidisseur-
/f’L 10 X 87 intermédiaire\
PL 10 X 87 tw B = 8787 )
- ] £

— ] — ] ——) ——)

Al— A2— o =

Figure II-7 : Schéma mécanique des essais et positions des raidisseurs

La double compression des profilés est introduite par 1’application d’une charge de

compression sur une cale de 100 mm de largeur et le profilé est reposé de 1’autre coté sur une
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autre cale de méme largeur ou posé sur une surface rigide plane. La Figure II-8 présente le

dispositif des essais avec le portique de chargement.

Figure II-8 : Dispositif expérimental (campagne d’essais n°1)

Des capteurs horizontaux ont été disposés sur les poutres afin de mesurer les
déplacements hors plan du raidisseur (configurations Se et Sp) ou ceux du panneau d’ame
(configurations S0). La disposition de ces capteurs est présentée aux Figures I1-9 et I1I-10. De
plus, un capteur vertical est positionné sous la semelle supérieure au droit du chargement afin
d’avoir une mesure complémentaire du déplacement en plus de celui du vérin. Les nombres

d’essais par configuration ainsi que les nomenclatures sont rappelés au Tableau 11-4.

Plaque 100 x 4 Coupe A-A
Capleur vertical 200 apteur vertical
Capleurs horizontaux\ A =
Aimants \
de fixation aidisseur
intermédiaire
PL10X 87

pteurs horizontaux

Support -]
métallique

Figure I1-9 : Disposition des capteurs horizontaux sur raidisseur
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Plaque 100 x 4 Coupe A-A
200 apteur vertical

A apteur vertical Capteurs
horizontaux
Aimants
de fixation
apteurs
horizontaux

Figure II-10 : Disposition des capteurs horizontaux sur panneau d’ame

o

'

Support A
métallique
777

lb

Tableau I1-4: Récapitulatif du nombre d’essais par configuration

Configuration Sp Configuration S0 Configuration Se
PRS 508 4 5 4
Nomenclature Pout 3,5,6 et 7 Pout 2,3,5,6 et 12 Pout 4,5,6 et 7
PRS 370 3 3 4
Nomenclature Pout 8,10 et 11 Pout 8,10et 11 Pout 8,9,10et 11

3.4.Présentation des résultats d’essais et analyses
Les résultats principalement exploités concernent les courbes d’évolution de la force en
fonction du déplacement vertical qui permet d’identifier le pic de charge maximale considéré
comme la charge de ruine du profilé. La description des modes de ruine associés correspond

principalement a la description de la déformée des profilés.

Les résultats de cette campagne d’essais sont présentés dans un premier temps sous
forme de courbes force-déplacement pour chaque configuration. Ensuite, une analyse des
modes de ruine est proposée via 1’étude des déplacements hors plan et I’observation des

déformées a la ruine.
= Courbes force-déplacement vertical

Chaque configuration étudiée a fait I’objet de plusieurs essais, permettant ainsi d’avoir
3 a 5 résultats par configuration. Les résultats sous la forme de courbes force-déplacement

vertical sont récapitulés dans les Figures II-11 a 13 pour chaque type d’essai et de profilé.
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La Figure II-11 (a) présente les résultats des essais dont la compression est effectuée sur
le raidisseur intermédiaire pour les profilés de hauteur 508 mm, la moyenne des résistances
ultimes est de 1377,5 kN. La Figure II-11 (b) présente les résultats des essais dont la
compression est effectuée sur le raidisseur intermédiaire pour les profilés de hauteur 370 mm,
la moyenne des résistances ultimes est de 1378 kN. Ainsi, on peut noter que la différence entre

les deux poutres (PRS 370 et PRS 508) est de 0,1 %.

La Figure II-12 (a) présente les résultats des essais dont la compression est effectuée sur
I’dme non raidie pour les profilés de hauteur 508 mm, la moyenne des résistances ultimes est
de 394 kN. Ensuite, la Figure II-12 (b) présente les résultats des essais dont la compression est
effectuée sur I’ame non raidie pour les profilés de hauteur 370 mm, la moyenne des résistances

ultimes est de 390 kN. Il peut étre observé une différence entre ces deux moyennes de -0,9 %.

La Figure I1-13 (a) présente les résultats des essais dont la compression est effectuée sur
le raidisseur de rive pour les profilés de hauteur 508 mm, la moyenne des résistances ultimes
est de 1178 kN. La Figure II-13 (b) présente les résultats des essais dont la compression est
effectuée sur le raidisseur de rive pour les profilés de hauteur 370 mm, la moyenne des

résistances ultimes est de 1206 kN, la différence entre ces deux moyennes est de -0,2 %.

Les valeurs moyennes de charge ultime F, ,,x pour chaque configuration sont rappelées
au tableau II-5. Il peut étre observé que le raidisseur de rive et le raidisseur intermédiaire ont
une résistance moyenne a la compression du méme ordre de grandeur avec une différence qui

ne dépasse pas 12,5 %.

La principale observation qui est faite sur la base de ces résultats est que la différence
de hauteur entre 370 et 508 mm (40% de différence de hauteur) d’un panneau d’ame de méme
épaisseur n’impacte pas de manicre significative sa résistance. La ruine est subie par

plastification dans ce cas.

Ensuite, il peut étre observé que les courbes correspondant a chaque configuration sont
assez proches et permettent d’assurer une certaine répétabilité des résultats obtenus en termes
de raideur ou de charge maximale. Cependant, on observe des écarts types (Tableau II-5) plus
importants pour les configurations d’ames non raidies (Figures 1I-12 (a) et (b)). Ces écarts
concernent un mode de ruine par instabilité du panneau en 1 seule demi-onde. Le comportement
de ces panneaux peut étre influencé par des imperfections initiales plus ou moins importantes.

Ces observations amenent alors a s’intéresser spécifiquement a ’influence de 1’amplitude de
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différentes formes et valeurs d’imperfection sur le comportement de ce type de panneau. Etant
donné que ces imperfections n’ont pas fait ’objet de mesures précises avant les essais, une
¢tude paramétrique aux ¢léments finis s’intéresse spécifiquement a la sensibilité des résultats

suivant la forme et I’amplitude des imperfections initiales au chapitre I11.

Tableau II-5:Résultats des efforts ultimes moyens pour les différents essais

PRS 370 PRS 508

Essai F(kf\}) Essai P;k;l) DIff.* (%) Ec?l‘;;t)y pe
Sp 13783 Sp 1377.5 0,1 0,6
S0 390,23 S0 393,85 0,9 2,6
Se 1205,7 Se 12082 0,2 1.8
¥Diff. = Fu max(PRS 508)— Fu max(PRS 370) % 100

Fu max(PRS 370)

Enfin, la seconde observation majeure est que le raidisseur transversal augmente
significativement la résistance du profilé non raidi. L apport de résistance est d’environ 990
kN. Cet apport de résistance est supérieur a la seule superposition de la résistance plastique des

raidisseurs avec celle du panneau d’ame sans raidisseurs.

Les normes actuelles ne traitent pas spécifiquement le sujet des parois raidies
transversalement chargées en double compression. La seule information fournie dans
I’Eurocode est la longueur de panneau d’ame qu’il est possible de considérer comme travaillant
avec le raidisseur transversal a la compression. Le chapitre IV traitera plus spécifiquement
I’évaluation des méthodes de calcul. Mais il est d’ores et déja intéressant de noter que la section
correspondant aux seuls raidisseurs est de 87mmXx10mmx2 = 1740mm? ce qui donne une
résistance axiale de 623kN. Ainsi, si cette valeur de résistance plastique est retirée de la
résistance mesurée expérimentalement du panneau d’ame raidi, on obtient la part résistante du
panneau d’ame, soit : 1378 — 623 = 755 kN. Cette résistance estimée de 755 kN est donc bien
supéricure a celle mesurée expérimentalement du panneau d’ame seul (390 kN). Cette
différence peut s’expliquer par le maintien hors plan du panneau d’ame apporté par le raidisseur.
Si on s’intéresse a la longueur équivalente de panneau d’ame dont la résistance plastique est de

755 kN, on obtient une longueur 1, = 755000/(360%6) = 349,5mm.

Il est intéressant de noter que cette longueur l, de 349,5 mm correspond a une longueur
participante de I’ame de part et d’autre du raidisseur de 35¢ t,. Cette valeur de 35 est plus de 2

fois supérieure a celle préconisée par I’Eurocode qui est de 15¢ t, (EN1993-1-5 2000). Il est
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donc observé que la méthode forfaitaire de I’Eurocode semble étre trés conservatrice dans le

cas des profilés testés expérimentalement.

Le Chapitre IV présentera une étude paramétrique visant a évaluer les différentes
méthodes analytiques permettant de caractériser la résistance de panneaux d’ame raidi

transversalement soumis a une double compression.

= QObservations des déplacements hors plan

Les capteurs de déplacement hors plan sont disposés sur 3 zones (haut, milieu et bas) de
I’ame non raidie comprimée ou du raidisseur comprimé. Ils permettent de mieux suivre le
comportement en identifiant les ¢évolutions des déplacements hors plan caractérisant
I’instabilité. Les résultats sont présentés sous forme de courbes déplacement vertical en fonction
de la force appliquée (U-Vert) et horizontal en fonction de la force appliquée (Uh-r-Milieu) et
courbes déplacement horizontal-déplacement vertical pour chaque configuration (Figures I1I-14
a 16). Le déplacement hors plan correspond au flambement de I’ame au milieu du profilé ou au
milieu du raidisseur. Ce voilement dans le cas des profilés non raidi est piloté par I’ame tandis
que ce voilement est piloté par le raidisseur avec des parties participantes de I’ame du profilé
raidi.

En effet, une différence parait claire entre le comportement horizontal (hors plan) et
vertical (direction de chargement) d’un profilé raidi et non raidi. Si on superpose déplacement
vertical et horizontal de I’ame du profilé (Figure II-15 (a)), le déplacement vertical demeure
constant en fonction de la charge jusqu’a le démarrage du déplacement de 1’ame hors de son
plan qui correspond au début de la phase élastoplastique non linéaire. Le déplacement vertical
est celui de I’ame et 1’horizontal est celui hors du plan du raidisseur pour les Figures 1I-14 (a)
et [I-16 (a). Verticalement le profilé peut entrer dans le domaine élastoplastique alors que le
raidisseur ne se déplace pas encore hors de son plan, il s’agit d’une &me qui a entrainé une

instabilité puis le raidisseur est partie aussi pour la joindre apres un certain temps.

Ces remarques sont confirmées par les courbes représentant le déplacement horizontal
en fonction du déplacement vertical. Le déplacement vertical est toujours plus important que le
déplacement horizontal dés le début de 1’essai pour un profilé raidi (Figures I1I-14 (b) et II-16
(b)), alors que ce n’est pas le cas pour un profilé non raidi (Figure II-15 (b)), ce qui laisse

supposer que cette configuration bénéficie d’une réserve de résistance apres I’apparition du
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flambement du panneau d’ame. Cette réserve de résistance peut s’expliquer via un mécanisme

de plastification des semelles apres le flambement de I’ame.
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Figure II-15 : Profilé SO
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Figure II-16 : Profilé Se

L’observation des déplacements et de la forme de ruine a permis d’observer un mode de
ruine assez particulier des raidisseurs transversaux, avec un flambement en double courbure
opposée de part et d’autre de 1’ame, comme illustré a la Figure II-17. Cette forme de ruine
semble correspondre a un flambement par torsion de I’ensemble panneau d’ame et raidisseur, a

I’image d’un poteau en croix.

Figure II-17 : Observation de la déformée a la ruine d’un profilé raidi (configuration Sp)
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La seconde campagne expérimentale vise a compléter ces observations en étudiant le

comportement et le mode de ruine de différentes configurations de raidissage.
4. Campagne d’essais n°2

4.1.Configurations

Cette seconde campagne est réalisée sur 12 segments de profilés, le terme segment est
employé pour rendre compte de la faible longueur des poutres (500 mm). En effet, I’intérét était
de faciliter la manipulation des poutres lors des multiples essais sur presse. La moiti¢ des
poutres ont été prélevées sur des profilés laminées a chaud (IPE), décrits a la Figure II-18.
L’autre moitié ont été réalisés en PRS et sont décrits a la Figure I1I-19. Pour chaque groupe, il
peut étre observé qu’une configuration sans raidisseur a été étudiée afin de donner une référence
de résistance de panneau d’ame non renforcé. Cette étude vise a mener une étude paramétrique

expérimentale, en faisant varier 4 parametres (voir Figures II-18 et 19) :

- L’origine du profilé : IPE ou PRS

- L’épaisseur d’ame : 5,5 ; 7,1 ou 12,3mm

- L’épaisseur des raidisseurs : 5,5 ou 8mm

- Les configurations de raidisseurs : simple, ou double, sur toute la hauteur d’ame ou partiels.

- Les hauteurs (hg) des raidisseurs sont choisies en fonction de la hauteur du panneau d'ame
conduisant a ;

hg = hy, (pour les raidisseurs toute hauteur) et hy = 56 h,, (pour les raidisseurs partiels).
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Section A-A

Figure II-19 : Eprouvettes en PRS
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Pour I’appellation des éprouvettes, les poutres issues de profilés laminés sont définies
par la lettre H (Hot rolled) et les poutres issues de PRS par la lettre W (Welded). Ensuite, pour
les PRS, la lettre W est suivie d’un élancement pour caractériser les poutres suivant I’épaisseur
d’ame W, ; les sections avec une épaisseur d’ame de 5,5 mm et W, les sections PRS avec une

épaisseur d’ame de 12,3 mm. (A est 1'élancement et il se calcule comme h,, / t,,),Tableau II-6.

Tableau 11-6 : Description des éprouvettes testées (campagne n°2)

Dénomination Description
1.U Profilé sans raidisseur
2.FD Profilé avec un raidisseur double sur toute la hauteur
3.FS Profilé avec un raidisseur simple sur toute la hauteur
4.P1E Proﬁlé avec un raidisseur partiel soudé a une des semelles et une
partie de I’ame
5.PC Profilé avec un raidisseur partiel soudé au milieu de I’ame et non
) aux semelles
6.P2E Profilé avec un raidisseur partiel soudé sur les deux semelles en

laissant un vide au milieu

Chaque profilé est sous nommé comme suit : Numéro de la configuration.description-
nature du profil€ (H signifie « hotrolled sections » (IPE) et Wy oy 2, signifie « welded sections »

(PRS))

4.2. Caractéristiques mécaniques
Les caractéristiques mécaniques, des aciers constitutifs des différentes éprouvettes
testées sont déterminées a partir d’essais de traction réalisés sur des éprouvettes normalisées.
Comme pour la campagne d’essai n°1, I’essai de traction est réalisé sur une presse Zwick 200

kN, illustrée a la Figure 11-4.

Les caractéristiques mécaniques des semelles, de I’dme et du raidisseur de chaque

éprouvette sont présentées avec les €paisseurs des parois correspondantes dans le Tableau I1-7

Tableau II-7 : Caractéristiques mécaniques des éprouvettes (campagne n°2)

Coupon Epaisseurs (mm) fy, (MPa) f, (MPa)
Semelles 10,7 269,3 408.,4
Ame 7,1 304,4 421,7
Raidisseur 8 320 448
Ame/ raidisseur 5,5 360 424
Ame / semelle 12,3 3584 504
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4.3. Montage expérimental et procédures
La seconde campagne d’essais a été effectuée sur une presse de 2000 kN présentée a la
Figure I1-20. La charge de compression est appliquée via des cales métalliques de largeurs 100

mm la cale disposées symétriquement en parties supérieure et inférieure des poutres.

Presse

Cylindre

— Enregistreur

Eprouvette

Figure I1I-20: Dispositif de chargement de la campagne 2 sur presse 2000kN

La charge est appliquée en déplacement contrélé jusqu’a I’obtention d’une baisse
d’effort accompagnée d’une déformation hors plan de I’échantillon. La diminution de la charge
associée a une déformée hors plan significative est considérée comme la phase de ruine de
I’échantillon. Seules les courbes force-déplacement de la presse ont été récupérées pour

caractériser le comportement de chaque échantillon testé. Au total, 12 échantillons ont été testés

(voir Figure II-21). Le descriptif de chaque échantillon est fourni a la Figure 11-22.

r
[

Figure II-21 : Eprouvettes d’essais (campagne n°2)
96



S= Saotion A% Section A-A  Section A4  Section A-&  Saction A4 Section A-A
a 1.U 2 FD 3.F5 4. P1E 5.PC §.PZE

N m, [ (T

:

N\
) %&\N &\NE

\

hw

AN
g&\\\ \NE

Z
‘L=, h H tu Z
Z

% N\ NE

]

FETTITTITT TFITTITT

b b b b

RS -
g

Figure II-22 : Dispositif de chargement et configurations d’éprouvettes testées

4.4. Présentation des résultats d’essais et analyses
Cette seconde campagne expérimentale consiste en une étude comparative de différents
troncons de poutres soumis a la double compression avec différentes configurations de

raidisseurs (total ou partiel).

La Figure I1-23 compare les courbes force-déplacement de différentes configurations de
poutres issues de profilés IPE. Il peut étre observé sur la Figure 11-23, que les résistances et
raideurs augmentent avec le degré de raidissage du profilé. De plus, on observe une

augmentation importante du palier plastique en comparaison du profilé non raidi.

Ainsi, la comparaison des courbes montre que le raidissage partiel avec une part d’ame
libre a mi-hauteur ou en partie inférieure confére un apport de résistance trés similaire. En
revanche, il est intéressant de noter qu’un raidisseur de méme taille mais disposé au milieu de
I’ame, laissant ainsi une part égale d’ame non raidie de part et d’autre du raidisseur, apporte

une résistance sensiblement plus grande.

Cette observation peut étre expliquée par le fait que la hauteur d’ame libre de part et
d’autre du raidisseur est 2 fois plus faible que la hauteur d’ame libre dans les 2 autres
configurations de raidisseurs. Cependant il est intéressant de noter que le fait de solidariser le
raidisseur aux semelles permet d’augmenter la résistance du profilé de plus de 23%. Voir

Tableau 1I-8.
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Figure I1-23 : Résultats d’essais de compression sur les profilés en IPE

Ensuite, la Figure 1I-24 présente les courbes expérimentales pour les sections en PRS.
Cette Figure I1-24 est séparée en 2 parties du fait des valeurs d’élancement différentes entre les
PRS. La figure de gauche correspond au PRS dont le rapport hauteur sur épaisseur d’ame vaut

30,52 tandis que la figure de droite correspond au PRS avec un rapport hauteur sur épaisseur

de 68,25.
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Figure I1-24 : Résultats des essais de compression sur les profilés en PRS

Il peut étre observé sur la Figure I1-24 a droite, que le raidissage partiel soudé aux
semelles supérieure et inférieure confére une meilleure résistance en comparaison avec le

raidisseur partiel disposé & mi-hauteur d’ame. Cela permet donc de conclure que le type de
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raidissage partiel optimum peut dépendre du profilé étudié. Le Tableau I1-8 montre les résultats

en charges de ruine des profilés testés de la campagne n°2.

Tableau I1-8: Les résultats en charge ultime des profilés testés (campagne n°2)

Ipnnnnany! [T UL
i it i i
.U 1U- 2FD- 2FD 3FS 3FS 4PIE 4PIE 5PC 5PC 6P2E 6.P2E
-H W}\1 H W X -H - -H W % -H _W}\1 -H _W}\1
W,
Fy Test 478 236, 1160, 1768 876, 1461 612,3 1177, 681, 423, 622 4933
(RN) 9 9 8 8 9 9

Pour les profilés raidis partiellement, la longueur du raidisseur a été réduite de 17 % par
rapport au raidisseur sur toute la hauteur d’ame. Il est alors proposé d'examiner la réduction de
la résistance induite par cette réduction de la longueur du raidisseur. Dans le cas du profilé
laminé a chaud, la configuration 5.PC-H présente la résistance la plus élevée avec une réduction
de la résistance par rapport au raidisseur faisant toute la hauteur de I’ame de 22 %, tandis que
les deux autres raidisseurs partiels réduisent la résistance de 30 % environ. Ces observations

expérimentales sont discutées au chapitre Il en recourant a un modele élément finis.

Les déformées a la ruine des profilés en IPE et des profilés en PRS testés dans cette
campagne d’essais sont présentées a la Figure II-25. La Figure I1-25 (a) montre un IPE 300 non

raidi. L’ame a donc subi un flambement en une seule demi-onde.

En ce qui concerne les panneaux des Figure II-25 (b) et 25 (c), correspondant au
raidissage toute hauteur, I’ame se déforme de manicre asymétrique des deux cotés du raidisseur

et le raidisseur subit un flambement par torsion.

Ensuite, Figure 11-25 (d) montre la ruine du profilé avec raidisseur partiel soud¢ a une
des semelles. Il peut étre observé que la déformée a la ruine est localisée au niveau de la partie
d’ame non raidie. Ainsi, le raidisseur renforce la partie raidie en flexion et semble jouer le role
d'un transmetteur de charge sur la partie non raidie du panneau d'ame. En ce qui concerne le

panneau d'ame avec un raidisseur partiel a mi-hauteur de 1’ame (Figure II-25 (e)), I'ame est
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déformée sur ses parties non raidies aux extrémités des raidisseurs. Le voilement local de I’ame

semble étre accompagné de la formation d’un mécanisme plastique au niveau des semelles.

Enfin, on observe que pour le cas de raidissage partiel connectés aux deux semelles de
la Figure II-25 (f), la partie d'ame non raidie est encore une fois le seul élément qui se déforme

en flexion et le raidisseur reste non déformé.

Ce cas peut donc étre considéré comme similaire a celui de la Figure 11-25 (d) ce qui va

dans le sens de I’observation des courbes force-déplacement.

Pour la section en PRS, dans le profilé non raidi (Figure 1I-26 (a)), I'ame est le seul
¢lément qui s'est déformé, son épaisseur est la plus faible et les semelles ne sont pas déformées.
Les modes de ruine pour les profilés en PRS sont trés similaires a ceux observés sur les profilés
en IPE. En effet, dans le cas de raidissage partiel, la déformée se concentre sur la partie d’ame

non raidie.

Il a également été remarqué que pour 1’éprouvette de la Figure 1I-26 (e), les semelles
sont plastifiées autour des points de chargement. Cela peut étre la source d'une diminution de

la valeur de charge ultime.

Dans le cas de profilés entierement raidis par un raidisseur double ou simple (Figure II-
26 (b) et 26 (c)), le raidisseur est la section la plus affectée et il subit un flambement mais de
formes différentes par rapport a celle observée sur les profilés IPE. Pour les sections PRS
(Figure II-26 (b), Figure 11-26 (c)), la forme de la déformée du raidisseur est soit en deux ondes

soit en une onde locale.

Dans le cas ou le raidisseur a la méme épaisseur que 1’ame, il subit une onde locale. Le
raidisseur subit une déformation en deux ondes dans le cas ou il a une épaisseur inférieure a

celle de I’ame.
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(c) Mode de ruine 3.FS-H (d) Mode de ruine 4.P1E-H

(e) Mode de ruine 5.PC-H (f) Mode de ruine 6.P2E-H
Figure I1-25 : Modes de ruine (éprouvettes en IPE)
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(a) Mode de ruine 1.U-W; (b) Mode de ruine 2.FD-W,,

(¢) Mode de ruine 3.FS-W,, (d) Mode de ruine 4.P1E-W,,

s

(f) Mode de ruine 6.P2E-W,

(e) Mode de ruine 5.PC-W, |
Figure II-26 : Modes de ruine (éprouvettes en PRS)

5. Etude comparative

Les deux campagnes d’essais consistent a ¢tudier le comportement d’une paroi raidie
soumise a une double compression dont le raidisseur est soit double sur toute la hauteur, soit
simple sur toute la hauteur soit partiel simple. Le raidisseur est placé soit au milieu de la poutre

(campagne 2 et 1) soit en rive (campagne 1).

Une étude comparative mettant en valeur I’effet de 1’élancement du profilé sur la

résistance du raidisseur pour chaque type de raidissage peut étre effectuée.

Les Figures I1I-27 et II-28 montrent les courbes en force-déplacement des profilés non
raidis et raidis transversalement par des raidisseurs doubles sur toute la hauteur (IPE300, PRS

370, PRS 400 et PRS 508).
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Les dimensions des profilés mis en comparaison sont récapitulées dans le Tableau II-9.

Tableau I1-9: Les dimensions des profilés mis en comparaison

ty tg h,, _ ts
fy (MPa) (mm) (mm) (mm) A= hw/tw (mm)
IPE 300 320 7,1 10,7 278,6 39,24 8
PRS 370 360,08 6 10 350 58,33 10
PRS 400 360 5,5(12,3 casraidi) 12,3 375,44 68,25 (30,52 casraidi) 5,5
PRS 508 360,08 6 10 488 81,33 10

Pour des profilés non raidis il est logique que celui admettant un élancement faible
résistera le plus. Cela est remarqué aussi en comparant les courbes force-déplacement des
profilés non raidis (IPE 300, PRS 370 et PRS 508). Pour le cas du PRS 400 on a remarqué, lors
de I’expérience, que les défauts initiaux au niveau de 1’ame et des semelles ont fait influencer

sa résistance ainsi que sa rigidité initiale.

Pour le cas des profilés raidis, on distingue entre un PRS et un IPE. En effet, pour les
PRS celui qui admet un élancement d’ame plus faible est toujours le plus résistant quelle que
soit I’épaisseur de son raidisseur. L’élancement de I’IPE 300 est plus faible que celui du PRS
et pourtant il a une résistance plus faible que les autres profilés. Cela s’explique par le fait qu’il
a une limite ¢lastique d’ame plus faible par rapport aux autres profilés ainsi que les dimensions

des raidisseurs et des &mes qui sont différentes d’un profilé a un autre.

500
400 A i T R S
e———— ___-:_:_‘\h;—. .......
300 A
z
=
* 200
---- IPE 300
....... PRS 508
0 —— PRS 370
0 1 2 3 4 5

Déplacement (mm)

Figure II-27: Courbes charge-déplacement des profilés non raidis
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Figure I1-28 : Courbes charge-déplacement des profilés raidis

6. Récapitulatif

Les résultats des différents essais sont regroupés de facon a observer les résistances des
ames non raidies ensemble, Tableau II-10. Ce tableau intégre également les résultats provenant
de I’étude expérimentale effectuée sur des profilés non raidis en compression par (Mezghanni
2013) et (Lagerqvist et al. 1996) dont les détails ont étés présentés au chapitre 1. La Figure II-

29 présente 1’évolution de la charge de ruine en fonction de 1’élancement A.

De la méme fagon que pour les ames non raidies, les résultats des essais avec raidisseurs
sont regroupés ensemble, Tableau II-11. Les Figures II- 30 a II-33 présentent la variation de la
charge de ruine en fonction de certains parametres géométriques. Cette représentation permet,
d’une part, de distinguer entre les parametres agissant sur la résistance de chaque type d’ame
(raidi ou non), et d’autre part, de comparer entre une ame non raidie et une ame raidie

transversalement quel que soit le type de raidisseur.
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Tableau I1-10: Charges de ruine expérimentales des profilés non raidis ((Lagerqvist et al.
1996), (Mezghanni 2013), campagne n°2, campagne n°1).

Profilé h,(mm) t,(mm) A=hy/t, bg(mm) a(mm) F,(kN)
All 239,8 3.8 60 118,5 1014 262
A21 278,1 3.8 70 119,9 1258 260
A31 319,7 3,9 80 120,1 1405 266
A42 359.,6 3.8 90 120,5 1523 249
A62 439,9 3.8 110 120 1860 230
AT2 320,7 7,9 40 120,5 1562 873
A82 400,5 8 50 120,4 1471 859

Pr 810 5 162 221 2460 279
PO1 653 5 130,6 243 2130 315
PO II 635 5 130,6 243 2325 310

B3-S0 349 6 58,17 200 1890 390

B5-S0 488 6 81,33 200 1890 394
1U-H 278,6 7,1 39,24 150 500 478

1.U-W,, 375,4 5,5 68,25 180 500 237

900 -
A A
800 A
700 A
~ 600 -
<
= 500
A
400 T A A
300 - A
A, A 4
A A
200 . T T

40 60 80 100 120 140 160
hw/tw

Figure II-29 : Variation de la charge de ruine en fonction de I’élancement (profilés non raidis)

I1 est clairement remarqué que 1’élancement est le parametre ayant I’effet majeur sur la
résistance des ames non raidies. En effet, pour des élancement importants la charge de ruine est
faible et méme tres faible en comparaison avec la charge de ruine d’un profilé ayant un
¢lancement réduit (la différence dépasse 200 % pour les élancements A = 40 et A = 162, par

exemple).
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Tableau II-11 : Charges de ruine expérimentales des profilés raidis (campagnes 1 et 2).

Profilé h,(mm) t,(mm) h,/t, hg(mm) tymm) a(mm) F,(kN)
B3-Sp 349 6 58,17 349 10 1890 1378
B5-Sp 488 6 81,33 488 10 1890 1378
B3-Se 349 6 58,17 349 10 1890 1206
B5-Se 488 6 81,33 488 10 1890 1208
2.FD-H 278.,6 7,1 39,24 278,4 8 500 1161
2.FD-W,, 375,4 12,3 30,52 375,4 5,5 500 1768
3.FS-H 278,6 7,1 39,24 278,6 8 500 877
3.FS-W,, 375,4 12,3 30,52 375,4 5,5 500 1461
4.P1E-H 278,6 7,1 39,24 232 8 500 612
4.P1E-W,, 3754 12,3 30,52 312,8 55 500 1178
5.PC-H 278,6 7,1 39,24 232 8 500 682
5.PC-W,, 375,4 5,5 68,25 312,8 5,5 500 424
6.P2E-H 278,6 7,1 39,24 232 8 500 622
6.P2E-W, 375,4 5,5 68,25 312,8 5,5 500 493

Les résultats des essais sur des raidisseurs en compression permettent d’évaluer, d’ une
part, la présence d’un raidisseur quelle que soit sa forme, et d’autre part, de définir les
parametres agissant sur la résistance globale d’un profilé raidi soumis a la double charge de
compression. Les Figures 1I-30 a 33 représentent la variation de la charge ultime en fonction

des parametres hy, /tyy, ts/tw, hy et hg.

1800 . 1800 { .
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1400 A A 1400 + a
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800 - 800
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600 a 600 4
A I
400 L T 1 L} 1 ‘l T 400 A -
30 40 50 60 70 80 0.50 0.75 1.00 1.25 1.50
hw/tw ts/tw

Figure II-30 : Variation de la charge de Figure II-31 : Variation de la charge de ruine
ruine en fonction de 1’élancement en fonction du rapport tg/t,,
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Figure II-32 : Variation de la charge de Figure II-33 : Variation de la charge de ruine
ruine en fonction de h,, en fonction de hg

I1 est remarqué a partir du Tableau II-12 et des Figures 1I-30 a 33 qu’il est difficile de
tirer une conclusion sur la tendance de la résistance globale d’un profilé raidi en fonction des

caractéristiques géométriques de 1’ame ou du raidisseur.

Cependant, la variation de la hauteur du raidisseur présente une influence sur la
résistance globale du profilé raidi soumis a la double compression. Ainsi, le raidisseur est

I’élément qui pilote le comportement des profilés raidis et non pas I’ame.
7. Conclusions

Le chapitre a présenté les détails des essais expérimentaux effectués dans le cadre de
cette these. Ces essais viennent compléter les études expérimentales déja présentées au chapitre
I. Ces études fournissent une base importante pour valider le modele éléments finis qui sert de

base pour des études paramétriques.

Ces essais ont permis de tirer de premicres observations sur le comportement de
raidisseurs partiels et le mode de ruine du panneau d’ame. Il apparait que le raidisseur partiel,
d’épaisseur égale a celle de I’ame, permet de réduire la hauteur d’ame soumise au phénomene
d’instabilité, ce qui permet d’augmenter la résistance totale du profilé. En effet, 1’utilisation de
raidisseurs sur toute la hauteur montre les valeurs de résistance les plus élevées. Les études
mencées lors de la campagne 2 ont notamment permis d’observer I’importance de solidariser le
raidisseur aux semelles afin de bénéficier d’un apport de résistance maximal et

significativement plus élevé.
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Ces essais ont montré que la présence d’un raidisseur sur toute la hauteur permet d’avoir
des résistances importantes par rapport a celles d’un profilé non raidi. Aussi, la compression
génere une déformée a la ruine avec différentes formes d’ondes de voilement. Ce comportement
a la ruine peut s’apparenter a celui de poteaux trés courts avec un flambement par torsion. Une
¢tude plus approfondie sur ces sujets est détaillée au chapitre IV en s’appuyant sur la

modélisation par €léments finis.
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Chapitre 111

Construction et calibration d’un

modele éléments finis

« La théorie, c’est quand on sait tout et que rien ne fonctionne. La pratique, c’est quand tout
fonctionne et que personne ne sait pourquoi. Ici, nous avons réuni théorie et pratique : Rien

ne fonctionne...et personne ne sait pourquoi ! ».

Albert Einstein
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1. Introduction

Les profilés non raidis, raidis totalement ou partiellement soumis a la compression
localisée ont été étudiés expérimentalement. L’étude expérimentale a permis d’observer les
modes de ruine et les comportements des différentes configurations testées. Un modéele
numérique décrit dans ce chapitre vient compléter ces résultats expérimentaux qui serviront a
sa validation. Ensuite, il est utilisé pour mieux expliquer certaines observations expérimentales

et mener des études paramétriques.

Le modele choisi se base sur des éléments finis de type coques en utilisant le logiciel
Cast3m (Cast3M 2021). En effet, la méthode des éléments finis est largement appliquée pour
’analyse des structures métalliques. Plusieurs auteurs (Mezghanni et al. 2013), (Vu et al. 2019),
(Graciano 2015), (Graciano al. 2002), (Rahbar-Ranji 2013), (Galéa et al. 2010), (Lee et al.
2001), (Chacén et al. 2013) ont étudié numériquement le comportement des parois métalliques,

raidies ou non a I’aide d’une variété de logiciels.

Dans la plupart des études, il s’agit des éléments coques avec un calcul en grands

déplacements et un modele élastique plastique parfait pour le matériau.

Le choix du mode¢le EF construit est justifié en termes de conditions aux limites, densité
de maillage et chargement. Le but majeur de ce chapitre est de valider le mod¢le numérique sur
la base des résultats d’essais présentés au chapitre II. Le modele éléments finis aidera également

a revenir sur quelques résultats expérimentaux pour enrichir leurs analyses.
2. Construction du modéle EF

Le choix des éléments, du maillage adopté, de la loi de comportement représentative du

matériau, des conditions aux limites et des imperfections est détaillé dans ce qui suit.

2.1.Caractéristiques du logiciel EF, Cast3m
Il s’agit d’un code de calcul pour l'analyse de structures par la méthode des éléments
finis. A l'origine, ce code a ¢été développé au Service d'études mécaniques et thermiques
(SEMT) du Département de modélisation des systémes et structures (DM2S, anciennement
Département de Mécanique et de Technologie, DMT) du Commissariat frangais de I'Energie

Atomique (CEA).
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Le logiciel Cast3m permet de prendre en compte les non-linéarités matérielles et
géométriques de la structure étudide, ainsi que la réalisation de calculs non linéaires avec

accroissement progressif controlé des charges ou des déplacements imposés.

2.2. Présentation du modele EF
Le profilé modélisé est constitué¢ par une ame et deux semelles auxquelles des

raidisseurs sont ajoutés.

2.2.1. Choix des ¢éléments

Deux types d’éléments sont testés en considérant des ¢léments volumiques (CUB) et
des éléments coques (COQ). Les ¢léments coques sont choisis pour 1’étude car ils donnent des
courbes force-déplacement comparables a celles des éléments volumiques avec un temps de
calcul plus faible. Le logiciel Cast3m possede une bibliothéque d’éléments coques dénommés
DKT et COQ4. Les ¢éléments COQ4, comme les éléments DKT, utilisent un champ de
déplacement linéaire en membrane et parabolique en flexion, avec possibilité de calcul en petits
déplacements et en grands déplacements et grandes rotations.

Les calculs sont effectués en petites déformations avec prise en compte des déformations
initiales. Les éléments COQ4 peuvent prendre en compte des cisaillements transverses mais
présentent un temps de calcul plus élevé que celui des éléments DKT. Il est choisi dans notre
cas d’étude d’utiliser les élément coques DKT. La Figure III-1 montre la structure du modele

EF construit.

Figure III-1: Maillage du profilé avec raidisseurs

L’étude du maillage, des conditions aux limites, de la loi de comportement mécanique

insérée et des imperfections a retenir est effectuées sur la base du modele de profilé étudié.

2.2.2. Maillage
Le processus de raffinement du maillage est une étape primordiale pour valider tout

modele numérique en éléments finis. Plusieurs densités de maillage sont testées pour choisir
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celle qui convient le mieux en termes de précision et de temps de calcul en tenant compte des
capacités des machines disponibles. Ainsi, les densités de maillage sont évaluées en observant

les courbes globales force-déplacement en se focalisant sur la résistance et la rigidité initiale.

Une étude de convergence du maillage global est effectuée sur un profilé soumis a une
charge de compression localisée. Des conditions d’appui sur le c6té opposé de la charge sont
introduites pour garantir une réaction (direction Uy). Les déplacements Uy et U, sont bloqués
d’une part et d’autre sur tous les nceuds des patins. Les comparaisons des courbes force-

déplacement pour différentes densités de maillage sont montrées sur la Figure I11-2.
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Figure I1I-2: Etude de convergence de maillage pour un profilé

Le maillage ainsi utilisé dans le reste des études est un maillage de taille 2 cm. Un
raffinement supplémentaire est considéré localement dans les zones de chargement sur les

semelles et I’ame.

2.2.3. Conditions aux limites
Le chargement est appliqué en contrdlant le déplacement de la surface chargée de la
semelle. Ainsi, les rotations des surfaces chargées ou en appui sont bloquées. Pour représenter
la réalité des essais lors de la modélisation, un blocage de déplacements suivant Uy et U, est
appliqué au niveau de la surface Surf. 1 (surface de chargement), et un blocage suivant Uy, U,

et Uy sur la surface inférieure Surf. 2 (surface de réaction), voir Figure III-3.
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Surf. 1 (U, U, bloquées)

Surf. 2 (Uy, Uy, U, bloquees)

Figure II1-3: Conditions aux limites

Le déplacement est permis dans la direction de translation verticale Uy sur Surf. 1 pour
ne pas engendrer d’application de la charge en phase élastique (analyse modale). Apres, une
condition de blocage en déplacement suivant Uy est introduite pour mener un calcul en

déplacement imposé.

2.2.4. Loi de comportement
Les caractéristiques mécaniques des profilés métalliques modélisés sont E= 210 GPa
pour le module d’Young, v = 0,3 pour le coefficient de Poisson. Les essais de caractérisation
du matériau (détaillés dans le chapitre II) ont permis de définir les limites €lastiques et ultimes

ainsi que la courbe contrainte-déformation de chaque paroi des profilés.

Pour la définition de la loi de comportement, on utilise les valeurs des limites élastiques
et ultimes. Deux modeles sont utilisés : élastique linéaire et élasto-plastique. Un calcul linéaire
¢lastique pour une analyse modale permettant de déterminer le mode d’instabilité qui représente
I’allure de la déformée initiale du profilé. Ensuite, on adopte un calcul élasto-plastique en
grands déplacements pour déterminer la charge de ruine. Le comportement réel du matériau est
de nature élasto-plastique caractérisé par la courbe contrainte-déformation issue de 1’essai de

traction.

L’annexe C de I’Eurocode 3 partie 1-5 propose des modeles simplifiés pour représenter
un modele élastique-parfaitement plastique ou méme un modele élasto-plastique avec
écrouissage (Figure I1I-4). Une deuxiecme pente E’ = E/100 représente l’écrouissage du

matériau.
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Figure I11-4: Modélisation simplifiée des lois de comportement pour l'acier (annexe C
EN1993-1-5)
Deux lois contrainte-déformation, avec ou sans écrouissage, sont testées dans la
mod¢lisation. La Figure III-5 montre ces deux courbes superposées a la courbe réelle obtenue
par essai de traction (exemple de I’ame du profilé IPE). Un modele élastique parfaitement

plastique est choisi pour représenter le comportement du matériau.
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Figure II1-5: Courbes contraintes-déformations (réelle et modeles)

Pour évaluer I'impact de la différence entre lois avec et sans écrouissage, une

représentation de la courbe contrainte-déformation de la configuration 1.U-H (a titre
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d’exemple) est présentée a la Figure I1I-6. La comparaison montre que 1’éprouvette modélisée
atteint sa capacité maximale en instabilit¢ et se déforme en phase post-ruine pour une
déformation maximale qui ne dépasse pas 0,015 (Figure III-6a). Cette valeur entame peu
I’écrouissage du matériau (Figure I1I-6b). La déformation relevée sur le profilé modélisé est
prise dans le plan moyen du profilé en un point appartenant a I’ame situé directement sous la
charge correspondante. Cela confirme le fait que le modele élastique parfaitement plastique

représente bien le comportement de la plupart des essais.
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(a) Courbe relevée sur le panneau modélisé (b) Courbe introduite dans le modéele

Figure II1-6: Courbes contraintes-déformations

Finalement, des exemples de comparaisons pour deux configurations (1.U-H et 2.FD-

H) sont présentés a la Figure I11-7.

Les courbes force-déplacement obtenues avec le modele élastique parfaitement
plastique et celui avec écrouissage sont identiques jusqu’a la phase post-ruine. Ensuite, une

petite différence apparait a cause de la mobilisation de 1’écrouissage en phase de voilement ou

la composante flexion commence a s’amplifier.
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Figure III-7: Courbes charge-déplacement : comparaison entre deux lois matérielles

Le comportement élastique parfaitement plastique est le modele adopté pour représenter

la loi du comportement des profilés lors de leur modélisation numérique.
2.2.5. Imperfections

Dans I’idéal, les imperfections doivent étre obtenues en se basant sur des relevés des

mesures réelles sur le panneau a modéliser. Dans notre étude, les défauts n’ont pas été relevés
et une approche d’évaluation de I’effet des imperfections sur le comportement des profilés
comprimeés est mise en place. Généralement, il est nécessaire de chercher un défaut donnant le
cas le plus défavorable pour le comportement observé (Lanzo et al. 1996). Ce défaut dépend
essentiellement de la structure (type et forme) et de la nature du chargement y appliqué. Il existe

ainsi quelques méthodes qui tendent a déterminer une forme plus au moins idéale pour
caractériser les imperfections. Les plus courantes sont listées ci-apres.
Les imperfections peuvent étre exprimées en tant que séries sinusoidales par exemple.
Cette méthode a été utilisée par (Rotter 1998) qui a montré que la précision de la méthode est
en relation avec le nombre de termes pris en compte dans la série représentative.
Une autre méthode basée sur I’analyse du mode de ruine est développée par (Schneider
et al. 2005). En effet, il s’agit d’un affaiblissement des points considérés initialement les plus

faibles de la structure par des imperfections de tel sorte a obtenir une réduction maximale de la

capacité résistante totale. Il faut noter que cette méthode est la plus longue, vu le temps de calcul

non linéaire qu’elle nécessite.
Une troisieme approche s’appuie sur le premier mode d’instabilité qui est pris comme

défaut géométrique. Le premier mode d’instabilité est le mode le plus défavorable puisque,
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selon (Featherston 2001), c’est un mode qui demande le minimum d’énergie pour engendrer
une instabilité de la structure. Cette méthode est recommandée dans 1’annexe C de 1I’Eurocode
3 partie 1-5 (EN1993-1-5 2000) pour la détermination de la forme géométrique représentative
des imperfections. Cette méthode est la plus simple parmi les méthodes citées et plus
fréquemment utilisées. L’amplitude maximale de ce défaut initial notée wy est définie par

I’Eurocode 3 partie 1-5 et ses caractéristiques sont représentées dans la Figure I1I-8.

d'im:eyrFf':ction Composant Forme Amaplitude
Glcbale élément de longueur £ arc voir EN 1993-1-1, Tableau 5.1
Globale raidisseur longitudinal de longueur a arc min (a/400, bi400)
Locale pa"neau;’: g;g';e::f;mnda"e mode propre de voilement min (2/200, b/200)
Locale raidisseur ou semelle soumis & la torsion torsion en arc 1/50

Raidisseurlongueura Panneau/panneausecondaire  Raidisseur susceptible de torsion
Imperfection globale Imperfection locale Imperfection locale

Figure I1I-8: Imperfections géométriques équivalentes selon I’EN3-1-5

L’Eurocode recommande I’utilisation d’une combinaison des imperfections dans le cas
des structures composées, telles que les plaques raidies. Ainsi, pour ne pas confondre entre
mode global et mode local en tant que mode convenable pour I’'imperfection de la structure, il
convient de sélectionner une imperfection et la définir comme imperfection principale et réduire

de 30 % les autres imperfections par rapport a la principale.

Pour les plaques raidies par exemple il suffit de définir le premier mode d’instabilité de

la structure comme imperfection initiale.

Soit h,,/200 est la valeur de I’imperfection introduite au modéle numérique pour nos

cas d’études.
3. Calibration du modele EF sur la base des essais expérimentaux

La validation du mode¢le EF sur la base des essais expérimentaux (détaillés dans chapitre

IT) est effectuée par la comparaison entre les courbes charge-déplacement, charges de ruine et
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modes de ruine. Les résultats numériques en déplacement sont déterminés en un point sous la

charge appliquée, Figure I1I-9.

Sy
]
F L T ]
. Lt
Point de détermination
Tan
des résultats numeériques hyy i
Ity ————

Figure II1-9: Point de mesure du déplacement

3.1. Comparaisons entre les courbes charge-déplacement

T A A
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P

La Figure III-10 représente les comparaisons entre les résultats des simulations

numériques et les essais des différentes configurations testées dans la campagne d’essai n°1. La

Figure III-11 représente les comparaisons pour les différentes configurations testées dans la

campagne d’essai n°2.

1500
1000
z
“ 500
--- MEF
0 A T T T
0 5 10
Déplacement {mm)
localisée

(a) Compression
sur raidisseur a mi-

I'\
4004 /
|
—_ I
= I
kv I
I 200 |
0 1 T T T
0 5 10
Déplacement (mm)
(b) Compression localisée

sur Ame non raidie

1000 A

F {(kN)

500 A

07I
4

ol 2
Déplacement {mm)

(c) Compression localisée
sur raidisseur de rive

longueur
Figure I11-10: Comparaisons des courbes charge -déplacement MEF et tests (campagne

d’essai n°1)
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Figure I1I-11: Comparaisons des courbes charge-déplacement MEF et tests (campagne d’essai

n°2)
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Les comparaisons entre les courbes expérimentales et celles de la modélisation
numérique montrent que le modéle éléments finis représente bien le comportement global des

échantillons.

3.2.Comparaisons entre les valeurs de charges de ruine

Les charges de ruine des profilés testés obtenues a partir des essais (Fy exp) €t celles du
modele d'éléments finis (Fy ygr) sont résumées dans Tableau III-1. Elles correspondent aux

valeurs maximales relevées sur les courbes numériques et expérimentales.

Tableau III-1: Comparaison des résistances obtenues par essais et MEF.

IPE
Eprouvette Fyexp (KN) Fy mer (KN) Diff.* (%)
1.U-H 478 468,6 2,0
2.FD-H 1160,9 1183,3 -1,9
3.FS-H 876,8 865.,9 1,3
4.P1E-H 6123 606,8 0,9
5.PC-H 681,9 718,9 -5,1
6.P2E-H 622 661,1 -5,9
PRS
Eprouvette Fyexp (KN) Fy mer (KN) Diff.* (%)
1L.U-W,, 236,9 2445 -3,1
2.FD-W,, 1768 1807,7 2,2
3.FS-W,, 1461 1482,1 -1,4
4.P1E-W,, 1177,8 1091,5 7,9
5.PC-W,, 4239 427,6 -0,9
6.P2E-W, 493,3 471,8 4,6
*Diff,= “LIEUHEL ¢ 100

Pour le cas des profilés en IPE, toutes les éprouvettes décrites dans Tableau III-1 ont les
mémes dimensions de section. Le seul parametre variable est la configuration du raidisseur, soit
un raidisseur partiel ou total. Comme prévu, la résistance des panneaux raidis sur toute la
hauteur est plus élevée que celle des panneaux partiellement raidis ou sans raidisseurs. On peut
observer que par rapport au profilé non raidi, la charge maximale augmente de 83 % pour un
raidisseur simple sur toute la hauteur et de 143 % pour un raidisseur double sur toute la hauteur.
Les raidisseurs partiels font augmenter la résistance de 30 a 42 %. De plus, pour une hauteur de
raidisseur partiel donnée, on peut observer que la position du raidisseur influence 1égerement
la valeur de la charge de ruine atteinte (4.P1E-H, 5.PC-H et 6.P2E-H dans le Tableau III-1). En

regardant cette différence qui ne dépasse pas 10 %, la configuration 5.PC-H (raidisseur situé a
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mi-hauteur de I'dme) présente une résistance supérieure a celle du raidisseur de méme longueur
mais soudé¢ en haut seulement ou soudé de part et d’autre de la hauteur de I'ame (configurations
4P1E-H et 6P2E-H). En effet, c’est la configuration qui a une discontinuité de sa partie non
raidie avec une longueur plus faible. La partie non raidie est responsable des instabilités et de
la perte de résistance. Ainsi, les deux autres configurations 4P1E et 6P2E ont une partie non
raidie continue et donc plus longue (voir Figure II-18 chapitre II), ce qui génere une résistance

plus faible.

Dans le cas des profilés en PRS, la premiere remarque est que, méme sans tenir compte
des soudures, les résultats en charges de ruine expérimentales et numériques sont similaires.
Ainsi, Les €chantillons 1.U-W,_, 5.PC-W,_et 6.P2E-W, ont une €paisseur d'ame de 5,5 mm.
Les échantillons 2.FD-W,_, 3.FS-W,_et 4. P1E-W,_ont une épaisseur d'dme de 12,3 mm. Dans
tous les cas, le raidisseur a une épaisseur de 5,5 mm. La résistance du panneau entiérement raidi
doublement (2.FD-W,, ) est supérieure a celle du panneau entiérement raidi simplement (3.FS-
W;,) ou partiellement raidi (4.P1E-W;,). En comparant les différentes configurations de
raidisseurs partiels (5.PC-W,_, 6.P2E-W, ) on peut observer que la configuration avec
raidisseurs soudés en haut et en bas du profilé (6P2E) présente la résistance a la compression la

plus élevée.

Par conséquent, par rapport aux observations sur les raidisseurs partiels pour les profilés
en IPE et PRS, on peut constater que pour deux profilés de différents élancements qui présentent
deux limites d’¢lasticité similaires de 1’ame, la meilleure solution de raidissement partiel
differe. Une explication a I’aide du modele numérique construit devient nécessaire. Un
paragraphe de ce chapitre sera consacré pour expliquer la source de cette différence
d’optimisation du comportement des profilés raidis partiellement en comparant, d’une part,

5.PC-H avec 6.P2E-H pour le cas des IPE, et, d’autre part, 5.PC-W, et 6.P2E-W,_ pour les
PRS.

Finalement, la comparaison entre les valeurs expérimentales et numériques de la
résistance montre que le modele d'éléments finis prédit avec précision les résultats

expérimentaux (différence maximale de*8 % dans tous les cas).

3.3. Comparaisons entre les modes de ruines
Les modes de ruine des profilés en IPE et des profilés en PRS obtenus

expérimentalement et numériquement sont résumés dans la Figure III-12. Des photos ont été
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prises aprés chaque essai expérimental et comparées aux maillages déformés obtenus a chaque
simulation. Pour le profilé de la Figure III-12 (a), I'dme est le seul élément qui est déformé. Elle
subit un flambement sous forme d'une demi-onde. Pour les profilés de la Figure III-12 (b) et de
la Figure III-12 (c), I'ame se déforme de maniere asymétrique des deux co6tés du raidisseur et le
raidisseur est aussi déformé. Cela montre un flambement par torsion ou le raidisseur est déformé
avec un angle de rotation autour de l'axe de flexion. L'ame du panneau de la Figure I11-12 (d)
subit une déformation pres de la face inférieure du raidisseur qui ne se déforme pas avec une
rotation prononcée de la partie non raidie de I'dme. Ainsi, le raidisseur renforce la partie raidie
en flexion et joue le role de transmetteur de charge a la partie non raidie du panneau de 1'ame.
En ce qui concerne le panneau d'ame de la Figure I1I-12 (e), I'dme est déformée sur ses parties
non raidies aux extrémités des raidisseurs. Elle subit une flexion en demi-onde alors que le
raidisseur ne se déforme pas, les semelles subissent une déformation dans la direction de
l'application de la charge, qui peut étre similaire au premier théoréme de l'analyse limite qui
définit les charniéres plastiques potentielles dans les semelles et les lignes d'élasticité
potentielles a l'intérieur du panneau d'ame de chaque co6té du raidisseur intermédiaire. Enfin, on
observe que pour le profilé de la Figure I1I-12 (f), la partie de 1'dme non raidie est le seul élément
qui est déformé en flexion et le raidisseur reste non déformé. Ce cas peut étre considéré comme

similaire a celui de la Figure I1I-12 (d).

Dans le cas des profilés PRS, pour le profilé non raidi (Figure III-12 (g)), I'ame est le
seul élément qui s'est déformé, son épaisseur est la plus faible et les semelles ne sont pas

déformées.

Il convient de noter que pour les configurations illustrées a la Figure I1I-12 (k) et a la
Figure I1I-12 (1), ou le raidisseur et I'ame ont la méme épaisseur, 1'ame raidie est déformée mais
avec une amplitude moins importante que I'dme non raidie. Il a également été¢ remarqué que
pour I'échantillon de la Figure III-12 (k), les semelles sont plastifiées autour des points de
chargement. Cela peut étre la source d'une diminution de la valeur de la charge maximale. Dans
le cas des profilés entierement raidis par un raidisseur double ou simple (Figure III-12 (h) et
Figure III-12 (1)), le raidisseur est la section la plus touchée, et il subit un flambement par torsion

avec des formes différentes.

Cependant, dans la Figure I11-12 (j), la déformation est localisée dans la partie non raidie
de l'ame. Le raidisseur, bien qu’il soit plus mince que I'dme, joue le rdle de transmetteur de

charge a la partie non raidie de I'ame. Les semelles restent non déformées. Cependant, elles ont
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¢té localement déformées dans les cas ou les raidisseurs étaient symétriques sur toute leur

hauteur (voir Figure III-12 (h) et Figure III-12 (1)).

Les formes déformées des panneaux non raidis illustrées a la Figure I1I-12 (a) et a la
Figure III-12 (g) présentent certaines similitudes avec celles observées dans les éprouvettes
partiellement raidies illustrés a la Figure I1I-12 (e), a la Figure I1I-12 (f), a la Figure III-12 (k)
et a la Figure III-12 (1). Si I'on observe les éprouvettes avec une ame completement raidie dans
les sections en IPE (Figure I1I-12 (b), Figure III-12 (c)) et les sections en PRS (Figure I1I-12
(h), Figure III-12 (1)), la forme déformée du raidisseur (deux ondes ou une onde locale) dépend
de son épaisseur par rapport a celle de I'ame. Si le raidisseur a la méme épaisseur que 1'ame, il
subit une onde compléte. Bien que I'épaisseur du raidisseur soit inférieure a celle de 1'ame, le
panneau partiellement raidi de la Figure III-12 (j) se comporte de la méme manicre que le

panneau avec le méme raidisseur mais ayant une épaisseur égale a celle de 1'ame.
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(f) Mode de ruine de 6.P2E-H

(g) Mode de ruine de 1.U-W, )

(h) Mode de ruine de 2.FD-W
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Des formes de modes de ruine typiques correspondant aux résultats expérimentaux sont

prédites par les modeles numériques.

Finalement, il s’agit d’un modéle ¢léments finis validé sur la base des

essais

expérimentaux. La comparaison au niveau des charges de ruine ainsi que des courbes charge-

déplacement et des modes de ruine montre bien des similarités entre les résultats. Ainsi, le

modele numérique peut €tre considéré comme suffisamment précis pour représenter le
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comportement des panneaux d'dme avec ou sans raidisseurs transversaux chargés en

compression.

Néanmoins, il existe quelques écarts principalement pour les déplacements ou les essais
expérimentaux incluent le contact imparfait entre la machine d'essai et la semelle de
I'éprouvette. Les conditions aux limites réelles et l'influence possible du contact entre les
semelles chargées et les plaques des machines d'essai ne sont pas prises en compte par le modele
numérique. Une explication détaillée des écarts observés entre les courbes issues de la

modélisation et les courbes issues de 1’expérience est donnée dans la partie qui suit.
4. Interprétations

Le modele numérique déja validé sur la base des essais est utilis€ pour expliquer
quelques différences observées entre les résultats du modele numérique et ceux des essais ainsi
que pour expliquer quelques résultats expérimentaux inattendus ou qui ne semblent pas

cohérents.

4.1. Les courbes charge-déplacement MEF et essais

Il apparaissait une différence de rigidités entre les courbes charge-déplacement obtenues
par essais et celles issues de la modélisation. Cette différence s'explique principalement par la
mesure du déplacement qui est basée sur la partie mobile de la machine d'essai. Une autre
explication peut étre lice a I'imperfection initiale. En effet, on peut observer que les différences
les plus importantes correspondent aux cas des profilés soudés (PRS). Ces profilés présentent
généralement plus d'imperfections dans le parallélisme, ce qui peut induire une charge
excentrée et une flexion hors du plan de 1'ame. Ce défaut géométrique est illustré a la Figure

I11-13.

J .+
T~k |
C C
% e |
} }

Figure II1-13 : Illustration des défauts géométriques liés au laminage
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Dans le cas de sections des PRS, la valeur acceptée de déséquilibre est définie comme
k+k' < 1,5mm. Cette imperfection peut avoir un impact sur le comportement mécanique de la
charge transversale car la charge appliquée présente dans ce cas une certaine excentricité avec
I’ame. L'étude comparative présentée ci-apres vise a étudier l'influence de I'excentricité de la
charge ponctuelle sur le comportement mécanique des panneaux soumis a une compression
transversale. Cette étude numérique concerne les cas des études correspondantes aux
configurations 1.U-W,, (PRS400 sans raidisseur) et 4.PIE-W, (PRS 400 avec raidisseur
partiel soudé a la semelle). Les modeles numériques sont construits en considérant 3 positions
de charges excentriques. En effet, pendant les essais expérimentaux, méme si la charge est
initialement appliquée a l'extrémité de la semelle, lorsque la semelle tourne, la zone chargée
migre vers l'dme jusqu'a ce que la semelle chargée devienne horizontale. Ainsi, le
comportement observé pour les 3 situations modélisées ne vise pas a représenter I'essai, mais a
¢valuer l'influence de diverses excentricités de charge sur la rigidité et la résistance du panneau.
La Figure III-14 présente les 3 positions de charge qui ont été évaluées par modélisation
numérique (MEF). Le déplacement vertical considéré est celui de la zone chargée car il

correspond au déplacement expérimental mesurg.

| l i

Pt chgt Ame Pt chgt semelle bis Pt chgt extr. semelle

Figure I1I-14 : Trois positions de la charge appliquée pour évaluer les conditions aux limites
des essais

La premicre étude concerne le profilé sans raidisseur dont les dimensions sont rappelées
sur la Figure III-15. La Figure I1I-16 compare les déplacements verticaux de la charge

ponctuelle pour les 3 configurations.
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Figure III-15 : Configuration étudiée du profilé non raidi
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Figure I11-16: Comparaison entre les courbes charge-déplacement des trois configurations de
chargement (profilé non raidi)

Dans ce cas, la charge excentrée induit une flexion locale de la semelle supérieure. Cette
flexion locale réduit considérablement la résistance du profilé et la rigidité observée. En
conséquence, un défaut initial de 1 mm doit étre compensé dans la phase initiale de chargement,
ce qui correspond dans le cas présent a une charge de 1,16 kN. Cela signifie qu'apres avoir
atteint 1,16 kN, la charge ponctuelle initiale a I'extrémité de la semelle s'est déplacée de 1 mm
et peut se trouver au méme niveau que 1'dme, ce qui crée une nouvelle distribution des efforts

dans ’ame.

La deuxieme configuration concerne le profilé avec raidisseur partiel décrit dans la

Figure I1I-17.
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Figure III-17 : Configuration étudiée du profilé partiellement raidi

Dans ce cas, la charge est appliquée du méme c6té que le raidisseur afin d'éviter la

flexion locale de la semelle. Les résultats obtenus sont présentés dans la Figure II1-18.
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Figure I11-18:Comparaison entre les courbes charge-déplacement des trois configurations de
chargement (profilé raidi)

La encore, on observe une influence significative de l'excentricit¢ de la charge
ponctuelle sur la semelle, a la fois sur la résistance et la rigidité. Toutefois, on peut observer
que la charge nécessaire pour atteindre 1 mm de déplacement vertical de la charge ponctuelle
est beaucoup plus €levée. Pour obtenir un déplacement relatif de 1 mm entre le sommet de I'ame

et la charge ponctuelle de la semelle d'extrémité, une charge de 43 kN environ est nécessaire.
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Cette charge implique une flexion initiale importante de 1'ame. La Figure III-19 montre la
comparaison entre les évolutions des déplacements maximaux hors du plan de I'dme dans les

trois cas de chargement.

250 —4— Déplacement pt chgt ame
-® Pt chgt semelle bis
-&- Pt chgt extr semelle
200 +
150 A
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= -0--@
100 A
“A* ...... A
50 A
0 -

0 2 4 6 8 10 12
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Figure I11-19 : Comparaison entre les courbes charge-déplacement hors du plan des trois
configurations de chargement

A la suite de cette comparaison, on peut observer qu'un défaut géométrique initial de
Imm entraine une augmentation de la déformation hors plan de 2,5 mm qui correspond a une
imperfection hors plan supplémentaire d'environ H/150. Ainsi, avec une imperfection initiale
de H/200, ce déplacement hors du plan supplémentaire devrait conduire a une imperfection
totale de H/200+H/150 qui est approximativement égale a H/86 soit h,,/90 pour notre cas
d’étude.

Les valeurs de la rigidité initiale pour les trois situations de chargement sont données
dans le Tableau III-2. La différence observée entre I'essai et la modélisation MEF s'explique
principalement par les conditions aux limites. Il s’agit d’un contact imparfait entre la machine
d'essai et le profilé soumis a la compression. L'influence de 1'imperfection initiale de 1'ame est
observée sur deux exemples avec deux imperfections (h,,/90 et h,,/200) (voir Figure I1I-20).
Son effet sur la rigidité initiale est inférieur a celui des conditions de chargement (Tableau III-

2).
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Tableau I1I-2: Evolution de la rigidité initiale en fonction de l'introduction de la charge

Charger sur Charge a mi- Charge a I’extrémité de la
Eprouvette oA
I’ame semelle semelle
1.U-Wl1 146,5 5,1 1,6
4P1E-W;L1 2337 441 241
500 4
400 +
300
H 2
I
H 2004
:
1004 —— 1004 — Essai
j -== Imperfection = hw/90 ---Imperfection = hw/90
0 - - Imperfection = hw/200 o4/ Imperfection = hw/200
6 i é 3 4 5 0 1 2 3 4 5
Déplacement (mm) Déplacement (mm)
(@ (1.U-H) (b) 6.P2E-W;\1

Figure I1I-20: Comparaison des résultats des essais avec les résultats du MEF dans le cas
h,,/90 et h,,/200 imperfections.

4.2.Configuration optimale du raidisseur partiel

En comparant les résistances maximales des panneaux partiellement raidis (voir Figures

I1-21 a 22), il a été observé que lorsque I'élancement des panneaux est A = 39,24, la
configuration 5.PC-H est plus résistante que la configuration 6.P2E-H. Ces deux configurations
ont la méme hauteur raidie d’ame. 5.PC-H a un raidisseur situé sur la partie centrale avec deux
parties d’ame libres vers les deux semelles. Ainsi, les deux parties d’ame libre sont plus courtes
chacune. Tandis que, la configuration 6.P2E-H a une partie non raidie situé au milieu du
panneau d’ame. Cette partie est plus longue que la configuration précédente, par contre, les
parties de raidisseurs sont soudées aux semelles sur les deux cotés. Toutefois, lorsque

I'élancement des panneaux est de A = 68,25, la configuration 6.P2E-W,_est plus résistante que

la configuration 5.PC-W,  (voir les principales configurations de la Figure I11-23).
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Figure I1I-21: Courbes charge-déplacement (5.PC-H et 6.P2E-H)
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Figure II1-22: Courbes charge-déplacement (5.PC-W, et 6.P2E-W, )
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Figure I1I-23: Configurations de 1’étude paramétrique

Pour expliquer le comportement des panneaux renforcés localement des deux
configurations énumérées a la Figure I1I-23, le modele ¢éléments finis a été utilisé dans une
¢tude paramétrique évaluant I'influence de I'élancement du panneau (A = h,,/t,,) variant de A =
30 a A = 70. Les deux limites de I'étude paramétrique sont prises pour couvrir les deux
¢lancements des panneaux utilisés dans les essais expérimentaux. L'étude a utilisé des
raidisseurs avec deux rapports de hauteur hg = 5h,,/6 (dimension prise dans les essais
expérimentaux) et hg = 3h,,/6. Les résultats sont résumés dans le Tableau III-3.

Tableau I1I-3: Comparaison entre la résistance des profilés 5.PC et 6.P2E en fonction de
I’élancement

_ F, (5.PC) F, (6.P2E) e v
A=h,/5,5 [N N Diff.* (%)
30 4682 431,1 8,6
h, = 5h,,/6 40 4323 403,8 7,1
50 401,7 417,2 3,7
60 335,6 426,5 213
70 308,7 430,6 283
F, (5.PC) F, (6.P2E) e a0
A ] ILN] Diff. *(%)
30 365,6 423,5 -13,7
h, = 3h,,/6 40 324,9 375 13,4
50 296,7 342,1 133
60 267 3174 15,9
70 230,4 291,5 21,0

Fy (5.PC)—F (6.P2E)

*)q =
Diff. Fy (6.P2E)

x 100

Dans le cas d'une hauteur de raidisseur égale a 5h,,/6, il apparait que si 1'élancement du

panneau est inférieur a 50, le raidisseur fixé aux deux semelles offre moins de résistance que le
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raidisseur central. Cependant, si la longueur du raidisseur est (hg = 3h,,/6), il apparait que le
raidisseur soudé aux semelles donne la résistance optimale par rapport a un raidisseur central

partiel pour toutes les valeurs étudiées de 1'élancement du panneau d'ame.
5. Conclusions

Dans le présent chapitre, un modele €éléments finis construit sur le logiciel Cast3m et
calibré sur la base des essais expérimentaux est étudié. Ce modele a pour but, d’expliquer

quelques résultats expérimentaux inattendus et de consolider une étude expérimentale initiale.

La base des simulations numériques est ainsi enrichie par des résultats de la littérature
qui ont pour but d’augmenter les intervalles des résultats obtenus. Cette base sera utilisée pour
discuter les démarches de calcul existantes et de mieux comprendre le comportement des

profilés non raidis et raidis notamment ceux €lancés.

Ces résultats seront utilisés pour discuter les démarches théoriques mises en place pour
le calcul des charges de ruine des profilés raidis et non. Ils seront aussi utilisés pour des études

paramétriques qui font 1’objet du chapitre suivant.
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Chapitre 1V

Approches analytiques : Parois
raidies sur toute la hauteur ou

partiellement

« La découverte scientifique ne peut pas étre meilleure que le sexe, mais la satisfaction dure

plus longtemps ».

Stephen Hawking
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1. Introduction

Les études expérimentales et numériques (chapitres II et III) ont permis de comprendre
le comportement des raidisseurs soumis a la compression. La détermination de la charge de
ruine des parois raidies transversalement soumises a la compression a fait 1’objet de peu
d’études. Ainsi, a notre connaissance, il n’existe pas dans la littérature de travaux
expérimentaux ou de modélisations par éléments finis rapportant une expression générale de

calcul de la charge de ruine d’un profilé raidi transversalement soumis a la compression.

L’Eurocode 3 partie 1-5 a donné une démarche de calcul de la charge de ruine dédiée
aux plaques raidies par plusieurs raidisseurs avec des recommandations pour les plaques raidies
par un seul raidisseur. (Khanh 2012) a détaillé la méthode de calcul de la charge de ruine d’une

plaque raidie par un seul raidisseur.

Les raidisseurs transversaux localisés sur une partie de la hauteur ont fait rarement
I’objet d’études. Le cas des raidisseurs transversaux utilisés pour renforcer la section en
cisaillement a été traité dans le chapitre 1. Pour le cas de la compression, I’AISC, et pour des
spécifications constructives, recommande [’utilisation possible des raidisseurs transversaux
partiels (compléments d’informations en chapitre I). La longueur des raidisseurs transversaux
partiels ne doit pas étre inférieure a la moitié de la hauteur du profilé selon AISC. Lorsque le
raidisseur transversal n'est requis que pour une force de compression de la semelle, il doit soit
s'appuyer, soit étre soudé a la semelle du poteau pour assurer la transmission de ’effort entre

semelle, raidisseur et ame.

Dans ce chapitre, nous présentons une application directe de la démarche de I’Eurocode
3 dédiée aux plaques raidies. Une comparaison entre les résultats théoriques et ceux déterminés
a partir des essais expérimentaux ou des modélisations numériques faisant 1’objet de notre
recherche permet d’évaluer cette approche de calcul. Par la suite, nous présentons une
expression de la charge critique F., de la résistance plastique Fy et de la charge de ruine F,
d’un profilé raidi transversalement soumis a la compression. Ces expressions sont déterminées
en suivant la démarche de I’Eurocode adoptée pour la détermination de la charge de ruine des

profilés non raidis comprimés qui est détaillée dans le chapitre I.

Ainsi, une évaluation de la démarche de calcul de la charge de ruine des profilés non
raidis est effectuée. Une adaptation pour les profilés de grandes dimensions est aussi mise en

place. Et finalement, une recherche d’un modele simplifié pour présenter les ames raidies
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partiellement est détaillée en considérant que la partie non raidie est celle qui représente le
comportement du profilé raidi partiellement. Une démarche de calcul de la charge de ruine
dédiée pour ce type de raidisseurs comprimés est montrée, puis justifiée a 1’aide du modele

¢léments finis construit.
2. Parois raidies par un raidisseur sur toute la hauteur

2.1. Evaluation de la démarche de I’Eurocode 3 pour le calcul de la charge de

ruine des plaques raidies
La méthode de calcul de la charge de ruine des plaques raidies selon I’Eurocode 3 partie
1-5, et détaillée par (Khanh 2012), est décrite dans le chapitre 1. Elle s’appuie sur la combinaison
entre le comportement de plaque et de poteau afin de déterminer une section efficace résistante.
Nous essayons d’appliquer cette démarche pour comparer les résultats de calcul a ceux des
essais expérimentaux ou du calcul numérique déja effectuds lors de cette recherche sur des

profilés raidis transversalement.

Le but d’exploiter les résultats du modéle numérique est de comparer les formules
données par 1I’Eurocode 3 sur un intervalle d’élancement important. Le modele numérique
utilis€¢ dans cette étape est celui calibré sur la base des essais. Il s’agit d’un profilé avec
raidisseur double sur toute la hauteur. Le mode de chargement, similaire a celui de la plaque
traitée par 1I’Eurocode 3, correspond a un chargement uniformément réparti sur les lignes de
I’ame et du raidisseur, Figure IV-1. Les résultats des comparaisons sont récapitulés dans

Tableau IV-1

[

S
gy |

T
T

tr
” hw
\
%\\f
Plaque chargée linéairement Profilé chargé linéairement

Figure IV-1: Mode de chargement linéaire uniformément réparti sur le profilé et la plaque
raidis
137



Tableau IV-1 : Comparaison entre la charge de ruine d'une plaque raidie et d’un profilé raidi
chargés linéairement

Profilé A= (hw /t ) FIu,profilé (MEF) Fu,th Diff.* (%)
v (kN) (kN)
H-300 50,0 1325,2 1179,4 12,4
H-500 83,3 1337,9 13449 -0,5
H-700 116,7 1346,3 1474,0 -8,7
H-1000 166,7 1356,1 1905,0 -28,8
H_1500 250,0 1507,9 2288,6 -34,1
H 2000 3333 1733,9 2664,6 -34,9
H 2500 416,7 1969,5 3037,5 -35,2
H 3000 500,0 2167,8 3408,8 -36,4
H_3500 5833 2377,2 3779,2 -37,1
Diff = Fu,profilé (MEF) - Fy ¢, % 100

Fy,th

Le Tableau IV-2 résume les comparaisons entre les résultats des formules de I’Eurocode
3 partie 1-5 appliquées sur des plaques raidies chargées uniformément et ceux des profilés raidis
transversalement avec un chargement réparti sur une longueur limitée « patch loading » tel
qu’exécuté dans la présente étude, Figure IV-2. Les résultats considérés sont issus des essais ou

de la modélisation numérique pour pouvoir étudier des profilés de grands élancements.

iy

]ID\?FE]IDI | e

Plaque chargée linéairement Profilé chargé sur une longueur limitée

« patch loading »

Figure IV-2 : Mode de chargement sur une longueur limitée « patch loading » du profilé et sur
toute la longueur de plaque
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Tableau IV-2: Comparaison entre la charge de ruine d'une plaque raidie et d’un profilé raidi
chargé sur une longueur limitée (patch loading)

Profilé = (hW / t ) Fu,profilé (exp ou MEF) Fu,th Diff.* (%)
w (kN) (kN)
2.FD-W,, 30,52 1768 2148,6 -17,7
2.FD-H 39,24 1160,9 1428,8 -18,7
B3-Sp 58,17 1400 1578,0 -11,3
BS-Sp 81,33 1377,5 1601,7 -14,1
H 1500 125,0 2735,7 3817,2 -28.,3
H 2000 166,7 2751,1 4169,1 -34,4
H 2500 208,3 2761,3 4616,9 -40,9
H 3000 250,0 2920,4 5129,9 -43,1
H 3500 291,7 2995,3 5685,1 -47,3
H 4000 333,3 3059.,4 6871,3 -55,5
H 4500 375,0 3162,2 7488.0 -57,8
Diff. = Fy,profilé (MEF) - Fy 1y, % 100

Fu,th

D’apres les Tableau IV-1 et V-2, plus I’élancement du profilé augmente plus la
différence entre les résultats augmente quel que soit le type de chargement (sur une partie ou
toute la longueur de I’ame). La présence des semelles pour le cas des profilés a un effet

considérable sur le calcul de la charge ultime.

Alors, la démarche de calcul des parois raidies n’est pas applicable généralement pour

le cas des profilés raidis transversalement.

En effet, en suivant la démarche de 1I’Eurocode adoptée pour la détermination de charge
de ruine des profilés non raidis comprimés, détaillée dans le chapitre I, trois résistances de base
sont a considérer (charge critique F., résistance plastique Fy, et charge de ruine Fy). En
adoptant cette démarche pour le calcul de la charge de ruine d’un profilé raidi transversalement,
I’effet de la présence des semelles sera pris en compte. En effet, Le raidisseur, double ou simple,
est soud¢ aux semelles et sur toute la hauteur d’ame du profilé. Ces résistances de base sont

déterminées en utilisant des expressions analytiques évaluées ci-apres.

2.2.Détermination de la charge critique de flambement F_.

= Modge¢le simplifié¢ d’un profilé raidi soumis a la compression

Notre but dans ce paragraphe est de déterminer une expression de calcul de la charge
critique d’un profilé. Un profilé peut étre considéré en tant que poteau a section en croix ou en

T¢. Cette section est constituée du raidisseur et d’une partie participante de I’ame du profilé.
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Cette mod¢élisation simplifiée (Figure IV-3) est déja justifiée par I’Eurocode 3 partie 1-
5. Plusieurs auteurs (Crisfield 1975), (Sheikh et al. 2001), (Wang et al. 2006) ont développé des
modeles numériques validés sur des essais expérimentaux pour justifier cette modélisation

simplifiée des parois raidies comprimées.

modeles poteaux
simplifié

, |

modéle profilé

n hw
\ twfl |hw
N . ol b

’SN U
Parg " d ~
g s
5
M
Parg g
Ihey O T
“’ﬁ'p,g,f”’e

Figure IV-3 : Modge¢le du profilé et modele du poteau simplifié correspondant

L’application concerne un profilé métallique déja étudié expérimentalement et
numériquement (chapitre III). La section en croix ou en T¢ représentative admet les mémes
dimensions de section et de hauteur que le profilé de comparaison. Les Figures IV-4 a IV-7
montrent les dimensions du profilé ainsi que les sections en croix et en T¢ correspondantes. Ces
derniéres sont constituées par le raidisseur d’épaisseur ts=10 mm et de largeur bg= 97 mm de
part et d’autre de I’ame (section croix) ou d’un seul coté (section en T¢é). L’ame a une épaisseur
tw de 6 mm. La longueur participante de I’ame dans la section en T¢ ou en croix est celle donnée
par I’Eurocode 3 (EN1993-1-5 2000), a = 73,23 mm et correspond a 15 ¢ t,, de part et d’autre

du raidisseur.
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Figure IV-4 : Profilé d'é¢tude avec raidisseur double Figure IV-5: ‘Section en croix du
mod¢le poteau

Raidisseur intermédiaire 200 ° 10
PL 10 X 97\
tw|=6
\ = bs =97 z
ts =10
Figure IV-6 : Profilé d'étude avec raidisseur Figure IV-7 : Section en T¢é du modéle
simple poteau

Le flambement d’un poteau peut étre atteint par flexion, torsion ou flexion-torsion. Les
résistances qui correspondent a ces trois modes de flambement sont données par les formules
(I-93), (I-95) et (I-94), détaillées dans chapitre 1. Les modes de flambement sont influencés par

I’élancement de 1’élément et ses caractéristiques de section.

A titre de rappel, les 3 modes de flambement sont les suivants :

. m2EI

» Flexion: F.. = )2
2
» Torsion : Fe.r = 12 (GI; + @)
’ ) Lic

. . 1o 2 ly+lZ

» Torsion-flexion : Foprp = ———( Ferp + Forr — (Fch + F., T) —4F  pFepr=—
: 2(ly+l,) \ 0 : , ) FlenT g

Les Figures IV-8 a IV-9 montrent les résultats de calcul des charges critiques des

sections en croix et en T¢é présentés dans Figures [V-5 et IV-7 pour des hauteurs variables.
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Ces valeurs des hauteurs variables sont prises de fagcon a couvrir les hauteurs des profilés

utilisés lors des essais expérimentaux de cette recherche.
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Figure IV-8 : Charge critique de flambement (flexion, torsion, torsion-flexion) en fonction de
la hauteur (section en croix)
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Figure IV-9 : Charge critique de flambement (flexion, torsion, torsion-flexion) en fonction de
la hauteur (section en T¢)
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11 est montré dans Figures IV-8 et 9 que pour la section étudiée, le mode de flambement
minimal a considérer demeure le flambement par torsion jusqu’a une hauteur de 2670 mm pour
la section en croix. Pour la section en T¢, c’est le flambement par torsion qui domine jusqu’a
une hauteur de 1770 qui correspond a un flambement par flexion-torsion, au-dela, le
flambement est par flexion. Alors, a partir des courbes des Figures IV-8 et IV-9, le mode de
flambement des sections qui font I’objet de cette étude est un flambement par torsion (le cas du

profilé choisi pour cette étude est le profilé ayant une hauteur h, =370 mm).

On détermine numériquement la valeur de la charge critique des profilés d’étude (dont
les dimensions sont résumées dans Figure [V-4 et [V-6). Cette charge critique sera comparée
avec celle du poteau simplifié ayant la section en croix puis en T¢é présentées dans les Figures
IV-5 et IV-7. Les comparaisons entre la charge critique calculée pour une section en croix en
flambement par torsion et un profilé raidi transversalement par un raidisseur double soumis a
la compression sont récapitulés dans Tableau IV-3. La méme approche est appliquée au profilé

raidi transversalement par un raidisseur simple et la section en T¢ correspondante.

Tableau IV-3 : Comparaison de la charge critique entre une section croix ou T¢ et un profilé

Section F. (Poteau équivalent) [KN]  F. (Profilé raidi) [kN]  Diff.* (%)
Croix 5485,5 5498 0,2

Té 3375,1 3460,6 2,5
s1y: e — Fer(Profilé raidi)—Fcr (Poteau équivalent)
Diff. Fcr(Poteau équivalent) x 100

Il est remarqué que la charge critique élastique d’un profilé raidi transversalement
coincide avec la charge critique élastique d’un poteau ayant une section en croix ou en Té

comprimée.

Le modele poteau simplifié représente bien le cas d’un profilé raidi transversalement
pour notre cas d’étude. Cette étude est étendue a des configurations géométriques différentes
en modifiant des parameétres tels que les épaisseurs (dme et raidisseur) et la largeur du raidisseur
bg par rapport a la partie participante de I’ame. Les résultats pour le cas d’un profilé avec
raidisseur double, Figure IV-4 et une section en croix, Figure IV-5, (a titre d’exemple) sont

résumés dans le Tableau [V-4.
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Tableau IV-4: Etude paramétrique du profilé et du poteau équivalent en Croix

Pour h,, =369 ett; =6

tw F.. (Poteau équivalent) [KN]  F.. (Profilé) [kN] Diff.*(%)
4 1281 1362,26 6,3
6 1519,1 1598,51 5,2
10 2146,7 2283.9 6,4

Pour h,, =369 ett, =6

t F.. (Poteau équivalent) [KN]  F.. (Profilé) [kN] Diff.*(%)
4 708 728,502 2,9
10 5485,5 5498 0,2

Pour hy, =369 ett;=t, =6

F.. (Poteau équivalent) [KN]  F.. (Profilé) [kKN] Diff.*(%)
b, =a 14433 1494,28 3,5
b, > a 1491,1 1494,28 0,2

*Diff. = Fcr(Profilé)-F., (Poteau équivalent)
’ Fcr(Poteau équivalent)

X 100

La différence entre la charge critique d’une section en croix et celle d’un profilé ne
dépasse pas 6,5% pour les différents parametres géométriques de la section.

De la méme facon si on fait varier la hauteur du profilé (la longueur pour le poteau
simplifié), le Tableau IV-5 résume les résultats des comparaisons entre les charges critiques
(profilé présenté en Figure IV-4 et section présentée en Figure IV-5).

Tableau V-5 : Effet de la hauteur sur la comparaison profilé-poteau équivalent

h,, Fer (P"teaﬁ‘dfl‘]l“‘vale“t) F.. (Profilé) [kN] Diff. *(%)
370 (b,=94) 53756 5390.4 03
470 (b,=100) 4219.1 4242.6 0.6
570 (b.=120) 35825 3693,5 3.1
670 (b.=130) 30634 3141,7 2.6
770 (b, = 150) 2660,1 2759.9 3.8
870 (b, = 180) 22947 229822 0.2
970 (b, = 210) 2059,3 2064.65 0.3
1070 (b, = 220) 1846.3 1884,14 2.0
1270 (b, = 240) 1542 1629,1 5.6
1470 (b, = 260) 13273 1417.9 6.8
1670 (b, = 280) 1167.1 1169.6 0.2
1870 (b, = 300) 1042.5 10954 5.1
2070 (b, = 320) 9427 993.6 5.4
2270 (b, = 340) 860,7 863,6 0,9
2470 ( b, =380) 792.2 8012 1.1
2670 (b, =400) 733.9 7443 1.4
2870 (b, =420) 683.8 693,5 1,4
3070 (b, =440) 6402 644 4 0.7
*Diff = Fcr(Profilé)—F¢, (Poteau équivalent) % 100

Fcr(Poteau équivalent)
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A partir des Tableaux IV-4 et IV-5, on peut conclure que la section en croix représente
parfaitement un profilé raidi pour la détermination de sa charge critique. Cette conclusion est

valable pour la section en T¢ qui représente un profilé raidi par un raidisseur simple.

Finalement pour déterminer la charge critique d’un profilé raidi transversalement
soumis a la charge de compression, il suffit de calculer analytiquement la charge critique d’un
poteau simplifié¢ en flambement. La section de ce poteau doit avoir des dimensions similaires a
celles de I’ame et du raidisseur de ce profilé. La formule de calcul de la charge critique est alors

donnée par 1’équation IV-1.

Fer = min(Fcr,Tr Fcr,F ) Fcr,TF) IV-1

Apres avoir calculé la charge critique, nous passons a la détermination de la résistance

plastique de ce profilé raidi transversalement.

2.3.Détermination de la résistance plastique F;

Pour la détermination de la résistance plastique, il s’agit de déterminer les sections

résistantes a I’application de la charge.

Nous gardons les mémes sections de Figures IV-5 et [V-7 et on cherche les résistances
plastiques. Ces dernicres sont bien le produit de la limite €lastique f;, du matériau par la section
totale (A = bg X tg X2 + (30 ¢ t,,+t5) X t,) pour la section en croix et (A = bg X tg+ (30 ¢
twtts) X ty) pour celle en T¢. En comparant ces valeurs avec les résistances plastiques d’un
profilé raidi on peut savoir si les sections croix et en Té représentent toujours le profilé raidi
pour le calcul de sa résistance plastique. La résistance plastique d’un profilé raidi est déterminée
numériquement en appliquant une traction de part et d’autre sur une longueur de chargement

Ss-

Le Tableau IV-6 montre les comparaisons des résistances plastiques entre le poteau

représentatif et le profilé raidi pour les deux cas simple et double.

Tableau IV-6: Comparaison de la résistance plastique entre une section en croix et un profilé

Fy (Poteau équivalent) [KN] F; (Profilé raidi) [kN] Diff.*(%)

Croix 1021,9 1414,2 -27,7
Té 687,6 969,8 -30,13
*Diff. = Fy (Profilé raidi)-Fy (Poteau équivalent) % 100

Fy(Poteau équivalent)
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D’apres les résultats du Tableau IV-6, la section en croix, ainsi que la section en T¢é, ne
représentent pas le comportement d’un profilé raidi transversalement pour le calcul de la
résistance plastique. Il est nécessaire de chercher le modéele qui représente le profilé pour le
calcul de la résistance plastique afin de trouver par la suite une expression de calcul de la charge

de ruine du profilé raidi.

La source de la différence entre les valeurs des résistances plastiques du modele poteau
simplifié et du profilé peut étre due a la longueur participante de I’ame a considérer lors de la
détermination du profilé simplifié ou a I’effet de la présence des semelles pour le cas du profilé.
Pour apporter une réponse a ces interrogations, une ¢tude paramétrique est faite en variant la
longueur participante de I’ame a la section du poteau représentatif avec présence ou non des
semelles. Pour y faire, un modele éléments finis d’un poteau est construit puis calibré sur la

base des formules analytiques dédiées aux calculs des poteaux en flambement.

= Construction et validation d’un modele numérique de poteau sans et avec

semelle

La Figure IV-10 montre le modele poteau construit sur la base du logiciel Cast3m. La
Figure IV-11 montre les sections sur lesquelles les conditions aux limites sont appliquées. La

section en croix est représentée a titre d’exemple.

Figure IV-10 : Eléments utilisés pour le Figure IV-11 : Conditions aux limites
mode¢le de la section en croix appliquées sur le modele

Le modele est construit sur la méme base que les profilés. Il s’agit d’'un modéle en
¢lément coques DKT. Le comportement est élastique parfaitement plastique. Ainsi, la taille des
mailles est celle conclue par I’étude de la convergence de maillage présentée dans le chapitre
III. Les conditions aux limites sont soit une bi articulation sur les bords, ou Uy et U, sont

bloqués. Soit un encastrement de part et d’autre dont Uy, U, Ry, Ry et R, sont bloqués. Les
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formules de calcul de la résistance plastique et de la charge de ruine sont rappelées dans les

équations IV-2 et [V-3 ;

F, = Af, V-2
Fu=xFy V-3

Ou A est la section du poteau en flambement et x est le coefficient de réduction
déterminé selon le tableau donné par I’Eurocode en prenant la courbe de flambement (d par

défaut dans le cas des sections en croix ou en T¢).

Les Tableaux IV-7 et IV-8 montrent les comparaisons entre les résultats de calcul de la
charge critique, de la résistance plastique et de la charge de ruine d’un poteau en flambement

théoriquement et numériquement.

Tableau I'V-7 : Comparaisons des résultats MEF et analytiques « section en croix »

Fer (KN) Fy(kN) F,(kN)
MEF EN3-1-5 Diff.*(%) MEF EN3-1-5 Diff.*(%) MEF EN3-1-5 Diff.*(%)
biart 826,0 757,5 9,0 737,7 7252 1,7 435,7  400,7 8,7
bienc 871.8 7949 9,7 737,7 7252 1,7 4438  410,7 8.1
*Diff. = F (MEF)-F (EN3-1-5) % 100
’ F (EN3-1-5)

Tableau I'V-8 : Comparaisons des résultats MEF et analytiques « section en T¢ »

Fer(KN) Fy(kN) F,(kN)
MEF EN3-1-5 Diff.*(%) MEF EN3-1-5 Diff.*(%) MEF EN3-1-5 Diff.*(%)
biart 5353 5223 24 5312 5247 1,2 3309 3265 1,3
bienc 680,1 6459 56 5312 5247 1,2 3462 3280 5,6
*Diff. = F (MEF)—F (EN3-1-5) % 100
' F (EN3-1-5)

D’apres les résultats des Tableau 1V-6 et IV-7, le modele éléments finis en poteau a
section en croix ou en T¢ est validé sur la base des expressions théoriques. Ce modele peut étre
utilisé€ par la suite pour 1’étude paramétrique qui permettra de définir un modele pour le calcul

de la résistance plastique voire la charge de ruine d’un profilé raidi transversalement.

= Recherche d’un mode¢le pour le calcul de la résistance plastique d’un profilé raidi

Le modele numérique en poteau est utilisé avec une section en croix (en exemple) et ses
résultats, de la résistance plastique et de la charge de ruine, sont comparés a ceux du profilé

d’origine. Différentes valeurs des sections participantes d’ame sont considérées avec ou sans
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semelles. Dans le cas d’un poteau avec semelles, le calcul se fait a ’aide du modéle MEF de la

Figure IV-12.

NN LT

LT

£

Figure IV-12 : Modge¢le de la section en croix avec semelles

Pour le cas d’un poteau sans semelles, le calcul se fait théoriquement. Le poteau dans
ce cas est bi encastré. Ces conditions aux limites sont similaires a celles du profilé maintenu
par les semelles de part et d’autre. Pour la longueur participante de 1’ame, les valeurs

considérées sont les suivantes :

- 30 et +tg, valeur donnée par I’Eurocode 3 partie 1-5,

- 75 & tytts : longueur obtenue a partir du mécanisme de ruine plastique subi par 1’ame
observé directement lors du traitement des résultats expérimentaux sur les profilés étudiés
(chapitre II) ;

- 113 € t,+tg: cette valeur est prise égale a 2X (75 €t,, + tg), pour se rapprocher de la

longueur du profilé raidi.

Le Tableau IV-9 montre les résultats de cette étude paramétrique avec différentes

longueurs participantes de I’ame du profilé.
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Tableau IV-9:Evaluation de la partie participante de 1'ame donnée par I'EN3-1-5 en calcul
¢lasto-plastique

30 ¢ t,+tg
Profilé raidi Avec semelles Diff.* Sans semelles Diff.*
(%) (%)
Fy(kN) 609.,5 Fy(kN) 401,1 -34.2 Fy(kN) 737,7 21,0
75 €ttt
Profilé raidi Avec semelles Diff.* Sans semelles Diff.*
(%) (%)
Fy(kN) 609,5 Fy(kN) 577,4 -5,3 Fy(kN) 1218,0 99.8
113 € t,+t,
Profilé raidi Avec semelles Diff.* Sans semelles Diff.*
(%) (%)
Fy(kN) 609.,5 Fy(kN) 591.,8 -2.9 Fy(kN) 1612.9 164.,6

Fy (Avec semel]es)—Fy (Profilé raidi)
Fy (Profilé raidi)

*Diff. = X 100

Remarquons que la résistance plastique d’une section n’est proche de la résistance
plastique d’un profilé raidi que dans le cas d’une section avec semelles admettant une partie
participante de I’ame importante. Il faut noter que la charge appliquée sur les semelles est une
charge surfacique sur un « patch loading » similaire a celle appliquée sur le profilé. Pour le 30
e t,y recommandé par I’Eurocode 3 partie 1-5, cette section ne représente pas un profilé raidi

pour le calcul de sa résistance plastique aussi bien avec que sans semelles.

Pour calculer la résistance plastique, il faut revenir au modele du profilé raidi. Les
semelles subissent une plastification en admettant que 1’ame et le raidisseur ne flambent pas.
La détermination de la résistance plastique est possible en utilisant le modele EF. Ce modéle
permet aussi d’observer les mécanismes qui se produisent apres plastification de la semelle,
Figure IV-13. A travers ces résultats, on remarque que la plastification de la semelle se fait dans
deux directions ; une direction parall¢le a la direction du plan moyen de I’ame et une deuxi¢me
parallele a celle du raidisseur. La plastification de la semelle dans les deux directions se fait
simultanément. Il s’agit de 1’addition de deux mécanismes de ruine dans deux directions
perpendiculaires. Ces deux mécanismes permettent de déterminer une section résistante a la
plastification en prenant en considération des rotules plastiques si elles existent. Le premier
mécanisme est celui qui correspond a 1’ame qui ne voile pas (mécanisme de Lageqvist et
Johansson), Figure IV-14 et le second est celui qui correspond au raidisseur qui ne flambe pas,

Figure IV-15.
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Mécanisme de ruine
dans le plan de I’ame

Mécanisme de ruine dans le
plan du raidisseur

Figure IV-13 : Mécanismes de ruine d'un profilé raidi transversalement

Dans la direction du plan moyen de I’ame, un mécanisme de 4 rotules plastiques est
développé déja par (Lagerqvist et al. 1996) et adopté par I’Eurocode 3 (EN1993-1-5 2000) pour
les sections chargées dans leurs plans, voir Figure [V-14. L’expression de la résistance plastique
de ce type de section est déterminée par la formule (I-71) donnée dans chapitre I. Cette formule
comporte la limite élastique de la section, son €paisseur et une longueur résistante déterminée
en fonction des rotules plastiques développées dans la semelle et dans la section de I’ame en

dessous de la semelle plastifiée, tel que :

¥

s /2 1 5, -!-2!‘1.l 5 /2

-

Loe I 1T sz v

Figure IV-14 : Mécanisme de ruine par (Lagerqvist et al. 1996)

Fy1 = fyw tw Iy V-4

Dans la direction du plan moyen du raidisseur, lorsque la charge est appliquée sur toute
la largeur de la semelle by, la section du raidisseur subit un déplacement sans développement
de rotules plastiques, voir Figure IV-15. Les travaux des forces extérieures et intérieures sont

donnés alors par les expressions suivantes :
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Figure IV-15 : Mécanisme de ruine du raidisseur

W,y = F 8 V-5
Et
Wine = fystsbgd V-6

Apres I’égalité entre le travail des forces intérieures et celui des forces extérieures,
I’expression de la résistance plastique dans le plan du raidisseur est donnée par la formule (IV-

7).

F

vz = fystsbg V-7

Puisque I’ame et son raidisseur subissent la plastification d’une fagon simultanée, il
suffit d’appliquer la superposition pour déterminer la résistance plastique d’une ame raidie

transversalement soumise a une compression localisée, Formule (IV-8).

F,=f

o= Fw t g+ fystebs V-8

D’ou le calcul de la résistance plastique d’un profilé raidi est soit par les formules V-9

et IV-10 suivnates :

F, = f,,t 2+ 2t [Py K L e ¢ o (Sect i V-9

y = Iywlw|Ss £ N e @ ysts2bg (Section croix) -
f.cb 2h2

Fy = fyuty (ss + 2t + 2t fyiit:v + "t:;W) + fytsb (Section Té) IV-10

+k%=0,02
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NB. a noter que cette formule est applicable dans le cas ou le patin de chargement est

réparti sur toute la largeur de la semelle dont le raidisseur est soudé au-dessous.

Les deux parameétres géométriques agissant sur cette expression sont les deux épaisseurs
de I’ame t, et du raidisseur tg. On fait varier a chaque fois I’un des deux paramétres et on
compare la valeur de la résistance plastique calculée a travers les formules IV-9 et 10 par celle
déterminée a travers le modele numérique. La détermination de la résistance plastique
numériquement est effectuée si on fait appliquer une charge de compression en maintenant
I’ame et le raidisseur sans flambement. Ce résultat peut étre obtenu en appliquant une traction

de part et d’autre du profilé raidi.

En premier lieu on fixe t,, aune valeur de 6 mm et on fait varier le tg dans un intervalle
allant de 4 a 12. Le Tableau IV-10 résume les résultats numériques et les résultats calculés par
les formules (IV-9 et 10) ainsi que les différences en pourcentage dans le cas d’un raidisseur
double (section en croix) et d’un raidisseur simple (section en T¢).

Tableau IV-10:Evaluation numérique de la formule de calcul de résistance plastique d'un
profilé raidi (t,, fixe et tg variable)

ts Profilé avec raidisseur double Profilé avec raidisseur simple
Fymer(kN)  F,(IV-9) Diff.* (%) Fymer(kN) F,(IV-10) Diff.* (%)
[KN] [KN]
4 765,2 786,1 -2,7 648,1 676,3 -4,4
6 879,0 895,9 -1,9 704,2 731,2 -3,8
8 991,8 1005,7 -1,4 760,0 786,1 -3,4
10 1103,9 1115,5 -1,1 815,6 841,0 -3,1
12 1215,3 1225,3 -0,8 856,2 895,9 -4,6

En deuxiéme lieu on fixe tg a une valeur de 6 mm et on fait varier le t,, dans un intervalle
allant de 4 a 10. Le Tableau IV-11 résume les résultats numériques et les résultats calculés par
les formules (IV-9 et IV-10) ainsi que les différences en pourcentage dans le cas d’un raidisseur

double (section en croix) et un raidisseur simple (section en Té).
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Tableau IV-11:Evaluation numérique de la formule de calcul de résistance plastique dun
profilé raidi (t; = 6 mm, fixe et t,, variable)

ty Profilé avec raidisseur double Profilé avec raidisseur simple
Fymer(kN)  F,(IV-9)  Diff.* (%) Fymer(kN)  F,(IV-10) Diff.* (%)
[KN] [KN]
4 723,2 735,7 1,7 546,0 571,0 4,6
6 879,0 895,9 1,9 704,2 731,2 3.8
8 1002,9 1052,7 5 801,3 888.0 10,8
10 1121,1 1207.,9 7,7 920,2 1043,2 13,4
*Diff, = ¥ (IV—9F(:2;[%>F-)FY ™D » 100

Les formules IV-9 et 10 données dans ce chapitre pour le calcul de

F,, sont applicables quelle que soit 1’épaisseur de I’ame ou du raidisseur.

y°

2.4. Calcul de la charge de ruine d’un profilé raidi transversalement

Cette partie vise a déterminer le coefficient de réduction pour un profilé raidi

transversalement soumis a la compression. Sachant que x = F—“, il suffit de varier a chaque fois
y

I’élancement et déterminer les paramétres F., Fy et Fy, Tableau IV-12.

Tableau IV-12:Détermination du coefficient de réduction (pour t,,= tg =12 mm)

bty hymm)  FeGN)  BON) T= BL 0 RGN
cr

33,3 400 10477,0 2508,8 0,5 2384,6 0,95
41,7 500 7956,1 2596,4 0,6 24342 0,94
50,0 600 6586,6 2691,7 0,6 2474,6 0,92
58,3 700 5760,8 2792,5 0,7 2494,0 0,89
66,7 800 5224.,8 2897,3 0,7 2509.,9 0,87
75,0 900 4857,3 3005,1 0,8 2501,1 0,83
83,3 1000 4594,5 3115,1 0,8 2525,8 0,81
125,0 1500 4595,5 3684,5 0,9 27357 0,74
166,7 2000 4596,5 4269,7 1,0 2751,1 0,64
208,3 2500 4597,5 4861,6 1,0 2761,3 0,57
250,0 3000 4598,5 5456,9 1,1 2920,4 0,54
291,7 3500 4599,5 6054,3 1,1 2995,3 0,49
333,3 4000 4600,5 66529 1,2 3059.4 0,46
375,0 4500 4601,5 7252,4 1,3 3162,2 0,44
416,7 5000 4602,5 7852,4 1,3 3104,6 0,40
458,3 5500 4603,5 8452,9 1,4 3160,2 0,37
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En introduisant les résultats dans les courbes de flambement standards et celui des

profilés non raidis définit par (0'5/ P ), données par I’Eurocode 3 partie 1-5, la Figure IV-16

peut donner une idée sur la localisation du coefficient X par rapport a ces courbes.

1,2

0,8

=0,6

0.4

0,2

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3 3,5

Figure IV-16 : Localisation de la courbe de flambement pour un profilé raidi

Il est déja défini que le raidisseur (avec une partie de I’ame formant un comportement
poteau) est I’élément qui pilote le mode de flambement du profilé en total, dans ce cas d’¢étude.

Il est raisonnable alors, lors de la recherche du coefficient de réduction, d’examiner celui dédié
au flambement des poteaux ou de voilement des plaques (0’5/ P ). Cependant, il parait que les

résultats des simulations numériques collent plutot avec les courbes de flambement des poteaux.

x(}) = wﬁ IV-11
Avec
0p = 3 [1+ (A= o) + 22 IV-12
Avec

ap = 0,245
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Et

}\0 = 0,2

La charge ultime est calculée par la formule IV-13 ;

Fy = XFy

IV-13

On a appliqué la formule (IV-11) pour calculer le coefficient de réduction. Ce coefficient

est a multiplier par la valeur de la résistance plastique pour déterminer la charge de ruine. Cette

valeur est a comparer a chaque fois avec la valeur de la charge ultime déterminée a 1’aide du

modele éléments finis. Le Tableau IV-13 résume les résultats des comparaisons entre la charge

de ruine d’un profilé raidi transversalement déterminée numériquement et celle calculée par les

formules IV-9 et IV-10 pour Fy, IV-1 pour F¢, et IV-13 pour F, .

Tableau IV-13: Comparaisons des résistances ultimes entre MEF et approche analytique

h, F F, -~ — F,  Fumer Diff.*
Bl mm) gy ) AR % % X gy N ()
33,3 400 2508,8 10477,0 0,5 0,2 0,245 0,7 0,91 2290,2 2384,6 -4,0
41,7 500 25964 7956,1 0,6 0,2 0,245 0,7 0,88 22914 24342 -59
50,0 600 2691,7 6586,6 06 0,2 0,245 0,8 0,85 2298,9 24746 -7,1
58,3 700 2792,5 5760,8 0,7 0,2 0,245 0,8 0,83 2311,1 24940 -7,3
66,7 800 2897,3 5224,8 0,7 0,2 0,245 0,8 0,80 23269 2509,9 -7,3
75,0 900 3005,1 4857,3 0,8 0,2 0,245 09 0,78 23452  2501,1 -6,2
83,3 1000 3115,1 4594,5 0,8 0,2 0,245 09 0,76 2365,4 25258 -6,4
125,0 1500 3684,5 45955 0,9 0,2 0,245 1,0 0,67 2475,8 27357 -9,5
166,7 2000 4269,7 4596,5 1,0 0,2 0,245 1,1 0,60 2578,7  2751,1 -6,3
208,3 2500 4861,6 4597,5 1,0 0,2 0,245 1,2 0,55 2665,0 27613 -3,5
250,0 3000 54569 4598,5 1,1 0,2 0,245 1,3 0,50 2735,7 29204 -6,3
291,7 3500 6054,3 4599,5 1,1 0,2 0,245 14 0,46 2793,9 29953 -6,7
333,3 4000 66529 4600,5 1,2 0,2 0,245 1,5 043 28422 30594 -7,1
375,0 4500 72524 4601,5 1,3 0,2 0,245 1,5 040 2882,9 31622 -8,8
416,7 5000 78524 4602,5 1,3 0,2 0,245 1,6 037 2917,6 3104,6 -6,0
458,3 5500 84529 4603,5 1.4 0,2 0,245 1,7 035 2947.6  3160,2 -6,7

*Diff. = Fy, (IV-13)-F, (MEF) % 100

Fy (MEPF)

Les comparaisons du Tableau IV-13 montrent que les formules proposées pour le calcul

de la charge ultime d’un profilé raidi donnent des valeurs proches de celles déterminées

numériquement. Ces formules sont applicables quel que soit I’élancement. On a fait varier les

hauteurs de 400 a 5500 mm, soit des élancements jusqu’a environ 460.
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3. Parois raidies par un raidisseur partiel

Dans les chapitres II et III nous avons présenté 3 configurations de raidisseurs partiels.
Une étude expérimentale et numérique a été menée sur ce type de raidisseurs. Pour les cas
¢tudiés, la charge appliquée est en double compression. L’observation majeure a mentionner
est que la partie non raidie est celle qui pilote le comportement global des profilés partiellement
raidis. Comme le calcul de la charge de ruine des ames non raidies est développé par I’Eurocode
3 partie 1-5, nous nous appuyons sur ses principes pour proposer une démarche pour les dmes

raidies partiellement.

3.1. Evaluation de la démarche de ’Eurocode (parois non raidies)

La démarche de calcul de la charge de ruine d’un profilé non raidi est détaillée dans le
chapitre I a travers les formules (I-54, I-71 et I-79). Elle consiste, en premier lieu, a déterminer
la charge critique élastique (F.) en considérant que 1’ame du profilé se comporte comme une
plaque en voilement. Puis, a calculer la résistance plastique (Fy) en considérant que I’ame ne
voile pas et la semelle subit la plastification avec une largeur efficace de I’ame. Finalement, il
est donné une fonction de réduction de résistance basée sur F, et Fy. La charge de ruine est le
produit du coefficient de réduction par la valeur de la résistance plastique. Cette logique est
reprise dans notre étude et adoptée pour déterminer la charge de ruine d’un profilé raidi

transversalement.

Dans le cadre de I’hypothése donnée en chapitres II et III, la partie non raidie est celle
qui pilote le comportement global d’un profilé raidi partiellement. Pour calculer sa charge de
ruine, il est raisonnable d’essayer d’appliquer les formules données par I’Eurocode 3 partie 1-
5 (EN3-1-5 1993) pour les profilés non raidis. Une évaluation de ces formules en fonction de
I’élancement est effectuée. Elle est basée sur la comparaison avec les résultats d’essais et de
modélisations numériques issus de la présente étude ou de la bibliographie (voir chapitre I)

(Lagerqvist et al. 1996; Mezghanni 2013).

Le Tableau IV-14 résume les différences des charges de ruines obtenues par essais et

par calculs analytiques de 1’Eurocode.
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Tableau IV-14: Comparaison entre essais et formules analytiques de ’EN3-1-5 (profilés non

raidis)

Test h,, t, A=h,/t, a S Futest Fugpnz-1-5 Diff.*
(mm) (mm) (mm) (mm) KN)  (KN) (%)

All 239,8 3,8 60 1014 40 262 116 -55,7
A21 278,1 3,8 70 1258 40 260 108,7 -58,2
A31 319,7 3,9 80 1405 40 266 102,7 -61,4
A42 359,6 3.8 90 1523 40 249 98 -60,6
A62 439,9 3,8 110 1860 40 230 91,1 -60,4
AT2 320,7 7,9 40 1562 40 873 413.9 -52,6
A82 400,5 8 50 1471 40 859 396,9 -53.8
Pr 810 5 162 2460 40 279 136,4 -51,1
PO I 653 5 130,6 2130 80 315 144,6 -54,1
PO 11 635 5 130,6 2325 80 310 144 -53,5
B3-S0 349 6 58,17 1890 100 390 246.,4 -36,8
B5-S0 488 6 81,33 1890 100 394 220,8 -44,0
1U-H 278,6 7,1 39,24 500 100 478 363,9 -23,9
LU-W,, 3754 5,5 68,25 500 100 237 179,5 243

Fy (EN3—1-5)Fy (test)

*T)1 =
Diff. F., (tesD)

100

Le Tableau IV-15 résume les différences entre les résultats des simulations numériques
et ceux du calcul Eurocode en termes de charge de ruine.

Tableau IV-15: Comparaison entre résultats numériques et formules analytiques de I’EN3-1-5
(parois non raidies)

Simulation h,, t, A=hy, a Ss  Fusimulation Fugnz-1-5 Diff.*
(mm) (mm) /t,  (mm) (mm)  (kN) &N) (%)
S0 370 6 61,67 1890 100 465 241,3 -48,1
P03 600 3 200 1200 80 131,8 53,4 -59,5
P06 600 5 120 1200 80 290 144.,4 -50,2
P09 600 8 75 1200 80 521 363,5 -30,2
P12 600 3 200 2400 80 102 50,8 -50,2
P15 600 5 120 2400 80 228 137,4 -39,7
P18 600 8 75 2400 80 486.,4 346 -28,9
P21 1000 3 333,33 2000 80 134 48,3 -64,0
P24 1000 5 200 2000 80 289,6 131,4 -54,6
P27 1000 8 125 2000 80 527 3323 -36,9
P30 1000 3 333,33 4000 80 111,2 45,9 -58,7
P33 1000 5 200 4000 80 209,16 125,1 -40,2
P36 1000 8 125 4000 80 416,58 316,3 -24,1
P39 1400 5 280 2800 80 338,86 131,7 -61,1
P42 1400 8 175 2800 80 665,43 329,8 -50,4
P45 1400 10 140 2800 80 892,82 511,2 -42,7
P48 1400 5 280 5600 80 284,28 125.,4 -55,9
P51 1400 8 175 5600 80 529,82 313,9 -40,8
*Diff. = Fy (EN3—1-5)-F, (simulation) % 100

Fy (simulation)
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A partir des Tableaux 1V-14 et IV-15, les formules données par 1I’Eurocode pour le
calcul de la charge de ruine sont trés conservatrices. Les écarts augmentent entre les résultats
numériques ou expérimentaux et ceux obtenus par I’Eurocode avec 1’augmentation de

I’élancement de la paroi.

Pour comprendre la source de ces écarts, une comparaison est menée, en considérant les
différents termes de base, entre la démarche Eurocode et le calcul MEF basé sur le modele déja
validé. Ces termes de base concernent la charge critique de I’ame du profilé F,, la résistance

plastique Fy et la charge de ruine F,. Les valeurs de calcul MEF sont obtenues en considérant
différentes modé¢lisations : F. et F, (selon la description faite en chapitre III) et Fy (par

application d’une charge de traction sur le profilé).

Le Tableau IV-16 résume les comparaisons entre les résultats numériques et ceux du

calcul analytique de 6 profilés non raidis ayant des élancements différents.

Tableau IV-16: Comparaison entre les valeurs numériques et celles de I'EN3-1-5

h o, -h F, (kN) Diff.* F,(kN) Diff.* F,(kN) Diff.*

(mm) fw (%) (%) (o)

EN3-1-5 MEF EN3-1-5 MEF EN3-1-5 MEF

400 33,3 33004 4229,2 28,1 1899,7 18259 -3,9 1252,0  1430,5 14,3

500 41,7 2760,2 3133,9 13,5 1799,9 18394 22 1114,5 1399,1 25,5

700 58,3  2226,0 20169 -94 2129,3  1858,4 -12,7 1088,6 1387,1 274

1000 83,3 1449,1  1419,0 -2,1 23943 1923,7 -19,7 931,3 1209,0 29,8

2000 166,7  720,6 629,2 -12,7 35523 2153,1 -394 800,0 643,0 -19,6

3000 250,0 541,0 563,0 4.1 4819.9 2509,9 -479 806,6 373,7 -53,7

F (MEF)-F (EN3—1-5)

* 1 —
Diff. F(EN3—1-5)

X 100

3000 - * ¢ Fcr,EN
’ A Fcr,MEF

2500 A

r &

2000 ~

Fcr (kN)

1500 A *

1000 -

¢

500 - ¢
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A

Figure IV-17: Charge critique (MEF et calcul analytique)
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Figure IV-18: Résistance plastique (MEF et calcul analytique)
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Figure IV-19: Résistance ultime (MEF et calcul analytique)

D’apres le Tableau 1V-16 et la Figure IV-17, les différences entre charges critiques
calculées par I’Eurocode (Formule (I-54) chapitre I) et MEF diminuent avec 1’augmentation de
I’élancement du profilé. Cependant, la Figure IV-18 montre que les différences en résistances
plastiques (Formule (I-71) chapitre I) augmentent avec I’augmentation de 1’élancement. Le
Tableau IV-16 et la Figure IV-19 montrent que les différences entre la charge de ruine calculée
par I’Eurocode (Formule (I-79) chapitre I) et celle déterminée par MEF sont considérables et
augmentent avec 1’élancement. Alors il est permis de considérer que la source des grands écarts
entre les formules de I’Eurocode et celles obtenues par MEF est influencée principalement par
la résistance plastique. La formule dédiée pour le calcul de la résistance plastique doit donc étre

adaptée pour améliorer la précision des formules analytiques pour différents élancements.
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3.2. Reformulation de I’expression de la résistance plastique donnée par

I’Eurocode

La reformulation de I’expression de la charge de ruine nécessite 1’étude de chaque terme

de cette formule en commengant par la résistance plastique.

3.2.1. Etude de I’expression de la résistance plastique donnée par I’Eurocode
La formule de résistance plastique s’appuie sur une section efficace dont la longueur est
déterminée en utilisant différents modes de ruine y compris ceux intégrant des rotules plastiques

d’ame et de semelle (chapitre I). Le calcul de la longueur 1y est le paramétre qui influence le

plus les différences entre le calcul MEF et le calcul Eurocode pour des élancements importants

des profilés, Formule (I-71).
Fy = fyuwtwly

Pour s’en assurer, il suffit de regarder la répartition des contraintes lors de la
plastification de la semelle et de la partie participante de I’ame. Ainsi, la charge de compression
est appliquée en maintenant I’ame vis-a-vis du voilement en vue d’obtenir la résistance
plastique ainsi que la répartition des contraintes de von Mises. Ces contraintes sont déterminées
sur des lignes paralleles a la semelle, a différentes profondeurs dans 1’dme, au niveau de la
surface des éléments coques. La Figure IV-20 donne la répartition des contraintes sur les
sections horizontales parall¢les a la longueur du profilé a partir du niveau 0XNN qui désigne la
surface supérieure de 1’ame sous la ligne inférieure de la semelle jusqu’a une profondeur de
17XNN. On désigne par NN la taille d’une maille de la discrétisation en EF du modele MEF

utilisé. Le profilé a une hauteur de 1000 mm et une longueur de 1500 mm.
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Figure IV-20 : Répartition des contraintes de Von Mises

Pour les différentes positions observées sur la hauteur de I’ame, on peut déterminer la
longueur plastifiée 1,. En calculant cette valeur a I’aide de la formule donnée par I’Eurocode 3

partie 1-5, une différence de 50 % apparait entre les deux valeurs (MEF et calcul EN3-1-5). Il

faut alors se focaliser sur 1’expression déterminée théoriquement de cette longueur.

L’expression de 1y, est bien montrée et détaillée dans le chapitre 1. Cette expression fait
intervenir les caractéristiques géométriques et mécaniques de I’ame ainsi que de la semelle en
considérant un mécanisme de ruine plastique. Ce mécanisme de ruine sert a déterminer la
longueur de la section résistante a la plastification. Cette longueur fait intervenir une partie
verticale de I’ame qui se plastifie localement sous 1’effet du chargement. Pour I’Eurocode 3
partie 1-5, cette partie verticale est toujours égale a 14 % de h,,. Ce pourcentage est la valeur

du coefficient de participation de I’ame K (formule (I-77) chapitre I).

fybr | (014)h,

fowtw t?

ly:SS +2tf 1+

3.2.2. Détermination du coefficient K en fonction de 1’élancement

Le coefficient K représente la participation de la hauteur de I’dme dans le calcul de la

longueur de plastification. On a pu représenter ce coefficient en fonction de I’élancement. En
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changeant a chaque fois 1’élancement, on note la valeur de K. La Figure IV-21 montre la

variation de ce coefficient en fonction de I’élancement ainsi que 1’expression représentative.

—&- y = 3,1457x"(-0,707)

0.14 A

0.12 A

. 0.101

0.08 A

0.06 1

50 100 150 200 250 300
A

Figure IV-21: Variation de k en fonction de 1'élancement

D’aprés cette étude le coefficient K ne peut pas étre constant en fonction de la hauteur
ou de I’épaisseur. K est une fonction de I’élancement. Plus I’élancement augmente, la partie

plastifiée de I’ame diminue.

Ces résultats sont cohérents avec les caractéristiques connues des profilés de grandes

dimensions. L’expression de la longueur participante alors est donnée par la formule (IV-14)

_ 2
<3'15(1:_w) o,7o7) n2
+ i IV-14

fywtw t7

fyfbg

ly=SS+2tf 1+

Et I’expression de la résistance plastique est alors donnée par la formule IV-15

| |

_ 2
| o (1)) |
— y w
Fy = fywtw[ss +2t| 1+ |20+ z

IV-15

Ainsi, la charge de ruine garde son expression de 1-79 mais avec le Fy de IV-15.
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Nous avons fixé I’épaisseur a une valeur de t,, = 6 mm. Nous varions alors la hauteur

fyrbs

Fo= xFy= X fyutw|ss +2¢| 1+

pour construire un intervalle d’élancements entre 83 et 333. Le Tableau IV-17 montre les
résultats de la comparaison entre les résistances plastiques calculées par la formule modifiée

(équation IV-15) et celles du calcul numérique.

Tableau IV-17: Comparaison entre les résistances plastiques (h,, variable)

A= hw/tw h,,(mm) Fy Eg;]lS) F&‘{JE)F Diff.* (%)
83,3 500 730,2 738 -1,1
100,0 600 740,6 745 -0,6
116,7 700 750,0 751 -0,1
133,3 800 758,8 760 -0,2
150,0 900 766,9 768 -0,1
166,7 1000 774,6 778 -0,4
200,0 1200 788,8 794 -0,7
233,3 1400 801,6 806 -0,5
266,7 1600 813,5 817 -0,4
300,0 1800 824,5 828 -0,4
3333 2000 834,8 839 -0,5
sy, = L (V=19 Fyper (Iv;li;FY'MEF x 100

Y,

Nous fixons maintenant la hauteur a 700 mm par exemple. On fait varier 1’épaisseur

entre les valeurs ; 3, 4, 6 et 8 mm. Le Tableau [V-18. Résume les résultats de comparaisons.

Tableau IV-18: Les résultats de la comparaison entre les résistances plastiques (t,, variable)

h, t, F, (IV-15) a— .

= Diff.* (¢

=", (mm) [kN] (kN) o)
87,5 8,0 1027,2 965,0 6,4
116,7 6,0 750,0 727.9 3,0
175,0 4,0 513,0 548,6 -6,5
233,3 3,0 406,3 408,8 -0,6
+piff, = V1D e g0

Fy MEF

D’aprées 1’étude effectuée, 1I’expression de la résistance plastique pour les profilés non

raidis doit prendre en compte la participation de I’ame en fonction de 1’élancement.
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Finalement une comparaison au niveau de la charge de ruine calculée numériquement

et celle calculée par la formule IV-16 est effectuée et le Tableau IV-19 résume les résultats.

Tableau IV-19:Les résultats de la comparaison entre les charges de ruine

)= hW/tw F, (IV-16)[KN] Fy mer(kN) Diff.* (%)

83,3 259.,6 280,2 -7,4
100,0 2414 2573 -6,2
116,7 226.9 246.4 7.9
133,3 215,1 2322 -7,4
150,0 205.1 221.1 72
166,7 196,6 209,2 -6,0
200,0 182,6 190,4 -4.1
2333 171,5 178.,0 -3.7
266,7 162,4 167,3 -2.9
300,0 154,7 159,0 -2.7
333,3 148,2 149,2 -0,7

spiff, = - V"16)Fumer UV?;EF“'MEF % 100

I1 est possible de conclure que la calibration de 1’expression existante pour le calcul de
la charge de ruine des profilés non raidis donne des résultats améliorés pour différents
¢lancements des profilés. Cette formule sera utilisée pour le calcul de la charge de ruine d’un
profilé raidi transversalement par un raidisseur partiel. Il est remarqué que sa partie non raidie

est celle qui pilote son comportement.

Montrons alors que la valeur de la charge de ruine d’un profilé raidi partiellement peut
étre calculée en considérant un profilé non raidi a dimensions équivalentes a celles de la partie

non raidie.

3.3. Profilé équivalent a un profilé raidi partiellement
Les résistances des configurations avec raidisseur partiel, étudiées expérimentalement
(chapitre II) et numériquement (chapitre III), sont évaluées analytiquement en considérant des
profilés non raidis équivalents. Le profilé équivalent a une hauteur égale a la partie non raidie

de chaque configuration, voir Figure IV-22.
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Figure IV-22 : Les trois configurations étudiées et le profilé non raidi équivalent

Expérimentalement, les configurations 4.P1E, 5.PC et 6.P2E ont des charges de ruines
proches. Nous avons alors calculé la charge de ruine d’un profilé non raidi ayant une hauteur
¢gale a la partie non raidie de I’dme de chaque profilé. La hauteur non raidie des profilés testés
est égale a 1/6 de h,,. Le Tableau IV-20 montre les différences entre les charges de ruine

expérimentales et celles du profilé équivalent déterminées numériquement (a 1’aide du MEF).

Tableau IV-20: Différences entre les charges de ruines (hg=5/6 hy,)

F, (Pr-éq) F,(4.P1E) Diff.*  F,(5.PC) Diff.* F,(6.P2E)  Diff.*
[kN] [kN] (%) [kN] (%) [kN] (%)
6274 6123 2,5 681,9 -7,9 622 0,86
*piff, = [ (Pr€a)-Futest (pr;e‘;‘ )t‘F“*est x 100

Pour enrichir les résultats existants, on fait varier les hauteurs des profilés raidis
partiellement ainsi que la hauteur occupée par le raidisseur a chaque fois (Tableau IV-21). Cette
¢tude paramétrique permet de comparer la résistance du profilé non raidi équivalent et celle du
profilé raidi partiellement pour les trois configurations et pour différentes hauteurs de la partie
raidie. L étude est effectuée sur des profilés raidis avec des hauteurs h,, de 300, 500 et 700 et

900, 1000, 1500 et 2000 mm.
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Tableau IV-21: Différences entre les charges de ruines de profilés raidis partiellement et leurs
profilés équivalents non raidis

hs F,(Pr- F,4.PIE) Diff.* F,(5.PC) Diff.* F,(6.P2E) Diff.*

éq) [kN] [kN] (Y0) [kN] (%) [kN] (%)
(hy, = 300 mm)

5/6 hy, 568,1 572 -0,7 614,5 -7,6 607,5 -6,5

4/6 h,, 529.,0 574,2 -7,9 491,3 7,7 580,0 -8.,8

3/6 h,, 479,6 475,1 0,9 443 8,3 488,1 -1,7
(hy, = 500 mm)

5/6 hy, 537,4 560,9 -4.2 590,1 -8,9 585,0 -8,1

4/6 h,, 469,7 4522 3,9 434,6 8,1 514.9 -8.,8

3/6 h,, 440,9 4494 -1,9 420,5 4,9 440,4 0,1
(h,, = 700 mm)

5/6 hy, 540,6 537.8 0,5 582,6 -7,2 5423 -0,3

4/6 h,, 426,6 438,2 -2,6 403 5,9 433 -1,5

3/6 hy, 420,0 428,1 -1,9 388 8,2 387,5 8,4
(hy, = 900 mm)

5/6 hy, 489,6 493,1 -0,7 474 3.3 519,3 -5,7

4/6 h,, 427,1 446,2 -4,3 397,5 7,4 420,7 1,5

3/6 hy, 409,9 376,8 8,8 386,2 6,1 381,8 7,4
(hy, = 1000 mm)

5/6 hy, 479,7 456,3 5,1 464 3,4 524.,0 -8,5

4/6 h,, 427,0 439,2 -2,8 394 8,4 465,5 -8,3

3/6 h,, 400,5 391,3 2,4 387 3,5 375,0 6,8
(h,, = 1500 mm)

5/6 h,, 470 4817,5 -3,6 500,2 -6,0 455 3,3

4/6 h,, 428,2 431,6 -0,8 401,5 6,7 4232 1,2

3/6 h,, 401 373,4 7,4 372,6 7,6 386,6 3,7
(hy, = 2000 mm)

5/6 hy, 421,2 399,1 5,5 4489 -6,2 420,2 0,2

4/6 h,, 368 396.,9 -7,3 346 6,4 340,1 8,2

3/6 h, 309,5 285,2 8,5 285 8,6 310,6 -0,4

xpiff, = Fu Pre€@)-Futest o 1
Futest
Les deux Tableaux IV-20 et IV-21 montrent que le profilé non raidi de hauteur
équivalente représente raisonnablement le profilé raidi avec un raidisseur partiel. Le calcul de
la charge de ruine d’un profilé raidi partiellement revient a calculer celle d’un profilé non raidi
avec une hauteur d’ame égale a la partie non raidie du profilé de référence. En effet, la partie

non raidie pilote le comportement du profilé raidi partiellement.

Le calcul de la charge de ruine d’un profilé raidi partiellement est effectué alors par la

formule (IV-17).
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Avec h,, est la hauteur du profilé non raidi équivalent.

fyrbs

Fo= xFy= X fyutw|ss +2¢| 1+

4. Conclusions

Dans ce chapitre, une évaluation des expressions analytiques de I’Eurocode 3 partie 1-
5 qui permettent de déterminer la résistance des parois raidies transversalement sur toute la
hauteur d’ame est effectuée. Il est montré que les formules proposées par I’Eurocode 3 partie
1-5 ne permettent pas de prédire correctement la charge de ruine d’un profilé raidi. Ainsi, les
sections efficaces en croix et en T¢, constituées du raidisseur et d’une partie de I’ame,
recommandées par I’Eurocode 3 partie 1-5 pour le calcul des raidisseurs en compression sous-
estiment les résistances obtenues expérimentalement et numériquement. Cependant, cette

section permet d’évaluer la charge critique élastique du profilé raidi.

Nous avons alors propos¢ une démarche de calcul de la charge de ruine d’un profilé
raidi transversalement et soumis a la charge de compression. Cette démarche s’appuie sur la
détermination en premier lieu de la charge critique du profilé. Cette valeur est calculée en
admettant un poteau en flambement dont la section est composée d’une longueur d’ame égale
a (30 ¢ t,+ tg) et de la section totale du raidisseur. Le calcul de la charge critique est effectué
par les formules relatives a un poteau en flambement par flexion, torsion ou flexion-torsion.
Ensuite, une formule de calcul de la résistance plastique du profilé raidi a été mise en place en
déterminant la section résistante. Les mécanismes de ruine sont déterminés en admettant que
I’ame et le raidisseur restent droits (sans instabilité). Au final, une expression de la charge de

ruine est déterminée par la validation d’une fonction de réduction de résistance plastique ().

Une évaluation de la méthode de calcul de la charge de ruine des profilés non raidis est
effectuée. Le résutat majeur concerne la formule de calcul de la résistance plastique adaptée

pour tenir compte de 1’effet de I’élancement.

L’étude a montré que la charge de ruine des profilés raidis partiellement peut étre
déterminée en utilisant un profilé équivalent non raidi de hauteur égale a la partie libre du profilé

d’origine.
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Conclusions et perspectives

Le travail présenté dans ce mémoire a traité du comportement de la zone comprimée de
I’ame de poteau dans des assemblages poutre-poteau symétriques. La zone comprimée présente
une instabilité qui dépend de I’élancement de la paroi d’ame. Cette zone peut étre représentée
par un profilé en I soumis a la double charge de compression répartie sur une longueur qui
représente la diffusion de la charge a travers les éléments de 1’assemblage jusqu’a I’ame du
poteau. Le travail s’est intéressé a la définition de plusieurs configurations de raidisseurs
transversaux pour renforcer ’ame sous compression localisée en vue d’améliorer sa résistance
a P'instabilité. Il s’agit de raidisseurs sur toute la hauteur d’adme ou de raidisseurs partiels sur
une partie seulement. Les raidisseurs sur toute la hauteur sont doubles ou simples soudé€s sur
toute la hauteur et les deux semelles de part et d’autre de I’ame. Les raidisseurs partiels sont en
un seul morceau soudé a une seule semelle et une partie de I’ame, ou soudé au milieu de I’ame
mais pas aux semelles ou bien en deux morceaux soudés aux deux semelles laissant une partie
non raidie sur ’ame. Pour évaluer le comportement des profilés raidis transversalement avec
les différentes configurations proposées, la présente recherche est effectuée en suivant trois

volets principaux ;

- Une étude expérimentale, ou les profilés raidis sont testés avec une charge en double
compression. Des profilés non raidis sont é¢galement testés dans les mémes conditions pour
évaluer I’apport du renforcement par raidisseurs. Les résultats sont récapitulés sous formes
de courbes charges-déplacements et modes de ruines. Cette partie constitue la base sur

laquelle un modele éléments finis est construit et calibré.

- Une modélisation numérique par éléments finis est construite sur Cast3m et validée sur la
base des résultats de 1’étude expérimentale. Ce modele a complété 1’étude expérimentale
pour la définition des modes de ruine des profilés raidis et non raidis en jouant sur les
différents parametres géométriques dont le parameétre principal est I’élancement. Le modele
¢léments finis a permis de générer des résultats utilisés dans I’évaluation de la validité des
formules de I’Eurocode 3 partie 1-5 dédiées aux calculs des charges de ruine des dmes

raidies et non raidies.

- Une étude analytique couvrant des limites dimensionnelles plus larges pour I’application
des formules données par I’Eurocode 3 partie 1-5. Lors de cette étude, le modele éléments

finis calibré est utilisé en tant qu’outil pour proposer des démarches dédiées aux calculs des
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charges de ruines de quelques configurations de raidisseurs totaux ou partiels soumis a la

compression.

A partir des essais expérimentaux, il a été montré que I’ajout d’un raidisseur transversal
dans la partie comprimée du profilé lui apporte une résistance supplémentaire significative
supérieure a 100% pour le cas des raidisseurs sur toute la hauteur et aux alentours de 40% pour
le cas des raidisseurs partiels. Les études menées lors des essais ont notamment permis
d’observer I’'importance de solidariser le raidisseur aux semelles afin de bénéficier d’un apport
de résistance maximal et significativement plus élevé. Pour la campagne 1, les modes de ruine
générés par la compression avec la présence d’un raidisseur sur toute la hauteur ont été
observés. Ces modes correspondent a un flambement par torsion qui peut s’apparenter a celui
de poteaux courts de mémes sections. Les essais de la campagne 2 ont permis d’établir les
premieres observations sur le comportement des raidisseurs partiels et le mode de ruine du
panneau d’ame. Il apparait que le raidisseur partiel, d’épaisseur égale a celle de 1’ame, permet
de réduire la hauteur d’ame libre soumise au phénomeéne d’instabilité, ce qui augmente sa
résistance. Il est conclu que la partie non raidie du profilé dans le cas des raidisseurs partiels est

celle qui pilote le comportement global de ce type de profilé.

Le modele éléments finis construit est validé sur la base des essais. Ce modele a permis
de compléter les résultats expérimentaux. En comparant les résistances maximales des
panneaux partiellement raidis, il a été observé que lorsque I'élancement des panneaux est A =
39,24, la configuration avec raidisseur soudé¢ sur I’ame et non sur les semelles est plus résistante
que celle avec raidisseurs soudés aux semelles (vide au milieu de I’ame). Toutefois, lorsque
I'élancement des panneaux est de A = 68,25, la configuration avec raidisseurs attachés aux
semelles est plus résistante celle avec raidisseur soudé sur I’ame et non sur les semelles. Il est
conclu que dans le cas d'une hauteur de raidisseur égale a 5h,, /6, il apparait que si I'élancement
du panneau est inférieur a 50, le raidisseur fixé aux deux semelles offre moins de résistance que
le raidisseur central. Cependant, si la longueur du raidisseur est (hg = 3h,,/6), il apparait que le
raidisseur soudé aux semelles donne la résistance optimale par rapport a un raidisseur central
partiel pour toutes les valeurs étudiées de I'élancement du panneau d'ame. En utilisant le mod¢le
¢léments finis, une évaluation des formules analytiques existantes dans 1’Eurocode 3 partie 1-5
est effectuée. Ces formules concernent des sections de poteaux en T¢é ou en croix auxquelles les
parois raidies peuvent étre assimilées. Il est montré que les formules dédiées au calcul de la
charge de ruine des plaques raidies transversalement (parois sans semelles), ne sont pas

applicables au cas des profilés raidis transversalement. Pour les formules dédiées au calcul de
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la charge de ruine des profilés équivalents non raidis qui représentent les profilés raidis
partiellement, le résultat majeur a considérer est relatif aux formules de calcul de la résistance
plastique qui ne prend pas en compte ’effet de I’élancement lors de la détermination du

mécanisme de ruine.
De ce fait, une étude analytique est menée lors de cette recherche et nous arrivons a :

v" Proposer une démarche de calcul de la charge de ruine d’un profilé raidi transversalement
et soumis a la charge de compression. Cette démarche s’appuie sur la détermination en
premier lieu de la charge critique du profilé. Cette valeur est calculée en admettant un poteau
en flambement a section représentative dont les dimensions sont une longueur de 30 ¢ X t,
de I’ame en plus du raidisseur. Le calcul de la charge critique est effectué par les formules
de I’Eurocode 3 partie 1-5 en considérant le flambement par flexion, torsion et flexion-
torsion. Ensuite, une formule de calcul de la résistance plastique est mise en place. Elle
s’appuie sur la détermination de la section résistante en considérant les mécanismes de ruine
par rotules plastiques et en admettant que I’adme et le raidisseur ne sont pas soumis aux
instabilités. En adoptant la méme démarche que I’Eurocode 3 partie 1-5, I’expression de
résistance plastique est réduite par une fonction de réduction en vue d’obtenir la charge de

ruine du profilé raidi.

v" Adapter le calcul dédié a la détermination de la charge de ruine d’un profilé non raidi pour
le généraliser a des élancements variables. Cette étape consistait a modifier le coefficient
qui fait intervenir la hauteur d’ame du profilé dans la détermination du mécanisme de ruine

permettant d’obtenir la résistance plastique Fy,.

v' Proposer une démarche de calcul de la charge de ruine des profilés raidis partiellement. Les
essais et leurs exploitations ont montré que le comportement de ce type de profilé est piloté
par sa partie d’dme non raidie. Ainsi, le calcul des profilés raidis partiellement revient a
calculer la charge de ruine d’un profilé non raidi a hauteur équivalente. Cette démarche
revient a utiliser les formules dédiées aux calculs de la résistance des profilés non raidis en
utilisant la démarche adaptée par la présente thése pour tenir compte de 1’élancement du

profilé lors de la détermination de sa résistance plastique.

Ce travail répond a quelques problématiques posées lors du traitement du sujet des zones
comprimées €lancées dans un assemblage métallique, mais, ils restent encore des éléments a

traiter, a savoir :

171



Les configurations de raidisseurs traités lors de cette étude peuvent étre encore développées.
D’autres configurations peuvent étre aussi proposées comme le mélange entre deux
configurations dont le raidisseur est partiel. Les raidisseurs partiels traités lors de notre étude
sont des raidisseurs simples soudés sur une seule face de I’ame du profilé, il est important
de traiter le cas de ce type de raidisseurs en utilisant des raidisseurs partiels sur les deux

faces de I’ame du profilé.

Ce travail s’est limité a I’¢tude de cas des assemblages symétriques dont le cisaillement est
absent. Le travail peut étre complété en traitant le cas des assemblages non symétriques. La
non symétrie peut étre au niveau de la géométrie ou au niveau de I’emplacement des poutres

de I’assemblage de part et d’autre du poteau.

Pour la zone de compression d’un assemblage, le profilé est le modéele représentatif. Aussi,
pour la zone tendue, c’est la section en Té qui est le modele représentatif. Pour les autres
zones (tel que la zone cisaillée ou les zones de chevauchement des efforts ...), il est aussi
nécessaire de définir les ¢léments modeles pour étudier leurs comportements. Ces études
permettront de définir les modes de renforcements les plus adéquats pour résoudre les

problémes des instabilités qui touchent les parois élancées d’ une maniére significative.
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A)Récapitulatif des travaux de Lagerqvist
(O. Lagerqvist 1994)

Profilé h,, tw A=h,/t, a ss F,
All 239,8 3.8 60 1014 40 262
A21 278,1 3.8 70 1258 80 260
A31 319,7 3,9 80 1405 40 266
A42 359,6 3.8 90 1523 40 249
A62 439,9 3.8 110 1860 40 230
AT2 320,7 7,9 40 1562 40 873
A82 400,5 8 50 1471 40 859
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B) Récapitulatif des travaux de Mezghanni (Mezghanni 2013)

Profilé h,, tw A=h,/t, a ss F,

Pr ] 810 5 162 2460 40 279
POI (] 653 5 130,6 2130 80 315
POII [] 635 5 130,6 2325 80 310

Il s’ajoute a la base de données numériques construite lors de cette ¢tude une base de
données construite lors du travail de Mezghanni qui peut étre exploitée dans le cadre de cette

recherche pour consolider les résultats numériques du modele actuel.

Simulation hw a tw bf tf ts hs ss hw/tw  Fu
P01 600 1200 3 125 10 - -- 40 200 120,5
P02 600 1200 3 125 10 - -- 60 200 126
P03 600 1200 3 125 10 - -- 80 200 131,8
P04 600 1200 5 125 10 -- -- 40 120 256,8
P05 600 1200 5 125 10 - -- 60 120 273,4
P06 600 1200 5 125 10 -- -- 80 120 290
P07 600 1200 8 125 10 - -- 40 75 410
P08 600 1200 8 125 10 - -- 60 75 461,2
P09 600 1200 8 125 10 - -- 80 75 521
P10 600 2400 3 125 10 - -- 40 200 98
P11 600 2400 3 125 10 - -- 60 200 100
P12 600 2400 3 125 10 -- -- 80 200 102
P13 600 2400 5 125 10 - -- 40 120 219,3
P14 600 2400 5 125 10 - -- 60 120 2239
P15 600 2400 5 125 10 - -- 80 120 228
P16 600 2400 8 125 10 - -- 40 75 398
P17 600 2400 8 125 10 - -- 60 75 447 .4
P18 600 2400 8 125 10 - -- 80 75 486,4
P19 1000 2000 3 200 10 - -- 40 333,33 126,9
P20 1000 2000 3 200 10 -- -- 60 333,33 130,6
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P21 1000 2000 3 200 10 -- -- 80 333,33 134
P22 1000 2000 5 200 10 -- -- 40 200 264,6
P23 1000 2000 5 200 10 -- -- 60 200 277
P24 1000 2000 5 200 10 -- -- 80 200 289,6
P25 1000 2000 8 200 10 -- -- 40 125 430
P26 1000 2000 8 200 10 -- -- 60 125 482
P27 1000 2000 8 200 10 -- -- 80 125 527
P28 1000 4000 3 200 10 -- -- 40 333,33 106,9
P29 1000 4000 3 200 10 -- -- 60 333,33 109,3
P30 1000 4000 3 200 10 -- -- 80 333,33 111,2
P31 1000 4000 5 200 10 -- -- 40 200 200,4
P32 1000 4000 5 200 10 -- -- 60 200 205,24
P33 1000 4000 5 200 10 -- -- 80 200 209,16
P34 1000 4000 8 200 10 -- -- 40 125 387
P35 1000 4000 8 200 10 -- -- 60 125 406,5
P36 1000 4000 8 200 10 -- -- 80 125 416,58
P37 1400 2800 5 340 15 -- -- 40 280 322,8
P38 1400 2800 5 340 15 -- -- 60 280 331,19
P39 1400 2800 5 340 15 -- -- 80 280 338,86
P40 1400 2800 8 340 15 -- -- 40 175 624,9
P41 1400 2800 8 340 15 -- -- 60 175 645,1
P42 1400 2800 8 340 15 -- -- 80 175 665,43
P43 1400 2800 10 340 15 -- -- 40 140 795
P44 1400 2800 10 340 15 -- -- 60 140 846,21
P45 1400 2800 10 340 15 -- -- 80 140 892,82
P46 1400 5600 5 340 15 -- -- 40 280 272,84
P47 1400 5600 5 340 15 -- -- 60 280 278,78
P48 1400 5600 5 340 15 -- -- 80 280 284,28
P49 1400 5600 8 340 15 -- -- 40 175 507,36
P50 1400 5600 8 340 15 -- -- 60 175 519
P51 1400 5600 8 340 15 -- -- 80 175 529,82
P52 1400 5600 10 340 15 -- -- 40 140 691,22
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P53 1400 5600 10 340 15 -- -- 60 140 712,41
P54 1400 5600 10 340 15 -- -- 80 140 729,48
PSS 1800 3600 6 410 18 -- -- 40 300 462,52
P56 1800 3600 6 410 18 -- -- 60 300 471,46
P57 1800 3600 6 410 18 -- -- 80 300 480,12
PS8 1800 3600 8 410 18 -- -- 40 225 696,15
P59 1800 3600 8 410 18 -- -- 60 225 713,22
P60 1800 3600 8 410 18 -- -- 80 225 730,38
P61 1800 3600 12 410 18 -- -- 40 150 1092,00
P62 1800 3600 12 410 18 -- -- 60 150 1170,00
P63 1800 3600 12 410 18 -- -- 80 150 1232,00
P64 1800 7200 6 410 18 -- -- 40 300 390,00
P65 1800 7200 6 410 18 -- -- 60 300 396,07
P66 1800 7200 6 410 18 -- -- 80 300 402,27
P67 1800 7200 8 410 18 -- -- 40 225 561,03
P68 1800 7200 8 410 18 -- -- 60 225 570,81
P69 1800 7200 8 410 18 -- -- 80 225 580,29
P70 1800 7200 12 410 18 -- -- 40 150 950,11
P71 1800 7200 12 410 18 -- -- 60 150 975,04
P72 1800 7200 12 410 18 -- -- 80 150 994,43
P73 2000 4000 6 410 18 -- -- 40 333,33 467,63
P74 2000 4000 6 410 18 -- -- 60 333,33 475,13
P75 2000 4000 6 410 18 -- -- 80 333,33 483,43
P76 2000 4000 8 410 18 -- -- 40 250 703,62
P77 2000 4000 8 410 18 -- -- 60 250 721,17
P78 2000 4000 8 410 18 -- -- 80 250 738,30
P79 2000 4000 12 410 18 -- -- 40 166,67 1089,50
P80 2000 4000 12 410 18 -- -- 60 166,67 1163,10
P81 2000 4000 12 410 18 - -- 80 166,67 1224,56
P82 2000 8000 6 410 18 -- -- 40 333,33 388,20
P83 2000 8000 o6 410 18 -- -- 60 333,33 396,00
P84 2000 8000 6 410 18 -- -- 80 333,33 404,00
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P85 2000 8000 8 410 18 -- -- 40 250 548,04
P86 2000 8000 8 410 18 -- -- 60 250 557,21
P87 2000 8000 8 410 18 -- -- 80 250 566,23
P88 2000 8000 12 410 18 -- -- 40 166,67 902,10
P89 2000 8000 12 410 18 -- -- 60 166,67 923,53
P90 2000 8000 12 410 18 -- -- 80 166,67 940,82
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