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solution & apporter a certaines des questions que je suis arrivé a me

poser.

Enfin, je ne peux manquer d'épingler divers travaux de fin d'études et
) q ping

de maitrise dont j'ai assuré la guidance. Les enseignements que j'en ai dé-
gagé m'ont permis, en certaines circonstances, d’'orienter la suite de ma

propre démarche intellectuelle.

L'abondance des acquis accumulés au cours de cette courte période par-
ticuliérement productive n’a pas manqué de m'interpeller lorsque je me suis
décidé A m'atteler a la rédaction d’une thése de doctorat. J'ai finalement
opté pour une présentation assez pragmatique, & propos de laquelle je

m’'explique dans le chapitre liminaire.

Ayant ainsi posé le cadre dans lequel ma dissertation doctorale s'est
inscrite, il me reste a espérer que le lecteur averti trouvera quelque in-

térét tout au long des pages qui suivent.

J.P. JASPART.



CHAPITRE LIMINAIRE

Une ossature de batiment en acier est constituée d'éléments structuraux
de type longiligne - généralement droits et de section en I ou en H - le
plus souvent obtenus par laminage ou plus rarement reconstitués par souda-
ge; ces éléments doivent bien sir étre réunis entre eux par ce qu'il est
convenu d'appeler des assemblages ou connexions. A premiére vue, une telle
ossature présente le plus souvent un aspect tridimensionnel. Les proprié-
tés flexionnelles trés différentes, selon les deux plans principaux d'iner-
tie, des sections utilisées pour les éléments structuraux permettent néan-
moins d'identifier, dans 1'ossature spatiale, une série d'ossatures planes
dont il pourra raisonnablement étre admis, en premiére analyse, qu'elles

sont sollicitées dans leur seul plan.

I1 importera que l'ossature soit correctement dimensionnée; plus préci-
sément elle devra présenter une probabilité de ruine inférieure & un seuil
préalablement fixé et garantir une servicéabilité satisfaisante. En termes
de concept de sécurité, on dira qu'elle doit satisfaire les états-limites
ultimes et les états-limites de service. Il importera ainsi de vérifier,
d’une part, si les efforts intérieurs résultant des actions pondérées exer-
cées sont bien compatibles avec la capacité portante intrinséque et, d’'au-
tre part, si les déplacements - au sens large - et éventuellement les

contraintes sous actions de service restent en dega de limites imposées.

Efforts intérieurs, déplacements, contraintes sont les résultats di-
rects ou indirects de l'analyse de la structure. Celle-ci est conduite
selon 1'une des méthodes bien connues de la statique des constructions - la
principale, pour la voie numérique sur ordinateur, étant la méthode des
déplacements -. A cet effet, il faut bien sir disposer des propriétés mé-
caniques et géométriques des éléments structuraux; il faut aussi avoir mo-
délisé non seulement les éléments constitutifs de l’ossature, mais aussi et

surtout la maniére dont ils sont reliés entre eux ou aux fondations.

Les méthodes habituelles d'analyse des structures planes de batiment
considérent les nowvuds d'assemblage poutre-colonne soit comme des rotules,
soit comme des encastrements. Ces deux termes caractérisent le comporte-
ment flexionnel des noeuds dans le plan de sollicitation de l'ossature.

La rotule ne transmet aucun moment de flexion entre les piéces assemblées;
elle est exclusivement dimensionnée pour la reprise d’efforts tranchants.

L'encastrement parfait, quant & lui, n'’autorise aucune rotation relative
entre la poutre et la colonne; de plus, il transmet 1’intégralité du moment

de flexion appliqué, quelle que soit son amplitude.



Le comportement réel des noeuds poutre-colonne est intermédiaire entre ces
deux cas extrémes : les noeuds les plus rigides possédent toujours une cer-
taine flexibilité et ceux que l'on assimile généralement & des rotules sont
capables de transmettre un certain moment de flexion. La réponse non-
linéaire Mb - 8 de quelques noeuds d'assemblage couramment utilisés a été
reportée a la figure 1, & titre d'illustration; O représente la rotation
relative qui se développe entre les axes de la poutre et de la colonne au
cours du chargement du noeud par le moment de flexion M. La tangente a
ces courbes s'’identifie, en chaque point, & la rigidité courante du noeud

d’assemblage.
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Figure 1 - Courbes Mb - B de noeuds d'assemblage semi-rigides.

L'acceptation de cette réalité conduit i considérer tout noeud d’'assemblage
comme semi-rigide et comme partiellement résistant. Rares sont en effet

les noeuds dont la capacité ultime est supérieure & celle de la poutre.

Ce constat n'est pas nouveau. Nombre de chercheurs par le passé ont,
il est vrai, mis ce comportement en évidence, souvent & l'occasion de re-
cherches expérimentales dont le but consistait, dans la majeure partie des
cas, 4 s'assurer de la résistance suffisante de tel ou tel type de noeud.
Dés lors, comment expliquer que, dans ce contexte, le "semi-rigide" ne soit
jamais entré "dans les moeurs" et qu’actuellement encore, presqu’ aucun
code national n'y fasse allusion ?

En premier lieu, nous pensons que la maniére dont ce concept est générale-



ment introduit auprés des non-initiés contribue largement a cette situa-
tion: déclarer que tout noeud d’'assemblage n'est jamais ni une rotule ni un
encastrement, mais qu’en réalité il est semi-rigide et partiellement résis-
tant et qu’une loi de déformabilité non linéaire est associée a son compor-
tement flexionnel, fait immanquablement naitre a 1l'esprit de 1l'utilisateur
potentiel 1’idée d'une trés grande complexité, peu compatible avec les exi-
gences de rentabilité d'un bureau d'études.

En second lieu, il est impérieux que 1'intérét économique du semi-rigide,
actuellement reconnu, soit davantage mis en relief dans le cadre d'études
poussées de type technico-économique. Cette lacune devra é&tre absolument
comblée dans un avenir proche.

Enfin, il faut reconnaitre qu'il était relativement illusoire, jusqu'il y a
peu, de réaliser le dimensionnement complet d’'une ossature a noeuds semi-
rigides et ce, par manque d'information relative au comportement des noeuds

et de méthodes adaptées de calcul des structures.

I1 nous parait intéressant, dans cette introduction, de préciser quel-
que peu chacun de ces trois points afin de mieux faire percevoir au lecteur
1’évolution actuelle des recherches menées, de par le monde, dans le domai-
ne du semi-rigide, 1l'intérét économique que revét ce concept ou encore le
cadre scientifique dans lequel les travaux présentés dans cette thése ont

été accomplis durant ces cinq derniéres années.

Un pas important en vue de l’acceptation, par tous, de 1'approche semi-
rigide du calcul concerne la classification des noeuds d'assemblage. Le
comportement réel de certains noeuds d'assemblage est tellement proche de
celui de la rotule ou de l'’encastrement parfait qu’'il s'avére tout a fait
inutile, en pratique, de recourir a des méthodes d'analyse des structures
ou de vérification de la résistance et de la stabilité d'éléments isolés
autres que celles employées actuellement.

Nous pensons en particulier aux noeuds soudés et raidis ainsi qu’aux noeuds
a4 assemblage par corniére(s) d'ame.

Divers critéres de classification en

- noeuds rigides ;

- noeuds semi-rigides ;

- noeuds rotulés

ont été proposés ces derniéres années [B6, El, B7].

A titre d'exemple, nous épinglerons le dernier en date, suggére par
BJORHOVDE, COLSON et BROZETTI [B7] (figure 2).
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Figure 2 - Critére non-dimensionnel de classification des noeuds
d'assemblage [B7].

Une autre démarche consiste & simplifier le comportement flexionnel réel
des noeuds d’assemblage. L'introduction du concept semi-rigide dans 1'Eu-
rocode 3 [El] relatif aux structures en acier et 1l'idéalisation bi-linéaire
des courbes Mb - B qui y est recommandée représentent, sans aucun doute,

des jalons importants en vue de l'acceptation du calcul semi-rigide.
J p P g

La prise en compte des caractéristiques réelles de résistance et de dé-
formabilité des mnoeuds est susceptible de conduire & une diminution subs-
tantielle du colt global des ossatures métalliques.

La reconnaissance de ce fait suffit & expliquer 1l’engouement actuel de
chercheurs du monde entier pour ce domaine de recherches et laisse
favorablement augurer de son avenir.

I1 est important de mettre clairement en évidence les deux aspects du pro-
bléme: le gain escompté peut s'exprimer sous la forme d’'une diminution soit
du poids de la structure, soit de la contribution de la main-d’oeuvre & son
coit global.

La diminution de poids découle généralement de 1l'hypothése de rotules par-
faites, formulée & 1l'égard de noeuds d'assemblage trés simples auxquels on
a traditionnellement recours lors de la construction d'ossatures contreven-
tées. Les figures 3 et 4 illustrent ces principes.

L'augmentation de la capacité portante de la colonne isolée de la figure 3
s'effectue sans surcoGt de fabrication pour les assemblages par corniéres
d'édme agissant a4 ses extrémités.

I1 en est de méme pour la poutre isolée de la figure 4 dont la réduction de
moment et de la fléche transversale en travée est sensible tant sous char-

ges de service qu’'a la ruine.
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Figure 3 - Influence de la semi-rigidité sur la capacité portante des

colonnes.
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Figure 4 - Influence de la semi-rigidité sur la sollicitation des poutres.

La seconde source potentielle de bénéfice nous semble encore plus ap-
préciable.
Un paramétre important qui régit le colGt d’une structure en acier est le
rapport entre le coit de la main-d’oeuvre et celui des matériaux.
L'augmentation continuelle du rapport R entre le prix moyen d’une heure de
main-d’oeuvre et celui d'un kilogramme d'acier est schématisée & la figure
5 [V4]; a titre d'exemple, ce rapport a été multiplié par huit, en Europe
de 1'Ouest, entre la fin de la guerre et le début des années 80. Il faut
également avoir & l'esprit que le coGt des matériaux ne représente jamais
plus de 20 & 40 % du coGt global de l'ossature; la conséquence de cette

situation est que le dimensionnement optimum d’'une ossature résulte plus



d'une minimisation de la main-d’oeuvre nécessaire & la fabrication que de
celle du poids total de l'ossature.

L’accomplissement de ce but implique, pour les structures de batiment, la
réalisation d'assemblages poutre-colonne simples et, par conséquent, tres
bon marché.

En ce qui concerne plus particuliérement les profils laminés a chaud, le
recours a des noeuds soit complétement boulonnés, soit partiellement soudés
en atelier et boulonnés sur chantier semble constituer une solution réelle-
ment économique. Mais il faut savoir que l'étude de ces noeuds met trés

souvent en exergue leur caractére semi-rigide et partiellement résistant.

1945 " 1960 1970 1980

Figure 5 - Evolution de la valeur du rapport R depuis la seconde guerre

mondiale.

En définitive, profiter des avantages d’ordre économique que procure
l’utilisation de noeuds d'assemblage peu onéreux implique le développement
de méthodes d’analyse et de vérification des ossatures completes de
batiment ou de parties d’entre elles. Ces procédures de calcul se doivent
d'étre d'emploi simple et aisé afin de ne pas substituer a la diminution de
main-d'oeuvre un surcroit de temps de calcul et de conception de 1l’ossatu-
re.

Depuis une bonne dizaine d’années maintenant, dans les universités ou cen-
tres de recherches spécialisés, de nombreux chercheurs ont pris conscience
de ce probléme et de ses implications.

Le nombre d'’articles publiés, de groupes de travail mis sur pied et de
manifestations organisées récemment dans ce domaine (colloques, workshops,

conférences...) en atteste.



Nous citerons, entre autres

- le "workshop" sur invitation de Cachan (France) en 1987 qui regroupait
une quarantaine de chercheurs d’'Europe de 1'Ouest, de 1l'Est, d'Amérique
du Nord et d'Australie ;

- le colloque international de Moscou (URSS) en 1989 ;

- le "workshop" sur invitation de Pittsburgh en avril 1991, qui prolonge
celui précité de Cachan et permettra 4a une cinquantaine de spécialistes
des quatre coins de la planéte de confronter, durant prés d'une semaine,
leurs connaissances et leur expérience.

De son co6té, la Commission Européenne de la Construction Métallique (CECM)

a créé, dans le méme temps, des groupes de travail spécifiques chargés de

faire le point sur l’avancement des travaux en cours au niveau européen et

sur les perspectives d’'avenir.

Le premier de ces groupes de travail qui a vu le jour au sein de la

Commission 8.1/8.2 s'’est penché, ces six derniéres années, sur les méthodes

d'analyse des structures planes & noeuds semi-rigides. Le document [E5]

émanant des travaux de ce groupe, intitulé "Analysis and design of steel
frames with semi-rigid joints", est actuellement & 1'impression. Sa paru-
tion devrait intervenir dans le courant de cette année.

Ce premier groupe a été relayé récemment par un second, institué cette fois

par le Comité Technique 10 de la CECM (TWG 10.2 on semi-rigid connections);

ses objectifs sont limités a 1’étude du comportement local des noeuds.

Enfin, nous devons souligner 1l'ouverture qui a été permise par les auteurs

de 1'Eurocode 3 a l'introduction du concept semi-rigide comme approche a

part entiére de dimensionnement, méme si les régles de calcul proposées aux

éventuels utilisateurs sont encore partielles et parfois sujettes a la

critique.

Le dimensionnement d’'une ossature & noeuds semi-rigides constitue une
longue chaine tout au long de laquelle il convient de rester particuliére-
ment cohérent avec les hypothéses formulées au départ.

Ainsi, lorsque l'on considére les noeuds comme parfaitement rigides et
indéfiniment résistants lors de la détermination de la résistance ou de la
stabilité d'une ossature, il importe de s'arranger, en pratique, pour que
les noeuds se comportent effectivement de la maniére supposée, ce qui im-
plique souvent le raidissage complet du noeud; soit dit en passant, ce der-
nier colte souvent aussi cher que la réalisation de 1'assemblage en
lui-méme.

Dans le méme ordre d’idées, la prise en compte du comportement réel des
noeuds réclame

- la caractérisation de la déformabilité et de la résistance des noeuds ;



- une analyse partielle ou d'ensemble de l’ossature, capable de prédire
correctement 1l'influence locale des noeuds sur les diagrammes d'efforts
internes (moments de flexion, efforts normaux, efforts tranchants) ;

- la mise au point de procédures de vérification fiables de la stabilité
d’ensemble ou locale des ossatures.

Ces trois poles d’'intérét coincident d'ailleurs avec les trois parties de

la présente thése, intitulées respectivement

- Etude du comportement des noeuds poutre-colonne ;

- Modélisation par éléments finis des ossatures métalliques & noeuds
semi-rigides ;

- Dimensionnement des ossatures planes & noeuds semi-rigides.

Nous nous attachons, dans la premiére partie de la thése, a fournir aux
futurs concepteurs de projets des outils de détermination des caractéristi-
ques de déformabilité et de résistance de trois types de noeuds d'axe fort
couramment utilisés en construction métallique
- les noeuds & assemblage(s) soudé(s) ;

- les noeuds & assemblage(s) par plat d’about débordant ;

- les noeuds & assemblage(s) par corniéres de semelles.

Ces trois modes classiques d'assemblage relient entre eux soit des profils
laminés & chaud des gammes IPE ou HE, soit des profils de forme et de di-
mensions similaires reconstituées par soudage. Par noeud d’axe fort, il
faut entendre une configuration dans laquelle la poutre est reliée & la se-
melle de la colonne, l’ensemble étant sollicité par des charges agissant
dans le plan déterminé par les axes des piéces assemblées.

Nous avons eu l'occasion, ces derniéres années, de réaliser en laboratoire
une vaste campagne d’essais de noeuds d’axe fort, d’'axe faible et tridi-
mensionnels & assemblages par plat d'’about, par corniéres d’dme et/ou de
semelles ainsi qu’a assemblages composites acier-béton.

Ces essais nous sont d’un grand secours en vue de la validation des modéles
théoriques proposés.

L’étude des noeuds d'assemblage d’axe faible (poutre connectée & 1'adme de
la colonne) et tridimensionnels (poutres d'axe fort et d’axe faible) n'est
pas envisagée dans ce travail; ces matiéres font l’objet d'une autre thése

de doctorat actuellement en préparation a 1'Université de Liége.

La deuxiéme partie de la thése vise au développement d’'un algorithme d'ana-
lyse non linéaire des ossatures contreventées a noeuds semi-rigides. La
difficulté majeure réside principalement dans la modélisation correcte -
c'est-a-dire respectueuse des conditions élémentaires d'équilibre - et

distincte de chacune des composantes de déformabilité des noeuds dont nous



aurons eu précédemment l’occasion de définir la sollicitation spécifique a
1'intérieur d’un noeud.

Le programme de calcul non linéaire aux éléments finis FINELG, établi ori-
ginairement & 1'Université de Liége puis implémenté & la suite de dévelop-
pements menés conjointement depuis plusieurs années & la méme Université et
a 1'Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne, sert de base a ces travaux
numériques.

La confrontation de cet outil de calcul avec d'autres programmes existants
ainsi qu'avec des résultats d'essais de sous-structures permet de démontrer
le bien-fondé des modifications effectuées. Le FINELG est utilisé intensi-
vement au chapitre 6 pour la réalisation d'une étude paramétrique relative
a4 1l'influence du degré de sophistication de la modélisation numérique des
noeuds sur la réponse des ossatures ainsi que, dans la troisiéme partie,
pour la validation des méthodes d’analyse et de vérification des ossatures

qui y sont exposées.

Enfin, dans la troisiéme partie de la thése, nous nous attelons & pro-
poser des méthodes simples et fiables de dimensionnement d’ossatures con-
treventées et non contreventées & moeuds semi-rigides sollicitées statique-

v

ment.

Les travaux que nous présentons couvrent donc les différents volets de
1’étude des noeuds semi-rigides. I1 nous est apparu plus pertinent
d'aborder le probléme dans son ensemble que de se concentrer exclusivement
sur 1'un ou l'’autre de ses aspects.

Une vue partielle du probléme n'aurait su que renforcer 1’image relative-
ment négative qui semble toujours prévaloir chez bon nombre d'ingénieurs
calculateurs. L'acceptation du concept semi-rigide est subordonnée & une
prise de conscience de sa simplicité d'utilisation et de la cohérence de
ses principes. Le présent mémoire doctoral est destiné & y contribuer;
puisse-t-il en étre ainsi.

L'option ainsi posée se révéle peu propice & la rédaction, en début de mé-
moire, d’'un état complet de la question, en raison de la diversité des pro-
blémes envisagés (caractérisation de différentes composantes d’assemblage,
programme de calcul aux éléments finis, problémes particuliers de stabili-
té,...).

Nous avons donc choisi de présenter, & chaque étape de la these, le niveau
d’avancement des connaissances ainsi que de placer les développements expo-
sés en regard d'autres éventuellement disponibles dans la littérature.

De maniére similaire, nous avons conclu en fin de chaque partie du mémoire,

avant de passer & l'examen détaillé du probléme suivant. Une synthése des



résultats acquis constitue le chapitre terminal de la présente disserta-

tion.

Enfin, il importe de préciser que la présentation pour laquelle nous
avons opté privilégie davantage la physique des phénoménes étudiés plutét
que les développements mathématiques permettant de les transcrire sous une
forme utilisable. Nous référerons donc systématiquement, tout au long de
la thése, a divers rapports et publications dans lequel le lecteur intéres-
sé trouvera l'ensemble de la méthématique qui sous-tend les modéles théori-

ques proposés.
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INTRODUCTION
1.1. COMPOSANTES DE DEFORMABILITE D'UN NOEUD POUTRE-COLONNE.

Les deux sources suivantes de déformabilité d’un noeud poutre-colonne
doivent étre clairement différenciées
a) la déformabilité de 1'(des) assemblage(s) ;

b) la déformabilité du panneau d'dme de la colonne.

La déformabilité d'un assemblage couvre la déformation des éléments
d'assemblage: boulons, corniéres, plats d’about, ... Une déformation addi-
tionnelle de la semelle et de 1l'dme de la colonne doit également étre con-
sidérée dans le cas des noeuds d'axe fort, comme nous le verrons ci-des-

sous.

La nature de la déformation du panneau d’dme de la colonne dépend es-
sentiellement de la configuration du noeud. Elle s'identifie & une défor-
mation de cisaillement pour les noeuds d’axe fort, & une déformation de
1’ame hors de son plan pour les noeuds d’axe faible et & une combinaison de

ces deux déformations pour les noeuds tridimensionnels.

Les travaux théoriques de modélisation présentés au chapitre 3 portant
exclusivement sur 1l'étude des noeuds d'axe fort, le noeud & assemblage par
plat d'about de la figure 1.1. est choisi a titre d’'illustration.

La rotation ¢ de 1l'’assemblage est définie mathématiquement comme la diffé-
rence des deux rotations Ob et 90; elle englobe la déformation du plat
d'about, des boulons et de la semelle de la colonne ainsi que la déforma-
tion "en trapéze" du panneau d’dme de la colonne. Cette derniére composan-
te est associée au raccourcissement et 4 1l'allongement de 1l'dme de la co-
lonne sous l'action des charges transversales transmises par 1'assemblage.

La rotation Y du panneau d'ame cisaillé de la colonne s'’exprime, quant a
elle, par la différence des rotations 90 et Of; 9f représente la rotation

flexionnelle de la colonne.

La déformation du panneau d’ame ABCD (figure 1.2.,) peut donc étre scin-

dée en deux parties
- les efforts transversaux Fb dans les semelles de la poutre, statiquement
équivalents au moment de flexion M, , induisent une rotation relative 1)
entre les axes de la poutre et de la colonne (figure 1.2.b); cette rota-
tion fournit une premiére courbe de déformabilité, Mb - ¢, qui caractéri-

se donc le comportement d’‘une des composantes de la déformabilité de

-1.1. -



1'assemblage ;
- le cisaillement (effort Vn) se traduit par l'apparition d'une rotation
relative 9 entre les axes des éléments assemblés (figure 1.2.c); cette

rotation permet de construire une seconde courbe de déformabilité,

Vn-'l.

Figure 1.1. - Déformation d’'un noeud d'axe fort & assemblage par plat

d’about.
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Figure 1.2. - Déformation globale du panneau d'&me (a) décomposée en une

déformation "en trapéze" (b) et une déformation de

cisaillement (c).
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I1 convient de réaliser la différence existant, pour un noeud donné,
entre la sollicitation de 1'(des) assemblage(s) et celle du panneau d'&ame.
Dans l'exemple précité, l'assemblage par plat d’about est soumis au moment
de flexion Mb transmis de la poutre & la colonne, tandis que le cisaille-
ment du panneau d'ame résulte de l'action combinée des forces Fb et des ef-
forts tranchants dans la colonne, au niveau des semelles de la poutre.

La différence de sollicitation de 1'(des) assemblage(s) et du panneau
d’ame, a l'intérieur d'un méme noeud, impose donc une prise en compte dis-
tincte de ces deux sources de déformabilité aussi bien lors du relevé expé-
rimental des courbes caractéristiques du comportement flexionnel que lors

de 1'utilisation de ce dernier pour une analyse de structure compléte.
1.2. MODELISATION MATHEMATIQUE DES COURBES DE DEFORMABILITE DES NOEUDS.

La prise en compte du caractére semi-rigide des noeuds poutre-colonne
lors du dimensionnement d’une ossature métallique nécessite la détermina-
tion préalable de leurs courbes de comportement caractéristiques.

Le niveau de complexité de cette modélisation dépend fortement du type

d'analyse structurale auquel on a recours

- analyse non linéaire & l'aide d'algorithmes susceptibles de prendre en
considération l’ensemble des facteurs affectant le comportement de la
structure (contraintes résiduelles, déformée initiale, plasticité,...) et
en particulier 1'évolution réelle de la déformabilité et la résistance
partielle des noeuds ;

- analyse élastique linéaire tenant éventuellement compte des effets du
second ordre, analyse limite ou étude de la charge critique d'instabili-

2

te.
1.2.1. Modélisation précise des courbes de comportement.

L’analyse non linéaire requiert la connaissance des courbes complétes
de comportement des noeuds jusqu’a la ruine. Les modéles mathématiques dé-
veloppés au chapitre 3 fournissent, dans ce cas :

- des courbes multi-linéaires de prédiction de 1l'effet "trapéze" et du ci-
saillement de panneau d'éame ;

- des courbes non-linéaires de prédiction de la déformabilité d’assemblages
par plat d'about débordant et par corniéres de semelles (figure 1.3.).

Le reproche qui peut étre adressé aux courbes multi-linéaires est assuré-

ment la modification soudaine, brutale et surtout peu réaliste de rigidité

4 l'intersection de deux zones & rigidité constante ainsi que 1'écart

parfois important existant entre la courbe réelle et le modéle multi-
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linéaire dans certaines zones de rotation. Ces défauts sont inhérents au
type de modélisation adopté: segments de droite reliant des niveaux carac-
téristiques de charge et de déformation.

Le passage des courbes multi-linéaires & des courbes d'allure plus continue
par 1l'intermédiaire d'expressions mathématiques adéquates permettra d'évi-

ter ces problémes.

A, Ar—

'\, 4,\,7
a) par plat d’about débordant b) par corniéres de semelle.
Figure 1.3. - Types d’'assemblage étudiés au chapitre 3.

1.2.2. Modélisation partielle des courbes de comportement.

L’étude de la charge de stabilité élastique linéaire d’'une structure a
noeuds semi-rigides repose sur la connaissance de la rigidité initiale de
chacune des composantes de déformabilité des noeuds (figure 1.4.); celles-

ci sont fournies directement par les modéles précités.

L'analyse élastique linéaire d’'une ossature - par exemple dans le cadre
de son dimensionnement - implique, comme son nom 1l’indique, une modélisa-
tion élastique linéaire du comportement des noeuds; divers auteurs recou-
rent au concept de rigidité sécante pour caractériser cette derniére. La
figure 1.4. définit cette rigidité sécante ainsi que son domaine de vali-
dité (Mb < Mby ou Vn < Vny)'

Nous discuterons, dans la troisiéme partie de cette thése (dimensionnement
des ossatures), de la valeur de cette simplification, selon le type de
structures (contreventées ou non). Nous montrerons également, au sous-cha-

pitre 3.4., la maniére dont la rigidité sécante peut étre évaluée, quelle
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que soit la composante de déformabilité considérée.

Mb ou Vn )
PR Kécrouissage
initiale 9
Mpy ouVny
$oul
Figure 1.4. - Valeurs caractéristiques des courbes de déformabilité.

La capacité plastique de la zone du noeud considérée, Mby ou Vny’ cons-
titue une limite & ne pas dépasser lors de 1'étude élastique linéaire de la
structure. Elle s’identifie également au "moment" plastique auquel on se
référera lors de l'évaluation de la charge de ruine plastique de la struc-
ture (analyse limite).

D'un point de vue théorique, la capacité plastique de chacune des composan-
tes du noeud équivaut, en 1l'’absence de phénoméne de voilement, & la charge
maximum qu’elle peut supporter si l’on néglige 1l’augmentation de résistance
due & l'écrouissage. En réalité, il s'avére parfois difficile, voire im-
possible, de repérer ce niveau de charge caractéristique sur une courbe mo-
ment-rotation d’origine expérimentale; nous discuterons ce point précis,
composante par composante, au chapitre 3. Des méthodes simples d'évalua-
tion de la capacité plastique de chacune des composantes du noeud seront

également exposées.

La validité ainsi que la précision des modéles mathématiques de pré-
diction des courbes non linéaires de comportement des noeuds, ou de certai-
nes de leurs caractéristiques, ne peuvent étre démontrées que par 1l'inter-
médiaire de comparaisons avec des résultats d'’essais expérimentaux de
noeuds en vraie grandeur. Ceci justifie 1'’importance des campagnes expéri-
mentales réalisées, ces derniéres années, dans les laboratoires du service

M.S.M. de l'Université de Liége. Le chapitre suivant y sera d’ailleurs en-
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tiérement consacré.

L'analyse numérique des noeuds par la technique des éléments finis per-
met de mieux comprendre leur comportement jusqu’d la ruine. En effet, les
simulations numériques aident & voir clairement la transmission des efforts
gridce 4 l’analyse détaillée des contraintes, dans les panneaux d'édme des
colonnes par exemple; de plus, elles mettent en évidence le mode de ruine.
Les apports suivants sont également appréciables
- la possibilité de modifier la valeur de certains paramétres - comme par

exemple le type de chargement - afin d'étudier en détail 1’'influence de

ceux-ci sur le comportement du noeud ;
- la possibilité d'ajouter des raidisseurs, ce qui autorise en définitive

1’'étude compléte du noeud avec toutes les variantes possibles.
Ces deux apports revétent en outre un intérét économique évident, dans la
mesure ou le colt élevé des essais en laboratoire réduit fortement les pos-
sibilités de réalisation d'une étude paramétrique compléte par voie expéri-
mentale.
Ce type d'analyse ne sera appliqué, dans cette thése, qu'aux noeuds a as-
semblage(s) complétement soudé(s), qui ne sont le siége que de déformations
en "trapéze" et en cisaillement du panneau d’adme de la colonne. En effet,
la simulation de divers phénoménes qui affectent le comportement des assem-
blages boulonnés, tels que le glissement de plats cisaillés, l'ovalisation
de trous de boulons ou encore 1l'évolution des forces de contact entre les
piéces assemblées est certes envisageable du point de vue numérique, mais
implique la résolution, & chaque étape du chargement, de systémes non liné-
aires de trés grande taille - ce qui est peu propice a 1l'utilisation de
cette méthode en vue d'une étude paramétrique compléte - et nous semble, au
vu du nombre d'hypothéses a formuler, ne pouvoir permettre en définitive

qu’une prédiction peu satisfaisante du comportement réel du noeud.
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CHAPITRE 2

CAMPAGNES EXPERIMENTALES

PROGRAMME EXPERIMENTAL CRIF-IRSIA. NOEUDS D'AXE FORT
PROGRAMME EXPERIMENTAL CRIF-IRSIA. NOEUDS D'AXE FAIBLE
PROGRAMME EXPERIMENTAL CRIF-IRSIA. NOEUDS TRIDIMENSIONNELS
PROGRAMME EXPERIMENTAL CECA-ARBED-ULG

ETUDE PARAMETRIQUE DES NOEUDS EN ACIER FAISANT L’'OBJET D'UNE
MODELISATION THEORIQUE

2.5.1. Noeuds 3 assemblages par plat d'about débordant

2.5.2. Noeuds & assemblages par corniéres de semelles.






CAMPAGNES EXPERIMENTALES

Trois programmes de recherche expérimentale ont été effectués, ces der-
niéres années, dans les laboraroires M.S.M. de 1'Université de Liége

a) le premier [J1, J3] porte sur 1’¢tude de la résistance et de la déforma-
bilité de noeuds de rive boulonnés d’axe fort, pour lesquels la poutre
est fixée a4 1'une des semelles de la colonne (figure 2.1.a);

b) le second [J2, J4] comporte 1'étude, d'une part, du comportement de
noeuds de rive boulonnés d’axe faible, pour lesquels la poutre est re-
1iée a 1'ame de la colonne (figure 2.l.c) et, d’autre part, de noeuds de
rive tridimensionnels caractérisés par la combinaison d’une poutre d’'axe
fort et d'une poutre d’axe faible (figure 2.1.4);

c) le troisiéme [Al, J6] vise 34 une meilleure connaissance de noeuds de ri-
ve et intérieurs (figure 2.1.b) boulonnés d’axe fort (assemblages tout

en acier et composites).

Les deux premiéres recherches expérimentales ont pu étre menées & bien
grace 4 1l’aide financiére du Centre de Recherches Scientifiques et Techni-
ques de 1'Industrie des Fabrications Métalliques (CRIF) et de 1'Institut
pour la Recherche Scientifiqué dans 1'Industrie et 1'Agriculture (IRSIA).
Les profils nécessaires a la réalisation des essais ont été fournis gra-
cieusement par la S.A. ARBED & Luxembourg.

Le troiséme volet des recherches expérimentales a été réalisé en collabora-
tion avec la S.A. ARBED a Luxembourg, dans le cadre d’une recherche subsi-
diée par la CECA (Contrat CCE : 7210-SA/507).

a - Noeud de rive d'axe fort b - Noeud intérieur d'axe fort
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¢ - Noeud de rive d'axe faible d - Noeud tridimensionnel

Figure 2.1. - Type d'essais en laboratoire

Il ne nous semblait pas judicieux, en raison du nombre déja important
de pages, de présenter un rapport détaillé de ces trois recherches. Le
lecteur intéressé trouvera l'’ensemble des informations désirées dans les
références suivantes
- recherches CRIF-IRSIA : [J1, J2, J3 et J4] ;

- recherche CECA-ARBED-ULG : [Al, J6, S1].

Nous nous bornerons donc & décrire briévement les essais effectués et a
mettre en évidence les paramétres dont nous avons tdché de dégager 1'in-
fluence.

Seuls les noeuds faisant 1l’objet, au chapitre suivant, de développements
théoriques en vue de leur modélisation retiendront plus particuliérement

notre attention.

2.1. PROGRAMME EXPERIMENTAL CRIF-IRSIA. NOEUDS D’AXE FORT.

Les trois types d’assemblages représentés & la figure 2.2. ont été re-
tenus en raison de leur utilisation fréquente en construction métallique et
de leur relative simplicité de réalisation; 1l s'agit d’assemblages par

plaque d'about, par corniéres d'dme et par cornieres de semelles.
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Figure 2.2. - Types d'assemblages d'axe fort.

Le détail des essais réalisés en laboratoire en fonction des paramétres
envisagés est repris au tableau 2.1. Les caractéristiques mécaniques et
géométriques des profilés ainsi que des divers éléments d’assemblages uti-
lisés ont été relevées avant les essals; leurs valeurs ne sont pas reprises

dans cette thése.

Le dispositif expérimental de la figure 2.3. soumet les assemblages a
un moment de flexion M = PL et & un effort tranchant P dont 1'influence sur
les courbes moment-rotation obtenues peut d'ailleurs étre négligée, étant
donné 1la prépondérance du moment de flexion M qui résulte de la valeur

importante du bras de levier L choisi.

L'effort P en bout de poutre est incrémenté pas-a-pas soit jusqu'a la
ruine du noeud, soit jusqu’a 1l'obtention d’une fléche maximale de 20 cm ad-
mise en bout de poutre. Pour chaque pas de charge, les fleches sont mesu-
rées transversalement & 1l’'axe de profilés, sous la charge en bout de pou-
tre, ainsi qu’aux extrémités de la colonne (déplacements éventuels d'ap-
puis); les rotations de la poutre au niveau de 1'assemblage et de la colon-
ne, a hauteur du noeud, sont égalament enregistrées.

Une description plus détaillée de l’instrumentation des essais est donnée
en [J5].

L’ensemble de ces mesures permet de mettre en évidence les deux compo-
santes de déformabilité d’'un noeud poutre-colommne (voir 1.1.):

- la déformation de 1l'assemblage ;



- la déformation en cisaillement du panneau d’adme de la colonne.

P i ® T N
— [ s e N
[ N
N
l o
o LN
Y | ek N
) oo | \
M= @ar] | | POUTRE | COLONNE R
L = N
¢ Y RSt
® ©) ®
1812,5 | 1812,5
f<
3625
Figure 2.3. - Dispositif expérimental [mm].
Test [Colonne|Poutre| Rigidité |Assemblage|Char- |Effort| Pré- |e
N° C P flexionnelle|(fig.2.2.)|gement| axial|serrage pe
relative P/C N boulons| (mm)
Fig.
2.2.
01 HEB160 |IPE200 0,78 a S 300 kN C -
02 HEB160 |[IPE200 0,78 b S - C 0
03 HEB160 |[IPE200 0,78 c S - C 15
04 HEB160 |[IPE200 0,78 a S 700 kN c -
05 HEB160 |IPE200 0,78 b S - c 15
06 HEB160 |IPE200 0,78 c S - M 15
07 HEB160 |IPE200 0,78 a S - C -
08 HEB160 |[IPE200 0,78 b Cyc - C 0
09 HEB160 |[IPE200 0,78 c S - c 15
010 |HEB160 |IPE300 3,35 a S - C -
011 |HEB160 [IPE300 3,35 b S - c 15
012 |HEB160 |IPE300 3,35 c S - c 15
013 |IPE240 |IPE200 0,50 a S - o] -
014 |IPE300 |IPE200 0,23 a S - o] -
015 |HEB160 [IPE200 0,78 a Cyc - c -
0l6 |HEB160 |IPE200 0,78 b S - M 15
017 |HEB160 |IPE200 0,78 c Cyc - c 15
018 |HEB160 |IPE300 3,35 a Cyc - o] -
019 |HEB160 [IPE300 3,35 b Cyc - C 0
020 |HEB160 |IPE300 3,35 c Cyc - C 15
021 |IPE240 (IPE200 0,50 a Cyc - c -
022 |IPE300 |IPE200 0,23 a Cyc - o] -
- : l'effort dans la colonne est nul ou e n'a pas de signification
S : chargement statique ; Cyc : chargemengccyclique
C : préserrage a 0,8 fV ; M : préserrage manuel contrélé.

Tableau 2.1.
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2.2. PROGRAMME EXPERIMENTAL CRIF-IRSIA. NOEUDS D‘AXE FAIBLE.

Lors de la définition du programme d'essais de noeuds d'axe faible
(tableau 2.2.), trois paramétres ont été pris en considération: le type
d'assemblage, la rigidité relative poutre-colonne et 1'élancement ha/tcw
(figure 2.1.) de 1'ame de la colonne.

Les types d'assemblages sont semblables a ceux relatifs aux essais de
noeuds d’'axe fort (figure 2.4.). Les dimensions des éléments d'assemblage
ont cependant été délibérément surélevées dans le but de concentrer au

maximum la déformabilité du noeud dans 1‘ame de la colonne.

Toutes les caractéristiques mécaniques et géométriques des profilés et

des éléments d’'assemblage ont été mesurées.

o

o
o_-
o

(a) (b) (c)
Figure 2.4. - Types d'assemblages d’axe faible

Test | Colonne | Poutre | Elancement Rigidité Type
C P de 1'ame de| flexionnelle |d'assemblage
la colonne relative (fig. 2.4.)
h_/t P/C
a’ cw

Al IPE240 IPE160 35,5 0,33 a

A2 IPE240 IPE160 35,5 0,33 b

A3 IPE240 IPE160 35,5 0,33 c

A4 IPE300 IPE160 39,2 0,70 a

A5 IPE300 IPE160 39,2 0,70 b

A6 IPE300 IPE160 39,2 0,70 c

A7 HEA180 IPE160 25,3 1,06 a

A8 HEA180 IPE160 25,3 1,06 b

A9 HEA180 IPE160 25,3 1,06 c

Al0 | HEB160 IPE160 16,8 1,02 a

All | HEB160 IPEL60 16,8 1,02 b

Al2 | HEB160 IPE160 16,8 1,02 c

Tableau 2.2. - Détail des essais d'axe faible (recherche CRIF-IRSIA)
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Le dispositif expérimental est identique a celui utilisé précédemment;
il en est de méme pour l’ensemble des mesures effectuées. Seule la fleche
maximale autorisée en bout de poutre est portée de 20 & 40 cm en raison des

rotations importantes liées & la déformation de 1l’'ame des colonmes.

Dans le méme ordre d’idées que pour les noeuds d'axe fort, les essais
de noeuds d’axe faible ont clairement montré la nécessité de distinguer les
deux composantes suivantes de la déformabilité d’'un noeud (voir 1.1.):

- la déformation de 1'assemblage ;

- la déformation hors-plan de 1’dme de la colonne.
2.3. PROGRAMME EXPERIMENTAL CRIF-IRSIA. NOEUDS TRIDIMENSIONNELS.

Un nombre élevé d'essais de noeuds tridimensionnels ont été réalisés a
Liége dans le but d'acquérir des informations relatives & ces noeuds qui

n‘ont jamais fait l’'objet, & notre connaissance, d'études approfondies.

L’'influence des types de colonne et d’'assemblage d'axe faible est prise

en considération (tableau 2.3.).

Les essais sont réalisés a 1'aide d'un dispositif expérimental d'essais
de noeuds plans spécialement aménagé pour recevoir une poutre dans le plan

perpendiculaire.

La valeur de la charge P2 qui agit a l'’extrémité de la poutre d'axe
faible est maintenue constante durant l'essai, tandis que la charge P1
"d'axe fort" est augmentée progressivement soit jusqu’a la ruine du noeud,
soit jusqu’a l'obtention d'une fléche maximale admise de 20 cm. Les essais
sont conduits pour différentes valeurs du rapport MPZ/MV,PZ(Pl - 0) (voir
derniére colonne du tableau 2.3.).

M
P2
durant 1l'essai. MV P2 (P1=0) représente la capacité plastique de 1'adme de

s'identifie au moment constant appliqué & 1’assemblage d'axe faible

la colonne du noeud d'’axe faible correspondant (voir 2.2.).

Le systéme de mesures - semblable & celui utilisé pour les essais de
noeuds d’axe fort - permet de juger de la modification du comportement de
1'4me cisaillée de la colonne consécutive & la présence d’une poutre d'axe

faible.



Test | Colonne | Poutre | Assemblage Poutre | Assemblage MPZ
d’axe d'axe faible| d'axe d'axe fort |[——————
faible (fig.2.4.) fort (fig.2.2.) MV P2 (P1=0)

P P 5
2 1

I1 HEB160 IPE160 a IPE200 a 1,25

12 HEB160 IPE160 b IPE200 a 0,91

13 HEB160 IPE160 c IPE200 a 0,25

14 IPE300 IPE160 a IPE200 a 0,67

I5 IPE300 IPE160 b IPE200 a 0,93

16 IPE300 IPE160 c IPE200 a 0,61

17 HEB160 IPE160 a IPE200 a 0,77

18 HEB160 IPE160 b IPE200 a 0,40

19 HEB160 IPE160 c IPE200 a 0,65

110 HEB160 IPE160 a IPE200 a 1,19

111 HEB160 IPE160 b IPE200 a 0,87

112 HEB160 IPE160 c IPE200 a 0,97

I13 IPE300 IPE160 a IPE200 a 0,46

114 IPE300 IPE160 b IPE200 a 0,67

I15 IPE300 IPE160 c IPE200 a 0,74

116 IPE300 IPE160 a IPE200 a 0,90

117 IPE300 IPE160 b IPE200 a 1,03

118 IPE300 IPE160 c IPE200 a 1,10

Tableau 2.3. - Détail des essais tridimensionnels (recherche CRIF-IRSIA).

2.4. PROGRAMME EXPERIMENTAL CECA-ARBED-ULG.

Le tableau 2.4. donne une vue générique du programme expérimental.
Les 56 noeuds testés sont scindés en deux groupes, selon la nature de 1'as-
semblage boulonné qui relie la(les) poutre(s) en acier a la colonne (figure
2.5.).
a) assemblage par corniéres de semelles supérieure et inférieure et par
corniére d'dme unique ;

b) assemblage par corniére de semelle inférieure et par corniére d'édme

unique.
—A— —A—
f==
& |=e [ ] ® P bt @
< L
[ == ey ® = o @
J\r J\/_'
a - Assemblage a4 3 corniéres b - Assemblage 4 2 corniéres

Figure 2.5. - Types d’'assemblages.
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Un dispositif expérimental identique & celui de la figure 2.3. a été utili-
sé pour les essais des noeuds de rive; ce montage permet de maximiser la
valeur de 1l'effort de cisaillement dans le panneau d'ame de la colonne.

Le chargement symétrique des noeuds cruciformes (figure 2.6.) ne crée, pour
sa part, aucune contrainte de cisaillement dans le panneau d'adme mais sou-

met 1’ame de la colonne & des efforts transversaux trés importants.

T :

P P

e T T T =

E
o~

. 25m
1

o
Figure 2.6. - Dispositif expérimental pour les noeuds cruciformes.

Les paramétres qui ont été retenus lors de 1’élaboration de ce programme

sont

a) le type de poutres : IPE240, 300 ou 360 ;

b) 1l'épaisseur des corniéres : 150 x 90 x 10 ou 150 x 90 x 13 ;

¢) le pourcentage d'armatures dans la dalle de béton: 0,7%, 1,3% et 2,1% ;

d) le nombre de connecteurs entre la dalle de béton et les poutres en
acier: les connecteurs sont en nombre suffisant pour assurer une
interaction compléte entre les poutres et la dalle jusqu'a la ruine des
assemblages.

La liste compléte des essais apparait au tableau 2.5. Les tableaux 2.6. et

2.7. fournissent des renseignements supplémentaires quant & 1'armaturage

des dalles et quant au nombre et & la disposition des connecteurs.

L’instrumentation des piéces d'essais est décrite en détail aux références

[S1] et [J5], tant pour les noeuds composites que pour ceux en acier. Le

dispositif de mesures adopté permet d’'isoler les courbes de déformabilité

des assemblages et des panneaux d’'ame cisaillés (pour les noeuds de rive),

mais également de dissocier différentes sources de déformabilité des assem-

blages telles que le glissement poutre-corniéres, la déformation des cor-

niéres et de la semelle de la colonne, la déformée en "trapéze" de l'ame de

1a colonne sous l'effet des charges transversales, la déformée axiale de la
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dalle en béton et l'allongement des

armatures longitudinales,...

Dispo- [Numéro |Type |[Co- Pou- Epaisseur des Armaturage |Connecteurs
sitif |des d'as-|lonne |tre corniéres 150x90 }longitudi- [et armatu-
expé- |essais |sem- (s) nal de la rage trans-
rimen- blage cornié- |corniére|dalle versal
tal fig. re(s) del|d'ame
2.5. semelles indice indice
(mm) (mm) (tabl.2.6) |(tabl.2.7.)
24x3C.1| a |HE200B|IPE240 10 10 A A
24x3C.2| a |HE200B|IPE240 10 10 B A
24x3C.3| a |HE200B|IPE140 10 10 C A
24x%3C.4| a |HE200B|IPE240 10 10 - -
24x%3C.5| a {HE200B|IPE240 13 13 A A
24x3C.6| a |HE200B|IPE240 13 13 B A
24x3C.7 a |HE200B|IPE240 13 13 C A
24x%3GC.8| a |HE200B|IPE240 13 13 - -
24x%2C.1| b |HE200B|IPE240 10 10 A A
24x%2G.2| b |HE200B|IPE240 10 10 B A
24x%2G.3| b |HE200B|IPE240 10 10 C A
24x%2C.4| b |HE200B|IPE240 10 10 - -
24x%2C.5| b |HE200B|IPE240 13 13 A A
24x%2G.6| b |HE200B|IPE240 13 13 B A
~ 124x2C.7| b |HE200B|IPE240 13 13 C A
© 24%2C.8| b |HE200B|IPE240 13 13 - -
o~ 30x3C¢.1| a |HE200B|IPE300 10 10 C B
o 30x3C.2| a |HE200B]IPE300 10 10 A B
Y |30x3c.3| a |HE200B|IPE300 10 10 B B
22 |130x3C.4| a |HE200B{IPE300 10 10 B C
“  |30x3C.5| a |HE200B|IPE300 10 10 - -
" 30x3C.6] a |HE200B|IPE300 13 13 A B
ol 30x3C.7 a |HE200B|IPE300 13 13 c B
S |30x3c.8| a |[HE200B|IPE300| 13 13 B B
© 130x3C.9| a |HE200B|IPE300 13 13 - -
g |30x2C.1| b [HE200B|IPE300 10 10 B B
" 30x2C.2| b |HE200B|IPE300 10 10 A B
] 30x2C.3| b |HE200B{IPE300 10 10 c B
N 30x2C.4| b |HE200B|IPE300 10 10 B o]
8 |[30x2c.5| b |HE200B|IPE300| 13 13 A B
2 [30x2C.6| b |HE200B|IPE300 13 13 B B
A 30x2C.7| b [HE200B|IPE300 13 13 C B
30x2C.8|! b |HE200B|IPE300 10 10 - -
30x2C.9/ b [HE200B|IPE300 13 13 - -
36x3C.1] a |HE200B{IPE360 10 10 A D
36x3C.2| a |HE200B|IPE360 10 10 B D
36x3C.3| a |HE200B|IPE360 10 10 C D
36x3C.4| a |HE200B|IPE360 10 10 - -
36x3C.5| a |HE200B|IPE360 13 13 A D
36x3C.6| a |HE200B|IPE360 13 13 B D
36x3C.7| a [|HE2COB|IPE360 13 13 c D
36x3C.8| a |HE200B|IPE360 13 13 - -
36x2C.1| b |HE200B|IPE360 10 10 B D
36x2C.2| b |HE200B|IPE360 10 10 A D
36x2C.3| b |HE200B|IPE360 10 10 C D
36x2C.4| b |HE200B|{IPE360 10 10 - -
36x2C.5| b |HE200B|IPE360 13 13 C D
36x2C.6| b |HE200B|IPE360 13 13 B D
36x2C.7| b |HE200B|IPE360 13 13 A D
36x2C.8| b |HE200B|IPE360 13 13 - -
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9; 2tl3c. 1| a |HE200B[IPE240| 10 10 - -
D : |2elsc.2| a |HE200B|TPE240| 13 13 - -
o & |30l3c.1| a |HE200B|IPE300| 10 10 - -
S . [30l3c.2| a |HE200B|IPE300| 13 13 ] ;
@ o |36l3c.1| a [HE200B|IPE360| 10 10 - -
A 3613c.1| a |HE200B|IPE360| 13 13 - -
Tableau 2.5. - Détail du programme expérimental CECA-ARBED-ULG.
indice Diamétre des $ d'armaturage
D . armatures (mm) longitudinal
' - A 10 0.67
B 14 1.3
C 18 2.1
| se———
Tableau 2.6. - Armaturage longitudinal dans la dalle de béton.
Connecteurs pour une poutre Armaturage
transversal
indice
Diamétre dh Nombre pour Lg Diamétre dh
chacune des
(mm) (mm) deux files (mm) (mm) (mm)
A 16 110 19 1980 8 10
B 19 110 19 1980 8 8
C 19 110 19 990 8 8
D 22 110 19 1980 8 8
dalle de
dy, beton
. Lg , 365 mm . Pa—
i T 4? ° ® ° ° °
r T T T T T T _T T
dh - T
poutre IPE
[ 2500 mm r
_~ extrémité a laquelle assemblage est réalisé
Tableau 2.7. - Connecteurs et armaturage transversal dans la dalle de béton
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2.5. ETUDE PARAMETRIQUE DES NOEUDS EN ACIER FAISANT L'OBJET D'URNE

MODELISATION THEORIQUE.

2.5.1. Noeuds a assemblage par plat d’about débordant.

L’influence des principaux paramétres envisagés (tableau 2.1.) peut

étre résumée de la maniere suivante

a)

b)

L'effort axial N de compression (figure 2.3.) appliqué aux colonnes des
essais 01

(N = 300 kN) et 04 (N = 700 kN) n’affecte pas de maniére significative
le comportement en cisaillement du panneau d’'ame de la colonne et, en
particulier, sa capacité plastique. La comparaison des courbes corres-
pondantes de cisaillement avec celle relative & 1l'’essai 07 (N = 0) le
montre & suffisance (figure 2.7.a).

Les efforts normaux considérés couvrent pourtant un large domaine de va-
riation de rapport GnN/fycw (onN et fycw représentent respectivement la
contrainte normale dans la colonne résultant de 1'’application de l'ef-
fort normal N et la limite d’'élasticité de 1l'’adme de la colonne):

- essai 07 : onN/fycw = 0,00

nN/fycw = 0,18

= 0,43

nN/fycw
Ces observations corroborent tout & fait les conclusions d’'une étude ex-

- essai 01 : ©

- essai 04 : O

périmentale similaire effectuée en 1973 par NAKAO [N1] pour des valeurs
de OnN/fycw variant de 0 a 50 %.

Selon KATO [Kl1], ces 50 % constituent, d’un point de vue pratique, une
borne supérieure du rapport UnN/fycw : de fait, les efforts axiaux de
compression appliqués aux colonnes de batiment doivent étre limités,
lors du dimensionnement, afin de se prémunir contre une ruine par insta-
bilité.

L'effort normal de compreésion N = 700 kN appliqué & la colonne de 1l'es-
sai 04 engendre une réduction de l'ordre de 7 % de la capacité plastique
de 1l'assemblage, par rapport aux essais 07 (N = 0) et 01 (N = 300 kN)
dont les courbes de déformabilité des assemblages sont identiques (figu-
re 2.7.b). Il semble donc exister une valeur limite de l'effort de com-
pression au-dela de laquelle se manifeste 1'inftluence de 1l’effort nor-
mal.

Bien évidemment, seule 1l'adme, en traction ou compression, et la semelle
tendue de la colonne sont concernées par cette possible réduction de ca-
pacité plastique.

D’aprés l'annexe J du chapitre 6 de 1'Eurocode [El]

- la résistance de 1’a4me tendue de la colonne n'’est pas influencée par
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la valeur de la contrainte normale o, agissant dans 1'ame de la

cw
colonne, au niveau de la naissance du congé de raccordement ;
- la résistance de 1l'ame comprimée de la colonne est réduite d’'un fac-
teur e
W
19 el
e, = 1,25 - 0,5 5 (2.1.)
yew
dés que les contraintes normales oncw excédent 50 % de la limite

d’'élasticité fycw de 1'4me de la colonne ;
- la résistance de la semelle tendue de la colonne est reduite d'un
facteur er

2f - 180 - |o p
=4 ne (2.2.)

e = cf
£ 2f - 360
yecf
dés que les contraintes normales dans la semelle tendue de la colonne,
o , excedent 180 N/mm2 ;
ncf

et £
y

o la limite d’élasticité de la semelle de la colonne, sont

ncf- j cf’ 2
exprimées en N/mm".

Nous ne disposons pas de résultats d'essals expérimentaux nous permet-
tant de valider les propositions relatives & la réduction de la résis-
tance de 1’ame de la colonne.

En effet, la capacité plastique des assemblages 01, 04 et 07 est asso-
ciée au manque de résistance de la semelle de la colonne. Les contrain-
tes normales O cf dans la semelle correspondant & ce niveau de
chargement valent respectivement

- assemblage 07 : 0__. = 89 N/mn® (N = 0 KN)

= 33,7 N/m:;2 (N = 300 kN)

- assemblage 04 : O cf = -40 N/mm~ (N = 700 kN).

Selon la formule (2.2.), ces contraintes n'’engendrent aucune réduction

- assemblage 01 : O

de la capacité plastique de la semelle de la colonne (|0ncf|<180 N/mm2 )
alors que, expérimentalement, on constate une diminution de 7 %, peu si-
gnificative il est vrai, de la capacité plastique de 1l'essai 04 par
rapport a 01 et 07.

Il nous est donc impossible de porter un jugement de valeur sur ces ré-
gles basées sur l'’expérimentation. Nous nous y référerons donc dans le
cadre de catte thése, mais il nous semble important, dans 1l'avenir, de
mener des recherches plus approfondies dans ce domaine.

La rigidité des courbes de déformabilité des panneaux d’ame cisaillés et
des assemblages par plat d’about n’est pas influencée, dans le domaine
élastique de comportement, par la présence d’un effort normal dans la
colonne (figure 2.7.).

Des conclusions similaires peuvent étre tirées en ce qui concerne la ri-
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gidité dite d’'"écrouissage" définie a la figure 1.4.

Mp (kNm)

80:j o7 (01
60 1
40 -

20 1

' §(ra d)
0,02 0.04 0,06 0,08

Il 1

a - Courbes de déformabilité des panneaux d’'ame

M}, (kNm)

@(rad.)
0,02 0,04

b - Courbes de déformabilité des assemblages

Figures 2.7. - Influence de l'effort normal de compression dans la colonne
sur les courbes de déformabilité des noeuds & assemblages

par plat d’'about.

d) La figure 2.8. montre l'importance relative des déformabilités du pan-

neau d'dme cisaillé et de 1l’assemblage a 1'intérieur d’'un méme noeud.
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La capacité plastique respective de ces deux composantes d’un noeud

poutre-colonne sont sensiblement égales pour l’essai 07; le panneau
d'ame contribue donc largement & la rotation d'ensemble du noeud, ce qui
n'est absolument pas le cas pour l'essai 010 dont 1'assemblage constitue
le point faible. I1 est intéressant d'’observer 1la déformabilité
appréciable de 1’assemblage, du panneau d'dme et donc du noeud tout
entier qu'engendre 1'atteinte, dans 1’assemblage, du moment maximum
élastique de la poutre. Les assemblages par plat d’'about débordant ne
sont donc pas nécessairement infiniment rigides et parfaitement résis-

tants, comme on aurait trop souvent tendance & 1l'imaginer.

My, (kNm)

Mp (kNm) My, (kNm)

801

601

401 KNm
| IPE 200| 681 | 772
201 L | IPE 300/168,6 |190.1
1 ) ¢ ‘ . ) O(rad) | 1 A g (rad)
002 004 002 004 006 008 0,0 002 004 006
{a) {b) {c)
a - Assemblage b - Noeud c - Panneau d’'ame cisaillé

Figure 2.8. - Courbes de déformabilité des noeuds 07 (poutre IPE200) et
010 (poutre IPE300).

e) La rigidité initiale des assemblages 07 et 014 (assemblages a plat
d'about identiques) dépend largement de la nature de la colonne (figure
2.9.). La faible épaisseur des semelles et 1’élancement important de
1’ame du profil IPE300 conférent & 1'assemblage 014 une faible rigidité
initiale, comparativement & celle de 1'assemblage 07 (colonne HE160B).
La charge de ruine des assemblages 013 (colonne IPE240) et 014 (colonne
IPE300) résulte du défoncement de 1'ame de la colonne sous l'effet des

charges transversales de compression transmises par les assemblages.
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‘ @ (rad.)
002 004 006 008 010

Figure 2.9. - Courbes de déformabilité des assemblages 07, 013 et 0l4

(poutres identiques).
2.5.2. Noeuds & assemblages par corniéres de semelles.

Les courbes de déformabilité des noeuds 03, 06 et 012 (tableau 2.1.) a
assemblages par corniéres de semelles sont reportées dans un diagramme

commun & la figure 2.10.

Les noeuds 03 et 06 ne different que par le degré de préserrage des bou-
lons: préserrage complet pour 03 et préserrage manuel pour 06. On observe
la similitude de la rigidité initiale et de la charge de ruine des deux
noeuds ainsi que la proportionnalité de la charge de glissement entre la
poutre et les corniéres (palier horizontal) par rapport a l'’effort de pré-
serrage.

La déformabilité plus importante du noeud 06 en fin d’essai résulte de
l’ovalisation supérieure des trous de boulons par pression diamétrale
(contact boulons-bords des trous). Ce type de déformabilité, qui
n'apparait qu’aprés glissement, prend d'autant plus d’ampleur en fin d'es-

sal que la charge associée & ce glissement est faible.
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M“kNm) kNm | Mg | Mp]

100 1 IPE 200| 681 | 772
012 IPE 300/168.6 [190,1

801

[ 7Me (1PE 200)

002 004 006 008 010

Figure 2.10. - Courbes de déformabilité des noeuds 03,06 et 012

(colonnes identiques).
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DEVELOPPEMENTS THEORIQUES

3.1. TYPES DE NOEUDS ETUDIES

L’'occasion nous a été donnée, au travers des recherches expérimentales
décrites au chapitre précédent, de réaliser un nombre trés important d'es-
sais (108 au total) de noeuds poutre-colonne de configurations trés diffé-
rentes:

i) noeuds en acier d'axe fort 4 assemblage(s) par
- plat d'about débordant ;
- corniéres d'ame ;
. corniéres de semelles supérieure et inférieure ;
- corniéres de semelles supérieure, inférieure et corniére d'ame ;
. corniéres de semelle inférieure et corniére d'ame.

noeuds en acier d'axe faible a4 assemblages par

e
ol
~r

- plat d'about non débordant ;
- corniéres de semelles ;
- corniéres d'éme.
iii) noeuds en acier tridimensionnels a assemblages par
- plats d'about ;
- plat d'about et corniéres d'dme ;
- plat d'about et corniéres de semelle.
iv) noeuds composites a3 assemblages par
. corniéres de semelles supérieure, inférieure et corniére d'ame ;
- corniéres de semelle inférieure et corniére d'ame.
Le développement de modéles théoriques de prédiction du comportement jus-
qu'a la ruine de chacun de ces noeuds constitue un travail colossal qui dé-
passe, et de loin, le cadre d'une seule thése de doctorat.
Nous avons donc été amenés, par 1a force des choses, & opérer des choix.
Ceux-ci reposent sur les considérations suivantes
a) La recherche CECA-ARBED-ULG - dans le cadre de laquelle ont été testés
les noeuds composites - était toujours en cours au moment de la rédac-
tion de ce chapitre et mnous n'avons disposé, jusqu'a présent, que du
temps nécessaire 34 la mise au point d'un modéle intermédiaire
permettant, d'une maniere relativement compliquée d'ailleurs, 1la
prédiction du comportement des noeuds jusqu'a la ruine [J6]; celui-ci
doit étre considéré comme un outil servant de développement a des mode-
les plus simples utilisables dans la pratique.
b) Les noeuds tridimensionnels sont caractérisés par 1'interaction, au ni-
veau du panneau d'ame de la colonne, de deux types de déformabilité

. cisaillement et déformation "en trapéze" du panneau (poutre d'axe
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fort) ;
- déformation hors-plan (poutre d'axe faible).
Leur modélisation réclame donc, au préalable, 1l’étude approfondie et
isolée des deux types de déformabilité précités.
Les développements théoriques relatifs & la déformation hors-plan de
1'ame font actuellement 1l'objet d'une autre thése de doctorat qui a
débuté, il y a deux ans, & 1'Université de Liége. Nous nous sommes
penché, pour notre part, sur le cisaillement et la déformation en
"trapéze" des panneaux d'&ame.
Ces deux composantes de déformabilité sont communes & tout noeud d’axe fort
mais, en réalité, la modélisation d'un noeud tout entier réclame également
1'étude de 1'(des) assemblage(s).
Nous avons opté, dans cette thése, pour les assemblages par plat d’about
débordant et par corniéres de semelles (fig. 1.3.); le premier, en raison
de son utilisation courante en construction métallique et le second, du
fait de sa capacité a transmettre des moments de flexion alors qu’il est

généralement considéré comme une articulation lors d’un dimensionnement.
3.2. RESISTANCE ET DEFORMABILITE DES PANNEAUX D’AME
3.2.1. Simulations numériques de noeuds soudés

Une importante étude paramétrique a été réalisée a 1'Ecole Polytechni-
que Fédérale de Lausanne et a 1'Université de Liége. L’ensemble des résul-

tats et des conclusions de cette étude sont longuement détaillés en [A2].

Cette étude repose sur la simulation numérique, & l'aide du programme
non-linéaire aux éléments finis FINELG [Fl1] du comportement jusqu’a la rui-
ne de noeuds poutre-colonne & assemblages complétement soudés. Les non 1i-
néarités géométriques et matérielles sont prises en considération lors de
1’analyse des noeuds en trois dimensions. Des éléments finis de type
"coque" sont utilisés pour modéliser les semelles et les dmes des profilés,
alors que des éléments de type "poutre" simulent la présence d'’éventuels
raidisseurs. La discrétisation en éléments finis adoptée respectivement
pour des noeuds de rive (une colonne - une poutre) et pour des noeuds inté-

rieurs (une colomne - deux poutres) est présentée & la figure 3.1.

L'acier est caractérisé par la loi multi-linéaire de comportement de la
figure 3.2. L'état plan de contrainte, dans le domaine élasto-plastique,
s'exprime au travers de l'utilisation de la théorie incrémentielle (flow

theory) et du critére de plastification de von MISES. Des distributions
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paraboliques de contraintes résiduelles dans 1'ame

et les semelles de pro-

filés sont choisies en accord avec les recommandations européennes [Ml].

Les imperfections de soudage ne sont pas simulées.

relatives a4 ces simulations sont fournies en [A2].

Les données complétes

a - Noeud de rive

b - Noeud intérieur

Figure 3.1. - Discrétisations en éléments finis
0
fu+ courbe supposée e —=
d
y/ courbe reelle
E
fo 4+ st
y i
E
£
Figure 3.2. - Courbe 0-€ pour acier doux (indice cw

cf pour semelle de colonne).

La bonne correspondance entre les résultats de

pour ame de colonne et

simulations numériques

et d'essais en laboratoire sur des noeuds de rive soudés est démontrée en

[A3].

Les courbes moment-rotation qui caractérisent les déformabilités en
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cisaillement et en "trapéze" du panneau d'ame de la colonne ont été repor-

tées pour chaque simulation effectuée.

L’étude paramétrique repose sur l’étude des facteurs suivants

a) le type de poutre(s) (voir tableau 3.2.) ;
b) le type de colonne (voir tableau 3.2.) ;
¢) la sollicitation du noeud (voir figure 3.3.) ;
d) la déformée transversale initiale de 1'ame de la colonne [A4] ;
e) la présence ou non de raidisseurs transversaux sur 1’ame de la colonne ;
f) 1l'écrouissage de l'acier.
Le tableau 3.1. propose une vue générale des simulations numériques effec-
tuées.
Noeuds soudés
N° |Confi-|Indice du |Type de |Raidissage [Déformée Ecrouissage
gura- |type de charge- transversal |initiale de [de l'acier
tion |profilés et|ment de 1'ame de [l'ame de la
des dimen- |(figure |la colonne |colonne [A4]
sions (voir|3.3.)
tableau
3.2.)
S1 FS non oui oul
S2 FS non oui non
S3 {Noeuds A FP non oui oui
S4 FP oui oui oui
S5 de MP non oui oui
S6 rive FS non oui oul
s7 B FS non non oui
S8 FP non oui oui
S9 FP oui oui oui
S10 FS non oui oui
S11 A FS non non oui
S12|Noeuds FP non non oui
S13|inté- FS non oui oui
Sl4 B FS non non oui
S15|rieurs FP non non oui
S16 FP non non non
S17 C FS non oul oui
S18 D FS non oui oui
Tableau 3.1. - Vue générale des simulations numériques.
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Indice Poutres(s) Colonne
Type Longueur Type Hauteur
(mm) (mm)
A IPE330 698 HE160B 1.349
B HE500B 580 HE300B 1.590
C HE500B 580 DIL300 1.590
D HE500B 580 HE300A 1.590
Tableau 3.2. - Types de profilés et dimensions
M/2
TN

N
M/2

Flexion simple (FS) Flexion pure (FP) Flexion pure dans la poutre (MP)

a - Noeuds de rive

W ).,

Flexion simple (FS) Flexion pure (FP)

b - Noeuds intérieurs

Figure 3.3. - Mode de chargement des noeuds
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Dans la suite de la thése, nous ne nous référerons pas aux numéros des
simulations numériques (S1, §2,...), ce qui obligerait le lecteur 4 de con-
tinuels allers et retours entre les tableaux 3.1., 3.2. et la figure 3.3.
Dés que cela s'avérera nécessaire, nous mentionnerons explicitement 1’indi-
ce du type des profils et des dimensions (A, B,...) et le mode de charge-
ment (FS, FP,...); mnous spécifierons également s'il s'’agit d'un noeud de
rive ou intérieur, si la colonne est raidie ou non, et si la déformée ini-
tiale de 1'ame de la colonne et 1'écrouissage de l'acier ont été pris en
compte lors du calcul numérique. Enfin, dans le but d'alléger le texte,
1'absence de précision quant au raidissage du noeud, & la déformée de 1'ame
et a 1'écrouissage de l'acier signifiera toujours que l’on a affaire a un
noeud non raidi dont 1'ame de la colonne posséde une déformée initiale et
pour lequel 1'écrouissage de 1l'acier est considéré dans la simulation numé-

rique.

3.2.2. Etude de l’introduction de charges transversales dans un panneau

d’ame de colonne (noeuds soudés non rajidis).
3.9.2.1. Conclusions de l'étude numérique.

Seules les principales conclusions de 1'étude numérique des panneaux
d’'ame soumis & des charges transversales sont reprises ci-dessous. Le lec-
teur intéressé se référera a [A2] pour de plus amples informations.

a) La courbe Mb - ¢ caractéristique de 1a déformabilité "en trapéze" du
panneau d'ame dépend, pour un noeud donné, de sa sollicitation réelle.
Supposons les deux noeuds de rive soudés non raidis A et B (tableau 3.2)
soumis aux types de chargement FS, FP et MP (figure 3.3.a) et reportons,
pour chaque noeud, la courbe Mb - ¢ caractéristique dans un diagramme
commun (figures 3.4. et 3.5.). Une similarité existe uniquement dans le
domaine élastique de comportement du panneau.

Les différences entre les courbes Mb - ¢ dans le domaine inélastique ne

peuvent étre négligées.

En réalité, dans sa zone la plus sollicitée (figure 3.6.), un panneau

d'ame non raidi est soumis & trois types de contraintes

- des contraintes de cisaillement T;

- des contraintes normales o, résultant de l'effort de compression et du
moment de flexion dans la colonne ;

- des contraintes normales Oi résultant de 1'introduction, dans l'’ame de
la colonne, des charges transmises par 1'assemblage.

Naturellement, le comportement du panneau d’'ame soumis & ces charges

transversales est influencé, mis & part dans le domaine élastique liné-
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Figure 3.6. Différents types de contraintes dans un panneau d'ame

b) La capacité plastique d'un panneau d'éme soumis a des charges transver-
sales ne peut étre définie d’une maniére similaire a ce qui peut étre
fait pour les panneaux d'ame cisaillés (figure 3.7.): en effet, 1la
propagation de plasticité ne se solde pas par 1'apparition d'un plateau
horizontal, dans la courbe Mb - ¢ lorsque 1’écrouissage de 1l'acier n'est
pas pris en compte dans 1a simulation numérique ; on constate plutét le
développement, jusqu'aux alentours de la charge de ruine, d'une phase
d'augmentation progressive de la résistance et de la déformabilité de
1'ame (figure 3.8.).

En vue de la modélisation des courbes Mb - ¢ que nous évoquerons en

3.2.2.2., nous proposons de définir une capacité pseudo-plastique Mbppl;
celle-ci caractérise le moment de flexion dans la poutre correspondant a
1'état limite, défini a la figure 3.8., du panneau d'’ame soumis aux

charges transversales transmises par 1'assemblage.

Vn 4
avec ecrouissage
Vny ————— —_ =———r — ——— | —
sans écrouissage
]
Figure 3.7. - Définition de la capacité plastique, Vn , d'un panneau d'ame
cisaillé. y



3
ame initialement plane (avec écrouissage)
L—f-zrne inittalement plane{sans écrouissage)
S
-~ N
===
Mbpp( d - .
ame initialement non plane (avec écrouissage)
(P
a - Noeuds intérieurs

Mg

réaugmentation de rigidité due a

I'écrouissage du panneau cisaille

tout entier
-
=
”/
2 -
_ ame initialement non plane (avec écrouissage)
-
'/
Mbppl
- P
b - Noeuds de rive
Figure 3.8. - Définition du moment pseudo-plastique d'un panneau d4'ame

soumis a des charges transversales.
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c)

d)

e)

La propagation de plasticite dans un panneau d'dme soumis & des charges
transversales n'est pas affectée par la présence des contraintes 0 dans
1'ame, tant que leurs valeurs n'excédent pas une limite relativement
élevée qui devrait étre définie explicitement.

Cette constatation semble confirmer le résultat d’'une étude expérimenta-

le menée en Hollande [Z1l] et qui tend & montrer

- 1'influence négligeable des contraintes Gn sur la capacité "plastique"
de 1a zone tendue de l'ame de la colomme ;

- 1'influence négligeable, sur la capacité "plastique" de la zone com-
primée de 1'ame de la colonne, de contraintes oncw (4 la naissance du
congé de raccordement) inférieures 4 50 % de la limite d’élasticité de
1'4me de la colonne, fycw'

Par ailleurs, nous savons que 1'Eurocode 3 propose, pour des valeurs

supérieures de o (oncw > 0,5 f ), de réduire la capacité "plasti-

cw yew
que" de la zone comprimée par 1'intermédiaire du coefficient multipli-

cateur e
w

lo_ |

_ ) new

e, = 1,25 - 0,5 s (3.1.)
ycw

Comme nous 1'avons déja signalé en 2.5.1., les simulations numériques,

tout comme les essais expérimentaux disponibles, ne nous permettent pas
de porter un jugement sur la validité de ces régles.

Nous avons le sentiment que ce point précis devrait faire l'objet, dans
1'avenir, d'une étude trés approfondie impliquant la simulation numéri-
que et l’essai en laboratoire d'un certain nombre de noeuds supplémen-
taires.

Dans 1'immédiat, nous nous référerons donc a la formule (3.1.).

Nous tenons toutefois & faire remarquer que le faible niveau de con-
traintes O . dans les colomnes des noeuds qui serviront, dans la suite
de cette thése, a valider nos modéles de déformabilité, écarte compléte-
ment 1'éventualité d'une telle réduction de la capaciteé plastique.
L'amplitude initiale de la déformée transversale de 1'ame de la colonne
n'influence 1’allure des courbes Mb - ¢ que pour les noeuds dont la rui-
ne est associée au voilement de 1l'ame: elle affecte la valeur de la
charge ultime de voilement de maniére significative mais, par contre,
modifie trés peu la déformabilité du panneau d'ame tant que la ruine
n'est pas atteinte (figure 3.8.a).

La comparaison (figure 3.9.) des courbes Mb - ¢ relatives au noeud de
rive A non raidi (figure 3.1.a) et au noeud intérieur (figure 3.1.b)
correspondant - méme colonne et méme type de poutre - montre clairement

la similitude de comportement dans le domaine élastique (il n'’est pas
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possible de comparer les courbes dans le domaine inélastique vu la
différence des contraintes qui interagissent dans les 4dmes de colonne).

L'influence de la sollicitation du noeud, telle qu’elle a été décrite au
(a) ci-dessus, apparait dans ce cas comme extrémement importante et si-
gnificative (les deux noeuds sont soumis & des chargements de flexion

simple définis & la figure 3.3.).

' 1) 1
I 1 [}
1 ] )
1 ] ]
1 [] ]
r--=-=-- T [
] ] ]
} ] ]
1 - l- :
L
[ e B [ R
] t ]
] | [}
) ] ]
I ] ]
] 1 [}
[} ] ]
] 1 |
re-s-- h Bakataadas aTTT T
I ' ]
1 ] ]
| ' ]
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| PR Ao J [
] 1 ]
i i "
i ' : CONFIGURATION
: 1 ]
} ————— R Am - —e— "1
: i | -—w-- CRUCIFORME
' ' 1 -1
| i p oo
] [ 1
j0.2 lo.25 103
| ] I RAD
) ] ]
] ) '
Figure 3.9. - Comparaison des courbes Mb - ¢ d’'introduction de charges pour

le noeud de rive A non raidi et le noeud intérieur correspon-

dant (chargement en flexion simple - FS - voir figure 3.3.).
3.2.2.2. Modéle de prédiction des courbes M - [0}

Les développements théoriques qui ont conduit 4 la modélisation multi-
linéaire des courbes Mb - ¢ d'introduction de charges sont exposés en [A2].
La figure 3.10. reprend les caractéristiques principales du modéle proposé

pour les panneaux d’'ame de noeuds A assemblages soudés non raidis.

La rigidité initiale Kbi résulte de 1'étude (figure 3.11.) d'une "pou-
tre" élastique (semelle de colonne) reposant sur une "fondation" élastique
(4me de colonne).

En raison du raidissage de la semelle de la colonne par 1'ame soudée de la

poutre, la "poutre" du modéle est supposée infiniment rigide dans la zone
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d'assemblage (figure 3.12.).

Mp 4
MpyF————————5-—=>
- Kpst !
PPy 4 l
Mool [ i |
| |
!
{ 1
Mpe { l
| | I
| l !
| | |
| | :
. |
Nbi l
| I 1 —'Qb
@e Q)st ®u '
Figure 3.10. - Caractéristiques du modéle multi-linéaire de prédiction des

courbes Mb’- ¢ d'introduction de charges.

Fp

54255

Figure 3.11. - Définition de la "poutre" et de la "fondation"

ot b

J-.

Figure 3.12. - Allure de la déformée de la "poutre"
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La rigidité initiale K, ; est donnée par :

2
s~ o 2 R O 8

ou : db = distance entre les centres de gravité des semelles de la poutre ;
k =Et_ _/h (les dimensions géométriques de la colonne sont four-
cw cw’ cw
nies & la figure 3.13.) ;
. 4 A 3 1 " 4 3 w
A= k_ /4EL o (I_g représente 1'inertie de la "poutre élastique
définie a la figure 3.13.).

[— v 77 7] —= poutre elastique
e

- . ame elastique

tew

r — ==
=

Figure 3.13. - Caractéristiques géométriques de la "poutre" et de la

"fondation".

Le moment maximum élastique, Mbe’ constitue le niveau de charge associé
a l'apparition de plasticité dans 1'’ame de la colonne, sous l'action (voir
3.3.2.1.)des seules contraintes T et Gi (figure 3.6.). Les contraintes 7T
résultent de 1la division de 1l'’effort de cisaillement Vn par 1l'aire
cisaillée de 1'ame de la colonne (voir 3.2.3.).
La mise en équations du modéle précité fournit 1'expression suivante des

contraintes Gi maximales [A2]

My 1

i db tcw 1 2 1 db
¥+ —> (1 + 3%+
(X dbA2 X e ]

o (3.3.)

Mb représente le moment de flexion dans la poutre au niveau de 1’assembla-
ge. L’introduction des contraintes o, et T dans le critére de plastifica-
tion de von MISES

0. = |65 + 31 - f (3.4.)

permet de déterminer Ozy et 1; (les valeurs particuliéres de Gi et T qui

initient la plasticité dans 1'ame) et d’en déduire, grdce a la formule
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(3.3.), la valeur du moment maximum élastique, Mbe'

La rotation ¢st correspond & l'apparition d’écrouissage dans l'ame :

estcwhcw
¢st = === (3.5.)

%

€ défini a la figure 3.2.
stcw

Le moment pseudo-plastique, , (voir 3.2.2.1.) est évalué comme
ppl

suit (figure 3.14.)
c
Mbppl =t - 1p . db . Oiy (3.6.)

olt: tow = épaisseur d’ame de la colonne ;

db — distance entre les centres de gravité des semelles de la poutre ;

1p =t t 22 ap + 5 (tog + 1)

avec : ty . = épaisseur de la semelle de la poutre ;
ap = rayon de gorge du cordon de la colonne ;
tcf = épaisseur de la semelle de la colonne ;
r, = rayon de raccordement de la colonne ;

0% se déduit de la formule (3.4.).

1y

/4—-——‘}<%F | r ‘J:i%f

EEEREEEEEESEY ew

=t *2V2ag*5 (tegrre )
o tp=thf ag™itef e

e

-

Figure 3.14. - Définition de 1 et t
P cw

La rigidité d'écrouissage, Kbst’ s'exprime simplement par :

E
stcw
Kyse = Kot 5o = Kot/ (3.7.)

cw

Les propriétés mécaniques de l'acier sont définies & la figure 3.2.

les formules d'évaluation du moment de flexion ultime Mbu sont détail-

lées en 3.2.4.
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3.2.3. Etude du cisaillement de panneau d’ame (noeuds soudés)
3.2.3.1. Conclusions de 1'étude numérique

Les principales conclusions de 1’étude numérique [A2] relative au com-
portement des panneaux d'ame cisaillés sont exposées ci-dessous
a) Les contraintes de cisaillement dans les panneaux d'dme peuvent étre
considérés comme uniformément distribuées quel que soit le niveau de
charge auquel ils sont soumis; l'explication de ce phénoméne réside dans
1'action des semelles de la colonne.
b) La valeur réelle de l'effort de cisaillement , Vn’ découle de 1l’expres-
sion des équations d'équilibre du panneau.
Cet effort est donné par la formule suivante (figure 3.15.)

V_Mb1+Mb2 Ver ¥ V2 3 g
am T - > (3.8.)

De nombreux auteurs se référent & une autre formule

My + Mo
v, - b | (3.9.)

La validité de l'’expression proposée (3.8.) a été clairement démontrée
[A2].

Figure 3.15. - Sollicitation d’un noeud intérieur

c) La présence ou non de raidisseurs transversaux soudés sur 1’a4me de la
colonne au niveau des semelles de la poutre affecte d'une maniére tout a
fait significative le mode de ruine ainsi que la résistance des panneaux
d'ame (figures 3.16. et 3.17.); toutefois 1’'influence sur les rigidités
initiale et d'écrouissage des courbes Vn-7 peut toutefois étre négligée.
La similitude des rigidités initiales souligne 1’indépendance du cisail-
lement de panneau d'dme vis-a-vis des contraintes transversales 0, (fi-
gure 3.6.), et démontre le caractére localisé du phénoméne de 1'intro-
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duction des charges.

o -

O s Eatatatat et

— @— FP NON RAIDI
-—w-- FP RAIDI

RLEUL T | A,

Figure 3.16. - Influence du raidissage transversal de 1'ame sur la courbe

V-7 du noeud de rive A (FP - figure 3.3.)

e o o o oot e e e o

—a— FP NON RAIDI
-—w-- FP RAIDI

_0.60 |

- Influence du raidissage transversal de 1’ame sur la courbe

Figure 3.17.

Vn-1 du noeud de rive B (FP - figure 3.3.)
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d) Les courbes V_-Y de cisaillement dépendent de la sollicitation réelle
des noeuds.
Aux figures (3.18.) et (3.19.) sont reportées les courbes Vn-7 résultant
de la simulation numérique de la mise en charge des noeuds de rive A et
B non raidis (tableaux 3.1. et 3.2.).
Ces courbes diffférent, pour chacun des noeuds, selon le mode de charge-
ment (FS, FP et MP - voir figure 3.3.).
Une similitude existe uniquement dans le domaine élastique de comporte-
ment, ce qui démontre d'ailleurs la validité de l'expression proposée
pour 1'évaluation de l'effort de cisaillement (formule 3.8.).
Les différences entre les courbes Vn-Y dans le domaine inélastique sont
relativement moins importantes que celles relevées dans les courbes
My - ¢ correspondantes (figures 3.4. et 3.5.).
Les méthodes existantes de prédiction de la déformabilité des panneaux
d'ame cisaillés - qui seront exposées et comparées aux résultats des si-
mulations en 3.2.5. - ne tienment pas compte de la sollicitation réelle
des noeuds ; cette constatation nous a conduit a 1l'élaboration d’une

nouvelle approche.

Figure 3.18. - Courbes Vn-7 caractéristiques (noeud de rive A non raidi -

3 cas de charge).
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Figure 3.19. - Courbes Vn-Y caractéristiques (noeud de rive B non raidi -

2 cas de charge).
3.2.3.2. Modéle de prédiction des courbes V -7 - noeuds non raidis

Considérons un petit élément d’dme de colonne sur lequel agissent des
contraintes de cisaillement T uniformément distribuées (figure 3.20.a) et
dont la loi caractéristique 0 - € de comportement du matériau est semblable
a celle admise dans 1’analyse numérique (figure 3.21.a).

La déformabilité 7 en cisaillement de cet élément (figure 3.20.b) en fonc-
tion des contraintes T de cisaillement peut étre aisément déduite [A2].

T

. i i i
-~
~
S~
e

L T

T
a - Contraintes T b - Déformation 7Y
Figure 3.20. - Cisaillement dans un petit élément d’'ame de colonne
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Les contraintes de cisaillement étant uniformément distribuées dans 1'ame
de la colonne, une estimation des courbes Vn-1 (cisaillement pur) est obte-
nue en multipliant la contrainte de cisaillement 7 par l'aire de 1l'adme de
la colonne (figure 3.21.b).

Cette premiére ébauche de modéle est ensuite transformée pour la prise en

compte de la sollicitation réelle des panneaux.

G | Vn |
tyewr-————————r—9—>
| Vabu [~ T T T T T T T T TS
( tew ]
yew [~ AL Voy k- -
| | |
4 I I ! I
| : ; | L
! ! | |
Ecw | | I roo
I I | - L | I -
Eycw €stcw Eucw € 8y ¥st  Su ¥
a - Courbe U-€ b - Courbe Vn-v
Figure 3.21. - Courbes 0-€ et Vn-7 (premiére approximation)

La maniére de procéder est la suivante.

Nous savons qu'un panneau d'ame est le siége de 1'interaction des trois
types de contraintes 0;, 0 et T définies a4 la figure 3.6.

Nous faisons 1'hypothése que 1l'’introduction des charges (contraintes Ui)
constitue un phénoméne localisé (voir 3.2.3.1.) qui n'influence pas le com-
portement global du panneau d’'dme cisaillé.

11 reste, dés lors, & estimer l'effort plastique de cisaillement Vny et
l'effort ultime anu sur base de 1l'étude de l'interaction entre la con-
trainte de cisaillement T et les contraintes normales o dans la colonne.
La plastification de 1’ame, en état plan de contraintes, est régie par le
critére de von MISES. Ce dernier fournit 1l’information relative & un état
de contraintes local et ne peut, en toute généralité, servir & 1'évaluation
du degré de plastification du panneau d’'ame dans son entiéreté.

Nous proposons cependant de recourir a son utilisation, dans la mesure ou
les simulations numériques ont clairement mis en évidence la distribution
uniforme des contraintes de cisaillement dans les panneaux d’dme, quel que
soit le niveau de charge auquel ils sont sollicités.

Nous choisissons d'’exprimer l'interaction entre les contraintes de cisail-

lement 7 et la contrainte Un maximale dans la colonne au niveau des bords
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du panneau (cette contrainte, qui agit au niveau du centre de gravité de la
semelle de la colonne, est appelée ancf)'

) résulte (figure 3.15.)

—ngi moment de flexion maximum, MCl ou Mc2’ dans la colonne ;

- de la différence des efforts normaux, Nc1 et ch, dans la colonne.
En effet, on se rappellera (2.5.1l.a) de 1’'indépendance des courbes Vn-7
de cisaillement vis-a-vis d'un effort normal constant appliqué sur toute
la hauteur de la colonne.

En définitive, la contrainte de comparaison maximale s'écrit, si 1l'on

adopte le critére de plastification de von MISES

2 2
o = Jo° +31S =f__ ouf (3.10.)
c ncfy y ycw ucw
ou f et £ représentent les valeurs de la limite d’'élasticité et ulti-
ycw ucw

me de l'acier constituant 1'dme de la colonne.

Le modéle de prédiction des courbes Vn-Y modifié sur base de cette in-
teraction est appliqué, a la figure 3.22., au noeud de rive B non raidi

soumis a flexion pure (FP - figure 3.3.).

On constate que

- la similitude entre les valeurs des rigidités initiales et d'écrouissage
fournies par le modéle et par la simulation numérique est excellente;

- la capacité plastique évaluée mathématiquement est légérement inférieure

3 celle déterminée numériquement; la petite différence, qui représente la
résistance flexionnelle des semelles de la colonme, peut étre négligée
dans le cas de noeuds non raidis.
La bonne correspondance des résultats numériques et des résultats théori-
ques fondés sur la prise en compte de 1l'interaction entre les seules
contraintes O et T confirme bien le caractére local de 1'introduction
des charges transversales dans 1'ame des colonnes et justifie, en
définitive, 1'hypothése principale sur laquelle repose 1'approche
proposée.

Toutefois, le modéle mathématique différe du résultat de la simulation nu-

mérique en ce qui concerne la longueur du plateau plastique et la valeur de

la charge de ruine. Il s'agit la de manifestations de l’'influence limitée
du phénoméne d’'introduction des charges transversales (contraintes Oi) sur
le comportement global du panneau d'ame cisaillé. En effet

- L'écrouissage se développe en premier lieu, trés localement, dans la zone

la plus sollicitée de 1l'ame de la colonne repérée & la figure 3.6.; son
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apparition dépend donc de 1'importance relaéive des contraintes Ui par
rapport aux contraintes de cisaillement. Par souci de simplicité, il a
été décidé de réduire empiriquement la longueur du palier (sur base de la
comparaison avec les résultats disponibles de simulations numériques et
de tests en laboratoire) plutét que d’'exprimer cette condition mathémati-
quement.

- La charge ultime d'un panneau est associée soit A la ruine en cisaille-
ment, soit & celle de 1l'ame sous l'effet des charges transversales, selon
les valeurs relatives des contraintes Gn, Oi et 7. Seule la ruine en ci-
saillement a été considérée jusqu'a présent. Des formules d’évaluation
de la résistance et de la stabilité des &ames de colonne soumises & des
charges transversales ont donc été développées; elles seront exposées en
3.2.4.
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Figure 3.22. - Comparaison entre le résultat de la simulation numérique du

noeud de rive B non raidi soumis & flexion pure et le modele
tenant compte de la sollicitation réelle du noeud (seconde

approximation).

La détermination de l'effort de cisaillement maximum élastique, Vne’ repose
également sur l'interaction locale des contraintes o, et T (1'influence des
contraintes 0 = sur la plastification de 1'’4me soumise & des charges
transversales est tout a fait négligeable - voir 3.2.2.1.c). L'introduc-
tion de ces derniéres dans le critére de plastification de von MISES four-

nit une valeur approchée de cet effort, dont la correspondance avec le ré-
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sultat de la simulation numérique pour le noeud de rive B (FP) est plus que
satisfaisante (figure 3.22.). A l'effort de cisaillement maximum élastique
est évidemment associé un moment de flexion dans la poutre égal a Mbe (voir
3.2.2.2.).

L'allure générale du modéle définitif adopté pour la prédiction des
courbes de déformabilité Vn-7 est présentée a la figure 3.23. [A2].

Va

Vaul[~"~— """ !
1
Vay = - Knst |
1 |
Vne |- { :
Vo I
| 1 !
Knit !
| i |

1 I I -

Te ¥y - ¥y ¥

Figure 3.23. - Allure générale définitive du modéle de prédiction des

courbes de déformabilité en cisaillement des panneaux

d’'ame non raidis.

La rigidité initiale s'exprime par :

i = Cew Ash (3.11.)
avec GCW = Ecw/2(1+V)
Ay = aire cisaillée de 1'ame de la colonne définie a la figure 3.24.

NN N §%

I\
N
3
L

Figure 3.24. - Définition de 1l'aire cisaillée d'une ame de colonne
. La résistance maximale élastique du panneau d'ame cisaillé, Vne’ a été
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définie ci-dessus.

Vny représente la capacité plastique du panneau cisaillé (voir figure

3.7.):

c
Vny = Ash Ty (3.12.)
Comme expliqué ci-dessus, l'introduction de contraintes oncf et 7 dans le

critére de von MISES

2 2
0 =Jo° +3715 = f (3.13.)
c ncfy y ycw

permet de déterminer la valeur 7° de la contrainte de cisaillement qui con-
duit a la plastification compléte du panneau d'ame (on se rappellera que

o dépend du moment de flexion maximum et de la différence des efforts

ncf
normaux dans la colonne).

L'écrouissage du panneau d’dme survient pour une rotation 7st

Tor = 0,5 17y + {3 (egpqy - €5ey)] (3.14.)
avec 7y = Vny/Gcw'Ash
€ et € : voir figure 3.21.a.
ycw stew

La rigidité d'écrouissage a pour expression

Knst - Gstcw Ash (3.15.)

avec G = /3 (figure 3.21.a)

E
stcw stcw

Les formules d'évaluation de la résistance ultime, Vnu’ seront exposées

au 3.2.4.

3.2.3.3. Modéle de prédiction des courbes Vn—7 - noeuds raidis

transversalement

Du fait de la présence de raidisseurs transversaux soudés sur 1l'dme de
la colonne au niveau des semelles de poutre, 1l'interaction entre les con-
traintes Ui et 7 n'a plus, d'un point de vue théorique, de réelle raison
d'étre. En effet, les charges transversales sont reprises intégralement
par les raidisseurs, dans la mesure ol ceux-ci sont correctement dimension-
nés.
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Toutefois, il est intéressant de noter que 1'utilisation du modéle multi-
1inéaire décrit ci-dessus conduit a une estimation précise du comportement
des panneaux d'ame raidis, pour autant qu'y soit ajoutée la résistance en
cisaillement du cadre constitué des raidisseurs et des semelles de la co-
lonne (figure 3.25.).

L'allure du modéle multi-linéaire de prédiction est schématisée & la figure
3.26.

Les expressions de K » Voo et Tge sont identiques & celles pro-

., K , V
1 nst ne ny

posées précédemment (3.2.3.2.).

T~ Vi
Vi —
em—————
S—
pm——"
Vn ———
'/\—
L ) v
a) Résistance élastique b) Mécanisme plastique
Figure 3.25. - Description de 1'effet cadre
Vn
r
Vabup—-——————————— —= v
| i cy
Vaby f-—— == == == —F— -
|
Knst !
Kf// :
Vny F==70/7 1 i
/ | !
/ i :
[/
Vhe |- } |
] |
[
] | |
l | :
1Kni | |
] | ]
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Be 8st 8y 8
Figure 3.26. - Modéle multi-linéaire de prédiction du comportement en

cisaillement des panneaux d’'dme raidis.

Dans son domaine élastique de comportement (qui débute deés que la capa-

- 3.24., -



cité plastique de 1’ame en cisaillement est atteinte), le cadre est capable
de supporter un effort de cisaillement Ve dont 1l'augmentation en fonction
de la rotation de cisaillement 7Y est caractérisée par la rigidité K.
(figure 3.26.)

24EICf

Ry - ——F (3.16.)

%

ICf représente 1l'inertie des semelles de la colonne et db la distance entre

les centres de gravité des semelles de la poutre.

La capacité plastique du cadre, Vc , est atteinte lorsque quatre rotu-
les plastiques se sont formées dans les semelles de colonne, au niveau des
raidisseurs (3.25.b.)

La valeur de ch s'obtient de la maniére suivante

_ pf (3.17.)

Y/
cy db

M__. représente le moment plastique des semelles de la colonne.

pf

Les raidisseurs horizontaux soudés & l'ame et aux semelles de la colon-
ne peuvent é&tre considérés comme infiniment rigides et résistants en
flexion s’ils sont correctement dimensionnés: leur déformation flexionnel-
le est par conséquent négligée dans 1'expression de Kf - qui correspond
ainsi 4 la déformée flexionnelle des semelles de la colonne assemblées ri-
gidement aux raidisseurs - et les rotules du mécanisme plastique de la fi-

gure 3.25.b sont localisées dans les semelles de colonne.

La résistance ultime en cisaillement d’un panneau d’ame raidi s'obtient
en ajoutant la capacité plastique du cadre, ch, 4 la résistance ultime en
cisaillement anu d'un panneau similaire sans raidisseurs. On se référera
au 3.2.4.1. pour l'évaluation de V .

nbu
3.2.4. Evaluation de la résistance ultime des panneaux d’dme non raidis

(noeuds soudés).

Les modes de ruine possibles d'un panneau d’dme sont au nombre de
trois:
- la ruine du panneau en cisaillement (anu’ charge & laquelle correspond,
par la formule (3.8.), un moment de flexion Mnbu dans la poutre) ;

- la plastification excessive du panneau chargé transversalement (Mbuy) ;
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- 1'instabilité de 1’4ame de la colonne sous charges transversales (Mbub).

Le moment de flexion ultime dans la poutre associée & la ruine du pan-

neau d’ame de la colonne est égal &

" Mopy 8T Moy S Mbuy
et Mnbu < Mbub (3.18.)

) Mbuy si Mbuy < Mbu
et Mbuy < Mbub (3.19.)

" Mg ST Mpup < Mpuy
Mbub < Mnbu (3.20.)

3.2.4.1. Cisaillement du panneau d'dme
La capacité ultime d’'un panneau d’'ame cisaillé est atteinte pour

v (3.21.)
nbu sh
représente 1l'aire de 1'ame cisaillée de la colonne (figure 3.24.).

=70 . A
Ash
L'effort de cisaillement sollicitant, Vn’ a été défini a la formule (3.8.).
TS constitue la contrainte de cisaillement ultime évaluée, comme a la for-
mule (3.13.), par l'intermédiaire du critére de plastification de von MISES
traduisant 1l'’interaction entre les contraintes oncf et T mais fondé cette
fois sur l'atteinte, par la contrainte de comparaison o, dans 1’ame de la
colonne, de sa valeur ultime fucw (figure 3.21.a).

Ce passage de la limite d'élasticité fycw a4 la contrainte fucw pour 1l'éva-
luation de la ruine d'un panneau d’dme cisaillé sous sollicitation statique
se justifie tout & fait dans la mesure ol l’on considére un écrouissage

isotrope de l'acier (pas d'effet BAUSCHINGER).

3.2.4.2. Plastification excessive de 1’dme de la colonne sous chargement

transversal.

La résistance pseudo-plastique d’une 4me de colonne chargée transversa-
lement, définie a la figure 3.8., peut étre estimée par 1’'intermédiaire de
la formule (3.6.). La transposition de cette expression au calcul de la
résistance ultime s’opére trés aisément en se référant, dans la formule
(3.4.), non plus a la limite d'élasticité, fycw’ mais bien a la valeur
ultime fucw'
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La résistance ultime s'’exprime donc par :

c
Mbuy =ty 1p . db - 05, (3.22.)

3.2.4,3. Instabilité de l’ame

Cette instabilité peut soit affecter la hauteur totale de 1'ame (figure
3.27.a), soit se localiser dans la zone d’'introduction de la charge trans-
versale de compression (figure 3.27.b), et ce, en fonction de 1'élancement
de 1’ame (figure 3.28.). On parle, dans le premier cas, de voilement de
1'ame et de défoncement dans le second.

Les élancements d'ame des profils de colonne considérés dans 1'étude
numérique (profils HE) privilégient 1’instabilité par voilement et écartent
le danger de ruine par défoncement.

La limite d'élancement (hw/tcw = 60) suggérée par différents auteurs pour
séparer les domaines de voilement et de défoncement, dans le cas d'une
charge agissant d'un seul cété de 1l'dme, nous semble discutable dans la
mesure ou des essais expérimentaux de noeuds réalisés & 1'Université de
Liége (noeuds 013 et 0l4 - recherche CRIF-IRSIA - tableau 2.1.) ont permis
de mettre en évidence la ruine par défoncement d'dmes dont les élancements
variaient de 36 a 41 (profils IPE 240 et 300).

Le probléme de la détermination de la charge ultime d'instabilité d'une
dme de colonne est excessivement complexe. La formule suivante permet

d'estimer cette charge
Mbub - Mbb 4 Mbppl (3.23.)

Mpp = JMbe'Mbcr (3.24.)

Mbppl est le moment pseudo-plastique de 1l’ame (formule 3.6.).

avec

L'expression de Mbb est obtenue par analogie avec la formule bien connue de
von KARMAN pour le voilement d'une plaque rectangulaire comprimée uniformé-

ment et appuyée sur ses quatre bords

o, = iocr'fycw (3.25.)

ol o,eto.. représentent respectivement la contrainte ultime de voilement
et la contrainte critique issue d'une étude d'instabilité élastique

linéaire.
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Figure 3.27. - Modes d'instabilité de 1’ame de la colonne :
voilement (a) et défoncement (b)
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Figure 3.28. - Types de ruine de 1'ame en fonction de 1'élancement

La généralisation suivante, en termes de moments de flexion, de l’expres-
sion 3.25.

Mbb - JMbcr'Mbe (3.26.)

permet d’'évaluer la charge de ruine de 1'dme de la colonne en fonction de
sa charge critique d’'instabilité, Mbcr’ et de sa résistance élastique, Mbe'

La résistance élastique de 1'ame de la colonne a été définie au 3.2.2.2.
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La charge critique d’'instabilité requiert, quant a elle, une attention plus
particuliére. Etant donné le caractére localisé de 1l'introduction des
charges transversales de compression et de traction transmises par les se-
melles des poutres dans l'ame de la colonne, il semble licite de recourir
aux résultats de 1l’étude de la stabilité élastique linéaire d’'une plaque
infiniment longue soumise & une ou deux forces transversales de compression
égales et opposées [D7] (figure 3.29.a) et pour laquelle TIMOSHENKO fournit
la valeur de la charge critique [T1l]; 1le moment critique agissant dans la

poutre s'exprime

ﬂzE

12(1-v2)

t
cw )2 (3.27.)

Mper = (Hc ) 2tcf)‘ tew db k (HC-Zth

ou H_ hauteur totale du profil constituant la colonne ;

t épaisseur des semelles de la colonne ;

cf
t o épaisseur de 1’'ame de la colonne ;

db — distance entre les centres de gravité des semelles de la poutre.
Le coefficient de voilement k dépend des conditions d’appui des bords de la
plaque.
Nous expliquons ci-dessous les raisons du choix d’un coefficient k relatif
4 des bords simplement appuyés.
I1 est important de mentionner que la charge ultime de voilement de 1'ame,
Mbb’ contrairement & la capacité pseudo-plastique, Mbppl’ est fortement dé-
pendante de l'’amplitude initiale de la déformée transversale de 1l'dme, qui
constitue par ailleurs une inconnue lors du dimensionnement.
Une estimation sécuritaire de cette amplitude ne peut s'’inspirer que de to-
lérances de laminage [A4]; les valeurs du coefficient k ont donc été cali-
brées en conséquence.
Cependant, les déformées initiales relevées en laboratoire, sur les profils
d'essais, s'avérent généralement trés inférieures & celles proposées en
[A4]; il en résulte souvent, dans ces conditions, une estimation théorique
trop sécuritaire de la charge de voilement de 1'ame. Les simulations
numériques ont montré que la variation de la charge de voilement peut at-
teindre 25 a 30 % selon la valeur de 1'amplitude de la déformée initiale.
I1 est important d'avoir ces chiffres & 1l'esprit lorsque 1l'on compare les

charges de voilement théoriques aux résultats d'essais expérimentaux.
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a. Colonnes intérieures - profils HE,

11 ressort de 1'étude numérique du comportement des panneaux d’'ame de
colonnes intérieures a profils HE que le moment pseudo-plastique, Mbppl’
(formule 3.6.) constitue une borne inférieure de la charge de voilement de

' A
1'ame, Mbb (formule 3.24.).

L'’explication physique de ce phénoméne apparait clairement & la figure
3.29.

En début de chargement, le panneau d'dme est élastique et ses bords
peuvent étre considérés comme encastrés dans les semelles de la colonne
(figure 3.29.a). La charge de ruine par voilement du panneau d'ame dont
les bords sont supposés encastrés est trés largement supérieure & la charge
de ruine réelle, méme pour des ames de colonnes relativement élancées. En
réalité, la ruine de 1l'ame par voilement est précédee de la plastification
de 1'ame a la jonction ame-semelle, ce qui a pour effet de modifier les
conditions d'appuis du panneau (figure 3.29.b): on peut émettre 1'hypothe-
se que les bords de panneau d’dme sont simplement appuyés a ce stade de
chargement. Les simulations effectuées sur différents profils (HEA, HEB et
méme DIL - voir tableau 3.1.) nous incitent a définir le moment
pseudo-plastique de 1’dme comme une borne inférieure du moment de ruine par

voilement (tableau 3.7. en 3.2.6.3.).

La résistance ultime au voilement Mbb de 1'ame (formule 3.24.) est par
conséquent fondée sur 1'hypothése de bords simplement appuyés; elle doit
&tre comparée a la valeur du moment pseudo-plastique, Mbppl’ en vue de la

détermination de la charge d'instabilité réelle de 1'ame, Mbub :

Mbub = Mbppl si Mbppl 2 Mbb (3.28.a)

= Mbb si Mbppl < Mbb (3.28.b)

Le coefficient k qui traduit le type de chargement - mnoeuds intérieurs sy-
métriquement chargés - et les conditions d’appuis de 1l'adme - rotule - peut

étre choisi égal & :

k=1,0 (3.29.)
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Figure 3.29. - Conditions d'appuis de 1'ame de la colonne selon le niveau

de sollicitation.

b. Colonnes de rive - profils HE.

Le fait qu’une charge transversale ne soit appliquée que d’'un seul coté
de 1’ame augmente la valeur de la résistance ultime au voilement Mbb d'une
maniére particuliérement significative; le moment pseudo-plastique, par
contre, est indépendant de la configuration du noeud (intérieur ou de ri-

ve). La valeur du coefficient k‘proposée dans ce cas est de
k=2,0 (3.30.)

Ceci étant, la formule (3.28.) d'évaluation de la résistance ultime d'ins-
tabilité de 1'ame présentée ci-dessus peut étre appliquée aux colonnes de

rive a4 profils HE.

c. Colonnes & profils IPE.

Les profils de type IPE sont traditionnellement utilisés comme poutre,
et non comme colonnes; nous n'avons donc effectué aucune simulation numéri-

que de noeuds & colonne IPE; cependant, nous disposions des résultats expé-
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rimentaux de deux essais de noeuds de rive & assemblages par plaque d'about
constitués respectivement d'une colonne de type IPE 240 et IPE 300 (essais
013 et 014 - recherche CRIF-IRSIA - tableau 2.1.). L'application des for-
mules (3.28.) a ces essais semble démontrer leur validité (voir figure
3.40. et tableau 3.9.). I1 est intéressant de noter que la ruine des
noeuds 013 et 014 (Mbu = Mbppl) survient 4 la suite du défoncement, et non

du voilement, de 1l'ame de la colonne.

3.2.5. Comparaison des modéles existants de prédiction avec les résultats

de simulations numériques (noeuds soudés).

Les simulations numériques nous ont permis de mettre en évidence 1l'in-
fluence d'un certain nombre de facteurs (la sollicitation réelle des pan-
neaux, par exemple) que ne semblent pas prendre en compte les méthodes
existantes de détermination de la déformabilité et de la résistance des
panneaux d'éme.

Dans ce contexte, il nous apparaissait important de confronter les diffé-
rentes approches publiées aux résultats de nos simulations. Nous ne
reproduirons pas dans cette thése, pour des raisons évidentes de place, le
descriptif de chacune des méthodes et 1'ensemble des diagrammes compara-
tifs, auquel le lecteur intéressé pourra cependant accéder en consultant la

référence [A2]. Dés lors, nous nous contenterons de citer les modeles
existants, de préciser leur portée ou leur domaine d'application et
d'émettre un jugement sur leur aptitude & prédire correctement le
comportement des panneaux d'&ame.

3.2.5.1. Courbes Vn-Y de cisaillement

a. Modéle japonais [K2].

Domaine d’application : noeuds raidis transversalement au niveau des

semelles de la poutre.

b. Modéle autrichien (0STV-SZS) [R1].

Domaine d’application : moeuds raidis transversalement ou non au niveau des
semelles de la poutre (comportement supposé identi-

que dans les deux cas).

- 3.32. -



c. Modele américain [F2].

Domaine d’application : noeuds raidis transversalement au niveau des semel-
les de la poutre.
le modéle fournit uniquement la valeur de
- la rigidité initiale Kni ;
- 1’effort de plastification Vn ;
- la rigidité Kf due a l'effet cadre (en régime élastique)
la fin de la zone a rigidité constante Kf n'est pas définie explicite-
ment (1l'écrouissage de l'ame et l’apparition de rotules dans les semel-

les modifient le comportement).
d. EC3 [E1l].

Domaine d’application : noeuds raidis transversalement ou non au niveau des
semelles de la poutre (comportement supposé identi-
que dans les deux cas).

. La méthode fournit uniquement la valeur de :
- la rigidité sécante K . ;

- 1'effort de plastification Vny'
3.2.5.2. Courbes M - @ d’'introduction de charges transversales
a. Modéle autrichien (OSTV-SZS) [R1].

b. EC3 [El].

. La méthode fournit uniquement la valeur de
- la rigidité sécante de Kbs ;
- le moment pseudo-plastique Mbppl'

c. Autres modeles.

Dans ce paragraphe sont regroupées, sous forme de trois tableaux, les
méthodes existantes de détermination :
- du moment maximum élastique Mbe (tableau 3.3.) ;
- du moment pseudo-plastique Mbppl (tableau 3.4.) ;
- du moment ultime Mbu (tableau 3.5.)

qui caractérisent toute courbe de déformabilité M, - ¢ (figure 3.10.).
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3.2.5.3. Conclusions relatives aux modéles existants.

a. Courbes V_ - 7.
n

11 est bon de noter que les comparaisons "modéles théoriques - simula-
tions numériques" effectuées s'appuyent toutes sur une définition correcte

(formule 3.8.) de l'effort de cisaillement du panneau d4'éme.

- Modéle japonais.

respecte bien l’'allure générale des courbes ;

surestime légérement la résistance des noeuds soumis & flexion pure ;
ne tient pas compte de la sollicitation réelle du noeud et devrait donc
se montrer d'autant plus insécuritaire dans le cas de noeuds soumis a

flexion simple.

- Modéle autrichien (OSTV-SZS).

la charge maximale transmissible ne correspond pas a la charge de plas-
tification du panneau d’ame, ainsi que le modéle pourrait le laisser
supposer, mais peut étre généralement (sauf pour le noeud B de rive non
raidi soumis a flexion simple) considérée comme sécuritaire vis-a-vis
de la charge ultime réelle ;

surestime la rigidité et la résistance des noeuds non raidis transver-
salement dans la zone des rotations moyennes ;

ne tient pas compte de la sollicitation réelle des noeuds.
- Modéle américain.

fournit une approximation un peu faible de la rigidité "d'effet cadre”;
comme le signalent les auteurs, ne peut étre utilisé que dans le domai-
ne des rotations modérées ;

ne tient pas compte de la sollicitation réelle du noeud.
- EC3

ne tient pas compte de la sollicitation réelle des noeuds ;
fournit une estimation légérement insécuritaire (sauf pour le noeud de
rive B non raidi soumis & flexion simple) de l'effort de plastification

du panneau d'ame ;

- 3.37. -



surestimation de la rigidité sécante.

b. Courbes M, - ¢

- Modéle autrichien (0STV-SZS).

pour ce qui est des noeuds intérieurs, il fournit une bonne estimation
de la charge maximale, mais sous-estime la résistance élastique ainsi
que la rigidité et la résistance dans la zone des rotations moyennes ;
prévoit valablement ou non le comportement des noeuds de rive selon le
type de noeud et le chargement réel du noeud ;

ne tient pas compte de la sollicitation réelle du noeud.

- EC3

fournit une bonne estimation de la résistance plastique des noeuds in-
térieurs ;

surestime trés largement la résistance plastique des noeuds de rive ;
ne tient pas compte de la sollicitation réelle des noeuds ;

surestime la rigidité sécante.

- Autres modéles,

3.2.

évaluation de Mbe : les deux méthodes (0OSTV-SZS et Rennes) aboutissent
a4 des résultats proches, valables pour les noeuds
de rive mais un peu sécuritaires pour les noeuds
intérieurs ;

évaluation de Mbpplzon retiendra particuliérement la bonne estimation
de Mbppl fournie par la formule de 1'EC3, pour les
noeuds intérieurs uniquement ;

évaluation de Mbu : aucune des méthodes disponibles ne semble étre en
mesure de prévoir correctement et sécuritairement
la charge ultime (mis & part peut-étre la formule
de CHEN).

6. Comparaison des modéles proposés de prédiction avec les résultats de

simulations numériques (noeuds soudés).

.6.1. Courbes Vn - Y de cisaillement

Le modéle de déformabilité des panneaux d'dme cisaillés a été appliqué
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aux noeuds de rive soudés A et B (tableau 3.2. et figure 3.3.).

Les courbes comparatives sont reprises aux figures 3.30. et 3.31. (noeuds
non raidis) et 3.32. (noeuds raidis transversalement).

Le modéle permet une détermination précise des principales caractéristiques
des courbes non-linéaires (rigidités initiale et d'écrouissage, capacités

plastique et ultime).

COURBES Vn — GAMMA
— s— NUMERIQUE
MODELE

-
)

®la
el N
>

2.00 4.00

=
>
=}
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3.2.6.2. Courbes M- ¢ d'introduction de charges transversales

Les figures 3.33. présentent la comparaison du modéle de déformabilité
des panneaux d'ame chargés transversalement avec les courbes Mb - ¢ résul-
tant de la simulation numérique de comportement des noeuds A et B soudés
non raidis de rive (figures 3.33. et 3.34.) et intérieurs (figure 3.35.).
La bonne correspondance entre les caractéristiques principales des courbes
non linéaires de référence et celles fournies par le modéle peut étre ob-

servée pour chacun des exemples traités.

MODELE
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3.2.6.3. Résistance ultime des panneaux d’'éme

La confrontation des valeurs théoriques et numériques de la charge de
ruine des noeuds de rive et des noeuds intérieurs (tableaux 3.6. et 3.7.)
démontre la précision et le caractére essentiellement sécuritaire des ap-
proches mathématiques simples proposées pour la détermination des diffé-
rents modes de ruine possibles.

I1 est également intéressant de constater la correspondance entre les modes

de ruine révélés par la simulation numérique et ceux prévus par la théorie.

Moment de ruine Mbu (kNm) des noeuds
Noeuds Charge-
ment ruine par |ruine sous |ruine par ruine par valeur valeur
cisaille- |charges voilement voilement théorique numérique
ment transver- (formules (formules
(formules f[sales 3.26.,3.27. [3.26.,3.27.
3.21. et (formule et 3.29.) et 3.30.)
3.17.) 3.22.)
FS 136,3 127,2" . 182,3 127,2 134,5
non *
MP 136,9 136,1 - 181,1 136,1 140,6
raidi :
FP 106,0 118,7 - 169,2 106 113,0
Noeuds +
raidi FP 113,0 - - - 113,0 123,0
de ¥
FS 565,2 4744 - 421,4 421,4 427,4
rive non *
FP 393,6 440,3 - 386,7 386,7 383,3
raidi
Fs™*|  s65,2 474,6" - - 4744 471,4
raidi] FP 419,9* - . . 419,9 481,0
Noeuds non FS . 181,7 136,0" . 136,0 144,0
inté- ey
rieurs raidi| FS - 556,5 302,7 - 359,2 361,0
*  type de ruine déterminant
*% voir tableau 3.7.
*%% 4dme plane
- charge correspondante non significative
Tableau 3.6. - Comparaison des valeurs théoriques et réelles de la

- 3.47.
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Noeuds intérieurs non | Charge- Moment de ruine Mbl (kNm) des noeuds

raidis (déformée ment

géométrique initiale ruine par moment valeur valeur

de 1'ame non nulle) voilement pseudo- théorique numérique

plastique

B (colonne HRE300B) FS 302,7 559,2 359,2 361,0

B (colonne DIL300) FS 196,3 277,9 277,9 275,0

B (colonne HE300A) FS 175,1 255,9 255,9 272,4
Tableau 3.7. - Définition d'une borne inférieure, Mbppl’ de la charge de

ruine par instabilité des &mes de colonne - comparaison des
valeurs théoriques et réelles de la résistance ultime Mbu de

noeuds soudés.
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3.2.7. Passage de modéles multi-linéaires de prédiction & des courbes non-

linéaires de déformabilité

Le reproche qui peut étre adressé aux modéles multi-linéaires adoptés
pour la modélisation des courbes V -7 et Mb-¢ réside dans la modification
soudaine et peu réaliste de rigidité a 1’'intersection de deux zones & rigi-
dité constante ainsi que 1l'écart, parfois important, existant entre la
courbe réelle de déformabilité et le modéle , dans le domaine des rotations
modérées. Ces défauts sont inhérents au modéle multi-linéaire. L'introduc-
tion de certaines caractéristiques bien définies des courbes de déformabi-
1ité dans une expression mathématique adéquate permet d'obtenir des courbes

non-linéaires d’allure plus continue.

La forme générique de 1'expression mathématique pM = pM(B) qui est
susceptible de pouvoir représenter le comportement de 1’ame de la colonne
en cisaillement ou sous l'effet des charges transversales doit satisfaire
les conditions suivantes (figure 3.36.)

i)  étre telle que pM = 0 pour 8 = 0 ;

ii) étre asymptotique a la résistance ultime pM = pMu lorsque B croit
indéfiniment ;

iii) passer par le point de coordonnées (pMy 8.

iv) passer par le point de coordonnées (pMSt ; gst)'

pM
Mol - — —
P C=0.75 Cmax
C=0.5Cmax
c=0
pMsy |- — —
I
pMy |
|
l |
\ \
l |
L
L
| |
! |
\ l ofrad )
ey 65'_
Figure 3.36. - Conditions & satisfaire par 1’expression mathématique

pM = pM(B) et influence du coefficient c sur 1'allure de

la courbe.
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Les valeurs caractéristiques pMy, pMst’ pMu, Gy et est sont définies au
tableau 3.8. ainsi qu’a la figure 3.37. pour chacune des composantes de dé-

formabilité du panneau d'&ame.

Courbe de cisaille-|Courbe de cisaille- Courbe d’introduc-

ment d'un noeud ment d'un noeud tion des charges
non raidi raidi d’un noeud non
raidi
8 v v ¢
pM Vn Vn Mb
8, Te Te 9
est yst yf ¢st
M v (3.2.3.2.) v (3.2.3.2.et (3.2.2.2.)
P y ne ne 3.2.3.3.) Mbe
PMg ¢ vny Ve Mbst
r
PM v (3.2.4.1.) \Y (3.2.3.3.et (3.2.4.2.
u nb mbu 375 41y Pouy
Tableau 3.8. - Définition des valeurs caractéristiques 4 introduire

dans 1'expression mathématique pour chacune

des composantes de déformabilité de panneau.

Vapu -~~~ ——— "~~~ ~7— rte

Vau p————————"=

Viy F=——

®
ot e e———
w
-
0:’

a - Courbe Vn - ¥ relative & un panneau d'dme non raidi - voir figure 3.23.
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Vot -3

ne

«ClFr———_——————————

b - Courbe V_ - ¥ relative & un panneau d'ame raidi - voir figure 3.26.

My A
Mbuy ———————————— o —— = — ——
Mpy F-—————-=-=
Mpst m———=3
Mbppl -

Mbe |

De d)st ;

¢ - Courbe Mb-¢ relative 4 un panneau d’adme non raidi - voir figure 3.10.

Figure 3.37. - Caractéristiques des courbes de déformabilité d'un panneau
d'ame.

Les courbes pM = pM(B) doivent étre asymptotiques a pM = PM,, lorsque B
croit indéfiniment; ainsi que nous 1l'avons clairement indiqué au tableau
3.8., pMu représente, pour chacune des composantes de déformabilité du pan-
neau, la résistance ultime relative & cette composante, calculée en ne te-
nant pas compte du danger d'instabilité de 1’'adme, dans le cas de
1'introduction de charges transversales de compression.

pMu n'est donc pas nécessalirement égal, pour la composante de déformabilité

considérée, & la résistance du panneau évalué au 3.2.4.
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Chacune des courbes de déformabilité d'un méme panneau d’dme 1issue de
l'expression mathématique recherchée devra donc étre tronquée par une
droite horizontale correspondant a la charge de ruine réelle du panneau

d’ame tout entier.

De nombreuses expressions mathématiques ont été envisagées; sur base de
comparaisons avec les résultats d’essais expérimentaux et de simulations

numériques, la suivante a été retenue

(pM)

(pM), (1 - exp [-£8) 1 (3.31.a)

£(8) =a B +c B3>0 (3.31.b)

Les valeurs des paramétres a et n peuvent étre déduites des conditions

(iii) et (iv) ci-dessus, & savoir :

n n

a=-(B + ce)/ey = -(a + cest)/est (3.32.a)

n=4In [(a¢+ cest)/(ﬁ + cey)]/en (Qst/ey) (3.32.b)
avec

a@=£0n[1 - (pM)St/(pM)u] (3.32.¢)

B=tn[1- (pD),/(P)] (3.32.d)
La condition (i) requiert une valeur de n strictement positive, de telle
sorte que le paramétre c ne peut excéder une valeur limite Chax

c < Chax (3.33.a)
avec

Chax = B - a)/(est - Gy) (3.33.b)

La valeur de ¢ doit, par ailleurs, étre positive afin que la condition

d’'asymptote puisse étre vérifiée.

L'allure des courbes pM - O est fortement dépendante de la valeur du
paramétre c, comme on peut s’en rendre compte & la figure 3.36.
La comparaison des résultats de 1'application du modéle mathématique suggé-
ré avec ceux de simulations numériques et d'essais expérimentaux aboutit a
recommander une valeur trés simple ¢ = 0,75 Chax de ce paramétre, quelle

que soit la composante de déformabilité considérée.

L'emploi de la formulation non-linéaire (3.31.) est illustré a la figu-

re 3.38. pour les deux composantes de déformabilité du panneau d'ame du
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noeud de rive A soudé non raidi soumis a flexion simple (figure 3.38.).
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Figure 3.38. - Modélisation non-linéaire de comportement du noeud de rive A

soudé non raidi.

L'expression mathématique suggérée satisfait la condition (iii) relative au
passage de la courbe par le point de coordonnées (pMy ; By), mais ne permet
pas de développer, comme c’'est le cas en réalité, une zone élastique
linéaire de comportement pour de trés faibles rotations.

Ceci s'explique par le désir de simplicité qui a présidé au choix de 1la
formulation mathématique. La figure 3.38. montre & quel point cette
simplification se justifie, dans la mesure ou la différence existant, dans
ce domaine, entre 1'’approximation théorique et le comportement réel est

tout & fait insignifiante.

3.2.8. Transposition des modéles de déformabilité des panmneaux d'ame aux

cas des noeuds en acier i assemblages boulonnés.

3.2.8.1. Courbes Vn - 97 de cisaillement.

La validité de 1'application du modéle proposé de déformabilité des
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panneaux d'ame cisaillés aux noeuds & assemblages boulonnés a été vérifiée
sur base de la comparaison avec les courbes Vn - 4 relevées lors d'essais
expérimentaux de noeuds non raidis a assemblage par plat d'about débordant.
Ces essais ont été réalisés a Liége en 1986 dans le cadre de la recherche

CRIF-IRSIA décrite en 2.1.

La trés bonne correspondance entre le modéle théorique et les résultats
expérimentaux a pu étre démontrée,
la figure 3.39.

comme en attestent les deux exemples de

Ainsi que nous 1l'avons expliqué en 3.2.3.2., la résistance flexionnelle

des semelles de la colonne a été négligée dans le modéle, en raison de sa
faible importance. A cette résistance s'ajoute toutefois, dans le cas des
assemblages par plat d'about débordant, une contribution due a la flexion
du plat; ceci explique la différence, fort peu significative il est vrai,
enregistrée entre le modéle et le résultat expérimental de l’essai du noeud
010, dont l'épaisseur du plat (20 mm) est nettement supérieure a celle de

1a semelle de la colonne (12,5 mm).

Mb(kNm) Mb(kNm)
+ T (0.04,124.58)
120+ 1201
100+ 100+
1 (0.07,79.68) 1
80+ 80+
60T 60+
404 40+
20 201
1 ¥irad.) ) ¥(rad.)
0,62 0,64 0,65 0,68 0.0 0.02 0.04 0.06 0.08
f
a - Test 01 b - Test 010
Figure 3.39. - Courbes de cisaillement M - Y - comparaison modéle-résul-

tats expérimentaux (noeuds non raidis a assemblage par plat
d'about débordant).

Des courbes de déformabilité en cisaillement ont également été relevées

expérimentalement lors de l'essai de noeuds boulonnés non raidis a
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assemblages par corniéres effectués a l’occasion de la recherche CRIF-IRSIA
mentionnée ci-dessus et de la recherche CECA-ARBED-ULG présentée en 2.4.

La faible déformabilité en cisaillement du panneau d'&me de noeuds a assem-
blages par corniéres ne permet cependant pas une comparaison significative
avec le modéle théorique.

A notre connaissance, aucune autre courbe expérimentale n'est disponible
dans la littérature, et ce, malgré le nombre trés élevé d'essais expérimen-

taux réalisés dans divers pays, depuis de nombreuses années.

En raison des points d'application différents des charges transversales

de compression et de traction transmises de la poutre a la colonne, selon
le type d'assemblage, la dimension verticale du panneau d'4dme n'est pas né-
cessairement choisie égale & la distance db entre les centres de gravité
des semelles de la poutre, comme c'est le cas pour les noeuds soudés.
Aussi se référera-t-on & la figure 3.45. qui définit cette grandeur
géométrique pour les noeuds a assemblages par plat d'about débordant (db
comme pour les noeuds soudés) et pour ceux & assemblages par corniéres de
semelle (dr)‘

3.2.8.2. Courbes Mb -¢ d’'introduction de charges transversales

Les courbes Mb - ¢ de déformabilité "en trapéze" des panneaux d'ame,
dont nous n'avons trouvé trace dans aucun rapport d'essais, ont été rele-
vées récemment a Liége, pour des noeuds a4 assemblages par corniéres de se-
melles, dans le cadre de la recherche CECA-ARBED-ULG. Vu la valeur relati-
vement modérée des moments de flexion transmis par ce type d'assemblage, la
déformation de panneau d'ame, sous l’action des charges transversales, est

tout & fait négligeable.

Ce manque de données expérimentales nous a conduit & vérifier la préci-
sion des formules d'évaluation de la charge de ruine par comparaison avec
les résultats expérimentaux d'essais de noeuds a assemblages boulonnés dont
la charge ultime est associée a la ruine de 1'&me comprimée de la colonne
(a). Quant a la validité du modéle de prédiction des courbes de dé-

formabilité, elle sera discutde au (b) ci-aprés.

L'approche décrite en 3.2.2.2. pour la modélisation de 1'"effet tra-
péze" dans les noeuds soudés ainsi que pour 1'évaluation de la charge de
ruine correspondante (3.2.4.) peut étre appliquée, comme nous le montrons
ci-dessous, au calcul des noeuds & assemblages boulonnés.

Les modifications mineures a apporter au modéle sont précisées en [Z2] et
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résumées au (c); elles sont relatives & la longueur de diffusion des ef-
forts transmis & 1'ame, dans les zones comprimées et tendues des noeuds,
par 1'intermédiaire des corniéres ou du plat d’about, des boulons ou encore

de la semelle et des congés de raccordement de la colonne.

a. Vérification de la charge ultime.

Le tableau 3.9. reprend les principales caractéristiques de cing noeuds
a assemblages par plat d'about débordant dont la ruine survient par manque
de stabilité de 1'ame comprimée de la colonne. Les essais 9, 20 et M3A ont
été réalisés en Hollande par ZOETEMEIJER [Z3], tandis que les essais 013 et
014 proviennent de Liége (recherche CRIF-IRSIA - 2.1.). Aux deux derniéres
colonnes du tableau sont confrontées les valeurs expérimentales et théori-

ques de la charge de ruine.

Noeuds Moments ultimes Mbu(kNm)
Numéro |Dispositif |Type de|Type de|Référence|Mode de Valeur|Valeur
d'essai|expérimental|colonne|poutre ruine théo- |expé-
(voir rique [rimen-
3.2.4.) tale
voilement
9 " HE200A |IPE300 [Z3] d'ame 104,51143,0
M ub™bpp1
voilement
20 nTn HE300A |IPE40O [Z3] d’ame 248,8(246,0
My ub™Mbpp1
voilement
M3A cruciforme [HE240A [IPE300 [Z23] d'ame 135,3|145,0
Mbub=Mbpp1
défoncement
013 nTH IPE240 |IPE200 [J3] d’ame 61,0| 62,7
Mbub=Mbppl
défoncement
014 i IPE300 |IPE200 [J3] d’'ame 72,31 83,6
Mpub™Mbpp1

Tableau 3.9. - Comparaison des moments ultimes réel et théorique de

noeuds 4 assemblages par plat d'about débordant.

La ruine des noeuds 013 et 014 survient & la suite du défoncement de
1’ame de la colomne, tandis que celle du noeud de rive 20 et du noeud inté-
rieur M3A résulte du voilement de l’'ame. Les résistances ultimes évaluées

théoriquement constituent une bonne approximation de la réalité (figure
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3.40.).
L'écart relativement important, mais sécuritaire, entre les valeurs
théorique et expérimentale de la charge de ruine du noeud 9 (figure

3.40.a) peut s’'expliquer, sans aucun doute, par la faible déformée initiale
de celle prise en compte dans 1l'éta-

de 1'’4me de la colonne en comparaison
de la charge de voilement de 1'&me

blissement des formules d'évaluation

(voir 3.2.4.3.).
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Figure 3.40. - Comparaison des valeurs théorique et expérimentale de la
charge de ruine de noeuds & assemblages par plat d’about

débordant.
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b. Vérification du modéle de déformabilité.

Dans 1'’introduction, nous avons différencié les deux sources de
déformabilité d’un noeud poutre-colonne que constituent le panneau d’'ame
cisaillé, d’une part, et le (ou les) assemblage(s), d'autre part.
L’introduction de charges transversales dans le panneau d’ame participe,
comme nous 1'avons souligné, a la déformabilité du (des) assemblage(s);
1'étude des autres composantes qui sera envisagée dans la seconde partie de
ce chapitre, a débouché sur la proposition de modéles simples de prédiction
du comportement non linéaire, jusqu'a la ruine, d’'assemblages par plat
d'about débordant et par cornieres de semelles. Un troisiéme modéle rela-
tif a des assemblages composites entre une colonne en acier et une poutre
en acier surmontée d’'une dalle en béton armé a également été développé
[J6]; comme nous 1l'avons mentionné dans 1l'introduction de ce chapitre, sa
complexité d’utilisation 1imite actuellement son intérét pratique tant et

si bien qu’il ne sera pas présenté dans cette these.

La comparaison des courbes de déformabilité d'assemblages et des mode-
les théoriques permet de valider 1'approche mathématique du phénoméne d'in-
troduction de charges transversales dans les panneaux d'ame, particuliére-
ment dans le cas d'assemblages composites dont la déformabilité est asso-
ciée principalement, et parfois méme presque exclusivement (pour des pour-
centages importants d'armaturage dans la dalle), a 1’introduction des char-
ges de compression dans 1'ame de la colonne.

Deux exemples de telles comparaisons sont reportés aux figures 3.41 a 3.43.

et ce, pour chaque type d’'assemblage précité.
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Figure 3.41. - Comparaison "résultat expérimental-modele" relative a la
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prédiction du comportement d'assemblages par plat d’about
débordant [J3].
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kNm
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Figure 3.42. - Comparaison "résultat expérimental-modéle” relative & la
prédiction du comportement d'assemblages par cornieres de

semelles.
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b - Test 30 x 2C.7 (barres de 18 mm)
Figure 3.43. - Comparaison "résultat expérimental - modéle" relative a la

prédiction de comportement d'assemblages composites [Al,J6]

Selon la position initiale des boulons dans leurs trous, le glissement
entre les corniéres et la poutre peut ou non se produire au cours du
chargement des noeuds a assemblages par corniéres; cette constatation nous
pousse & comparer la courbe théorique a la courbe expérimentale fictive de
comportement obtenue en éliminant les paliers de glissement. En effet,
1’influence du glissement sur la déformabilité des assemblages par cornie-
res de semelles se traduit par la translation d'une partie de la courbe
dont 1'importance dépend du diamétre des trous relativement & celui des
boulons (figure 3.42.).

La situation différe légérement en ce qui concerne les assemblages composi-
tes, dans la mesure ol les glissements entre la poutre et les corniéres mo-
difient la distribution des efforts entre les éléments d'assemblage.

I1 est préférable, dans ces conditions, de comparer la réponse expérimenta-
le de 1'assemblage aux courbes théoriques obtenues respectivement en annu-

lant et en maximisant la valeur des glissements poutre-corniéres.

La ruine de 1l’assemblage composite 30 x 2C.7 (figure 3.43.b) est liée

au voilement de 1'ame de la colonne. Comme nous l'avons déja expliqué, la
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différence sécuritaire, mais néanmoins importante, existant entre les va-
leurs réelle et théorique de la charge de ruine résulte de 1'amplitude
initiale trés faible, mesurée en laboratoire, de la déformée transversale
de 1'ame de la colonne en comparaison de celle, choisie sur base de tolé-
rances de laminage, qui a été considérée lors de 1'évaluation de la charge

de voilement de 1'&me.

c. Modifications en vue de la transposition aux noeuds & assemblages

boulonnés.

La déformabilité de 1'ame de la colonne dans un noeud soudé est simi-
laire dans la zone tendue et la zone comprimée du noeud.
Les simulations numériques présentées au 3.2.2.1. ont montré que la défor-
mabilité initiale de 1'ame de la colonne, qui affecte la valeur de la char-
ge de voilement My (formule 3.24.) de maniére significative, ne modifie
que trés légérement la déformabilité de la zone comprimée de 1l'ame, avant
le voilement, par rapport & celle de la zone tendue.
L'égalité de AC et AP permet de se référer directement au moment M, trans-
mis par 1l’assemblage ainsi qu’a la rotation ¢, comme décrit a la figure
3.45.a.
La longueur d'application des charges de compression et de traction Fb ala
colonne est limitée & 1l'épaisseur des semelles de la poutre.
L'influence de ce paramétre sur les courbes de déformabilité relatives a
1'introduction des charges transversales est tout a fait négligeable
(excepté pour Mbppl - formule 3.6. - et pour Mbuy - formule 3.22.); par
conséquent, 1'hypothése de charges concentrées a été retenue dans 1'élabo-
ration des formules d'évaluation de 1la résistance ultime de 1'éme
(3.2.4.3.).

Les modes d'application différents des efforts Fb 4 1'4me de la colonne
dans les zones comprimées et tendues des noeuds & assemblages boulonnés im-
posent de se référer séparément aux courbes correspondantes Fb - A (figure
3.45.).

L'allure de ces courbes Fb est reprise & la figure 3.44.

Les définitions des caractéristiques principales sont équivalentes & celles
fournies en 3.2.2.2. et en 3.2.4. si ce n'est que les forces Fb et les dé-
placements A (Ac et At) doivent étre respectivement substitués au moment Mb
et a4 la rotation ¢ de la figure 3.10.

Les relations entre Mb et Fb d’'une part, A et ¢ d'autre part, sont indi-
quées aux figures 3.45.b et 3.45.c, respectivement pour des noeuds & assem-

blage par plat d'about débordant et par corniéres de semelles. La diffusion
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de charges dans les corniéres ou le plat d’about, en zone comprimée, et
dans la semelle de la colonne, en zone tendue, réclame la prise en compte

de la longueur d'application des forces F,a 1'4me de la colonne.

Fb}
Fbu ““““““““““ |
Lo/ Kbist]
F -7 |
bpp! . !
| |
Fbe |- : ]
| | !
| ] !
| ] !
Lo :
|bel | \
l |
! L ! — o
Ae A gy Ay A
Figure 3.44. - Caractéristiques du modéle multi-linéaire de prédiction des

courbes Fb - A,

Les valeurs légérement modifiées [Z2] de bei’ Fbe’ Fbppl ainsi que des
charges Fbuy et be nécessaires & 1l’évaluation de la résistance ultime de
1'ame, Fbu (3.2.4.), sont répertoriées aux tableaux 3.10. et 3.11., respec-
tivement pour des noeuds & assemblages par plat d’about et par corniéres de
semelles.

. , . . .
Comme pour les noeuds soudés, Ast et best s’'expriment (figure 3.2.) selon:

ASt - estcwhcw/2 (3.34.)
Estcw
Kogse = Kori E__ (3.35.)

En raison du raidissage de la semelle de la colonne par 1'ame de la poutre
dans les noeuds soudés, la semelle de la colonne a été supposée infiniment
rigide dans la zone située entre les semelles de la poutre (3.2.2.2., figu-
re 3.12.). Cette hypothése n'est plus valable pour les noeuds & assembla-

ges boulonnés,
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Fb Ay=d
D
‘_F_- STttt A-de
b

¢ = (A+h)/d = 28/d,

My = Fy 9y

a - Noeuds soudés

ﬂ/‘

¢ = (A b )/a

My = Fp %

b - Noeuds & assemblage par plat d'about débordant

—\/

¢ = (A+h)/d_

Mb = Fb da

c - Noeuds & assemblage par corniéres de semelles

Figure 3.45. - Définition de Mb et ¢ selon le type d'assemblage
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ce qui contraint & substituer 1l'expression suivante & la formule (3.3.):
_ FbA
i Zptcw

I est défini aux tableaux 3.10. et 3.11.

o (3.36.)

Les autres paramétres intervenant dans les formules (3.34.) a (3.36.), de
méme que dans les tableaux 3.10. et 3.11., ont été définis au 3.2.2.2. et
au 3.2.4.

Formules Ame soumise & compression Ame soumise & traction
_ 2k
Kpp =X # b=ty + 2apl2 + 2¢,
2t
F = ci I o° avec: t =épaisseur du b = + 2w
be A iy T e , e e
avec ¢ plat d’about avec w_ = longueur de la
= Y- partie débor-
1-e >cosé dante de plat
b d'about dans la
E = 5L zone tendue de
1